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Kurzfassung

Die technische Sicherheit von Kernreaktoren ist von entscheidender Bedeutung, sowohl wahrend dem normalen
Betrieb als auch bei Storfdllen. Nach dem Einsetzen eines schweren Kiihlmittelverluststorfalls und der
Durchfihrung der Reaktorschnellabschaltung, muss die Nachzerfallswarme abgefihrt werden, um eine
Zerstorung der Kraftwerksstrukturen und ein Austreten der Kernschmelze in die Umgebung zu verhindern.
Wahrend bei aktiven Sicherheitssystemen zur Nachzerfallswarmeabfuhr die Wahrscheinlichkeit besteht, dass die
Energieversorgung ausfillt und das System seine Funktion nicht erfiillt, arbeiten passive Sicherheitssysteme
autonom und erfiillen ihre Funktion unabhangig von der Energieversorgung. Der Antrieb von solchen passiven
Sicherheitssystemen ist die Nachzerfallswarme selbst, da diese meist auf Naturkonvektion oder Warmestrahlung
basiert.

Ein Beispiel fiir ein passives Sicherheitssystem stellt das sogenannte ,In Vessel Retention through External
Reactor Vessel Cooling” (IVR ERVC) dar. Im Gegensatz zum Kernfanger (Core-Catcher) wird beim IVR ERVC die
Reaktorgrube mit Wasser aus einem hoher liegenden Becken geflutet. Das Wasser tritt in einen Stromungspfad
zwischen Reaktordruckbehélter (RDB) und Isolation ein, strémt am RDB entlang und verdampft. Durch den
statischen Auftrieb steigt der Dampf auf, bis er im Containment kondensiert und sich wieder im Becken als
Kondensat sammelt. Da die Nachzerfallswarme hierbei durch Verdampfung abgefiihrt wird, stellt das Eintreten
der Siedekrise das Ausfallkriterium fiir dieses passive Sicherheitssystem dar.

Seitdem das IVR ERVC fiir den Einsatz in Leichtwasserreaktoren vorgeschlagen wurde, sind zahlreiche Studien
durchgefiihrt worden, welche sowohl das Stromungsverhalten als auch die Siedekrise im IVR ERVC-
Stromungspfad untersucht haben. Es stellte sich heraus, dass aufgrund von Zweiphaseninstabilitaten
Massenstromoszillationen auftreten kdnnen. Wobei sich die Parameter der Massenstromoszillationen je nach
geometrischer Konfiguration des Systems unterscheiden kénnen. Somit ist die Kenntnis tiber den Einfluss von
Massenstromoszillationen in Abhéngigkeit der Parameter Oszillationsperiode und Amplitude auf die Siedekrise
bei der Auslegung des IVR ERVC von hoher Bedeutung.

Da das Wissen Uber den Einfluss von Massenstromoszillationen auf die Siedekrise (1.er Art), wie sie im IVR ERVC
auftritt, sehr begrenzt ist, liefert diese Arbeit durch die experimentelle Untersuchung des Einflusses der
Oszillationsparameter auf die Siedekrise einen wichtigen Beitrag. Hierbei wurde die Messmatrix fur die
Experimente basierend auf friiheren Studien zum Strémungsverhalten im IVR ERVC bestimmt. Um den Einfluss
von Oszillationen zu untersuchen, wurden Versuche sowohl bei stationdrer als auch bei oszillierender
Massenstromdichte durchgefihrt.

Basierend auf der Analyse und dem Vergleich der Messdaten aus dieser Studie mit friiheren, wurde eine
Korrelation aus der Literatur weiterentwickelt, welche in der Lage ist, die kritische Warmestromdichte im IVR
ERVC- Stromungspfad in Abhdngigkeit der Massenstromdichte, Eintrittsunterkiihlung und geometrischer
Parameter des Stromungspfades am obersten zylindrischen Teil des RDB zu berechnen. Zudem wurde eine
physikalische begriindete Korrelation aufgestellt, welche die kritische Warmestromdichte in Abhangigkeit des
Kanalneigungswinkels berechnen kann.

Aus der Betrachtung der experimentellen Daten der Versuche bei oszillierender Massenstromdichte hat sich
ergeben, dass Massenstromdichteoszillationen in Abhangigkeit von den restlichen Randbedingungen sowohl zu
einer Herabsenkung als auch zu einem Anstieg der kritischen Warmestromdichte flihren kénnen. Es wurde ein
Ansatz zur Berechnung der kritischen Warmestromdichte bei oszillierender Massenstromdichte ausgearbeitet,
welcher auf einem Modell zur instationdaren Warmeleitung bei oszillierender Temperaturrandbedingung basiert.
Der Ansatz kann jedoch nur eine moégliche Herabsenkung der Siedekrise durch die Oszillationen beriicksichtigen,
womit dieser als konservativ betrachtet werden kann.






Abstract

The technical safety of nuclear power plants is of high importance as well as during normal operation and in the
event of accidents. In the event of a severe loss-of-coolant accident (LOCA) and after the initiation of the reactor
emergency shutdown, the decay heat must be dissipated in order to prevent the destruction of the power plant
structures and the outflow of the core melt into the environment. While active safety systems for decay heat
dissipation depend on the energy supply, passive safety systems work autonomously and fulfil their function
independently of the energy supply. They are driven by the decay heat itself, as their function is usually based
on natural convention or thermal radiation.

An example of such a passive safety system is the so-called “In Vessel Retention through External Reactor Vessel
Cooling” (IVR ERVC). In contrast to the core catcher, in the IVR ERVC the reactor cavity is flooded with water from
a tank, which is located at a higher level. The water enters the flow path between the reactor pressure vessel
(RPV) and the insulation, flows along the RPV and evaporates. The buoyancy force causes the steam to rise until
it condenses in the containment and is collected in the tank as condensate. Since the decay heat is dissipated
through evaporation, the occurrence of the boiling crisis represents the failure criteria for this passive safety
system.

Since the IVR ERVC was proposed for use in light water reactors, numerous studies have been conducted
examining both the flow behaviour and the boiling crisis in the IVR ERVC flow path. It turned out that mass flow
oscillations can occur due to two-phase instabilities. The parameters of the mass flow oscillations can differ
depending on the geometric configuration of the system. Therefore, knowledge about the influence of mass flow
oscillations in dependence of the parameters oscillation period and amplitude on the boiling crisis is of great
importance when designing the IVR ERVC.

As the knowledge about the influence of mass flow oscillations on the boiling crisis (departure from nucleate
boiling), as it occurs in the IVR ERVC, is very limited, this work makes an important contribution by experimentally
investigating the influence of the oscillation parameters on the boiling crisis. The measurement matrix for the
experiments was determined based on previous studies on flow behaviour in the IVR ERVC. In order to investigate
the influence of oscillations, experiments were carried out at both, stationary and oscillating mass fluxes.

Based on the analysis and comparison of the measurement data from this study with previous ones, a correlation
from the literature was further developed, which is able to calculate the critical heat flux in the IVR ERVC flow
path depending on the mass flux, inlet subcooling and geometric parameters of the flow path at the upper
cylindrical part of the RPV. In addition, a physically based correlation was established which can calculate the
critical heat flux depending on the channel inclination angle.

The analysis of the experimental data from the tests with oscillating mass flow density showed, that mass flow
oscillations can lead to both a decrease and an increase in the critical heat flux, depending on the remaining
boundary conditions. An approach for calculating the critical heat flux with oscillating mass flux was developed,
which is based on a model for unsteady heat conduction with oscillating temperature boundary conditions.
However, the approach can only take into account a possible reduction of the critical heat flux due to the
oscillations, which means it can be considered conservative.
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Nomenklatur

Nomenklatur

Lateinische Buchstaben

Symbol Einheit Erklarung
A - Dimensionslose Amplitude
A m? Flache
A a,b,cd - Koeffizienten
Ap123.4, - Koeffizienten
Bo - Siede-Zahl
by_16 - Koeffizienten
B,b m Breite
Cp - Widerstandskoeffizient
c - Koeffizient
Cp j/kgK Isobare Warmekapazitat
d/D m Durchmesser
d m Dicke
F N Kraft
f m? Stromungsquerschnitt
f Hz Frequenz
fO - Funktion von
f - Reibungsbeiwert
G kg/m?s Massenstromdichte
g m/s? Fallbeschleunigung
AG - Relative Amplitude
G
h J/kg Spezifische Enthalpie
Ah, J/kg Spezifische Verdampfungsenthalpie
h J/kg Sattigungsenthalpie
h l/kg Dampfenthalpie
I A Stromstarke
Ja - Jacobs- Zahl
I/L m Lange
Lpeneizt m Beheizte Lange
Lpenheizt m Modifizierte beheizte Lange
m/m kg/s Massenstrom
Mo - Morton-Zahl
n - Anzahl
Nu - Nusselt- Zahl
p bar Druck
Pr - Prandtl-Zahl
P W Leistung
q kW/m? Warmestromdichte
Q w Warmeleistung
R m Radius, radiale Koordinate
r m Radius
Re - Reynolds-Zahl
R K/W Waé&rmewiderstand
R Q Elektrischer Widerstand
Sc Schmidt- Zahl
s m Spaltbreite
ATy K Eintrittsunterkihlung
T °C Temperatur



Nomenklatur

t S
U Volt
u m/s
v m/s
w .
We -
x .
XY,z m

Griechische Buchstaben

Zeit

Spannung

Geschwindigkeit

Geschwindigkeit

Arbeit

Weber- Zahl

Thermodynamische Qualitat (Dampfgehalt)
Weg, Koordinaten

Symbol Einheit Erkldrung

a W/(m?2K) Warmeibergangskoeffizient

6,p ° Kontaktwinkel

A - Differenz

£ - Volumetrischer (Dampf)gehalt

n kg/(ms) Dynamische Viskositat

) ° Neigungswinkel

é ° Dicke der Flussigkeitsunterschicht

A W/(m K) Warmeleitkoeffizient

p kg/m?3 Dichte

o - Standardabweichung

o kg/s? Oberflachenspannung/Grenzflichenspannung

T s Periode

v m?2/s Kinematische Viskositat

Del Qmm/m Spezifischer elektrischer Widerstand
Subskripte

Symbol Erklarung

2-Ph Zwei Phasen

am Virtuelle Massenkraft

Aus Austritt

B Blase

BS Blasensieden

c Kritisch

chf Kritische Warmestromsdichte

Dif, 2Ph Grenzflachendiffusion

dyn Dynamisch

Ein Eintritt

el elektrisch

fl Flussigkeit

g Gas(formig)

hyd Hydraulisch

k Keimstelle

L Dynamischer Auftrieb

m(akro) Makroflissigkeitsfilm

max maximal

Mess Gemessen

mitt Gemittelt

0 Oberflache

Osz Oszillierend

P projiziert

rel relativ



Nomenklatur

s(at) Sattigung
TD Turbulente Dispersion
Vv Volumen
w Wand
WB Warmebilanz
WL Wandbenetzung
Abkiirzungen
Abkiirzung Erkldrung
AP Advanced Pressurized
CAP Chinese Advanced Pressurized
CHF Kritische Warmestromdichte (Critical Heat Flux)
COSMOS-L Critical-heat-flux On Smooth and MQdified Surface — Low pressure
DNB Departure from Nucleate Boiling
IVR ERVC In- Vessel Retention through External Reactor Vessel Cooling
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Einleitung

1 Einleitung

Der Warmelibergang erfolgt bei Dampfanlagen hauptsachlich durch Stromungssieden, daher ist das Verstandnis
zu dieser Art der Warmelbertragung seit Beginn der industriellen Nutzung von Hochleistungsdampfanlagen fiir
die Technik von zentraler Bedeutung. In erster Linie zeichnet sich das Strémungssieden, besonders in dem
Regime des Blasensiedens, gegenliber anderen Arten der Warmeibertragung, durch teilweise zehnfach héhere
Warmeubergangskoeffizienten aus, welche wiederum in mehrfach niedrigeren Temperaturgradienten bei
gleicher Warmestromdichte, und somit in einer schonenderen Nutzung der Anlagenstrukturen resultieren [1].
Begrenzt wird diese Art der Warmeubertragung durch das Eintreten der Siedekrise erster und zweiter Art [2].
Die Siedekrise erster Art tritt schlagartig ein, wenn die Warmestromdichte einen kritischen Wert Gberschreitet,
die sogenannte ,kritische Warmestromdichte”. Hierbei geht das Regime des Stromungssiedens vom
Blasensieden in das Filmsieden Uber, wobei sich lokal an einer Stelle der Heizflaiche ein fest anhaftender
unbeweglicher Dampffilm bildet. Dieser isoliert die Heizflache gegeniiber der flissigen Phase und verhindert
damit den Verdampfungsvorgang an dieser Stelle. Somit fuhrt dieser Dampffilm durch seine, im Vergleich zur
flissigen Phase, sehr viel niedrigere Warmeleitung bei einem leistungsgefiihrten Warmeiibergang zu einer
plotzlichen und sehr starken Temperaturerhéhung, welcher die meisten technisch eingesetzten Werkstoffe nicht
standhalten kdnnen. Somit stellt die kritische Warmestromdichte die Betriebsgrenze fiir Dampfanlagen dar. Mit
der Siedekrise zweiter Art bezeichnet man den Zustand, wenn der Dampfanteil der Strémung so hoch ist, dass
die Oberflache des Heizers nur noch mit Dampf benetzt wird. Im Unterschied zu der Siedekrise erster Art, stromt
der Dampf weiter, somit wird die Warme durch Konvektion von Dampf und teilweise nachfolgender
Verdampfung der in der Dampfstromung noch verbliebener Fliissigkeitstropfen tbertragen. Hierbei ist der
Temperaturanstieg weniger dramatisch.

1.1 IVRERVC

Das Sicherheitskonzept , In- Vessel Retention through External Reactor Vessel Cooling” (IVR ERVC) ist ein passives
Sicherheitskonzept, wie es bei den Generation Il Sicherheitskernreaktoren (AP600, AP1000, CAP1400, VVER-440,
KERENA u. w.) vorkommt [3]. Hierbei soll im Falle eines Kernschmelzunfalles die Reaktorgrube mit Wasser
geflutet werden, sodass mindestens der Bereich des Reaktordruckbehilters, in dem die Kernschmelze ist, mit
Wasser bedeckt ist. Das Wasser tritt in den Spalt zwischen Reaktordruckbehalter und Isolierung ein und kiihlt
den Reaktordruckbehilter, in dem es verdampft. Der entstehende Dampf steigt auf und kondensiert
anschlieBend, im Falle des KERENA Siedewasserreaktors beispielsweise an den Containment- Wanden, um spater
die Reaktorgrube erneut zu fluten. Somit stellt sich eine passive Zwei-Phasen-Naturkonvektion Strémung ein, mit

Zweiphasen
Naturkonvektion

Abbildung 1-1: Schema IVR ERVC im Falle des KERENA Siedewasserreaktors.
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der die Nachzerfallswarme der Kernschmelze ohne den Einsatz von externen Aktoren wie beispielsweise Pumpen
abgefihrt werden kann (Abbildung 1-1). Somit kann ein thermisches und mechanisches Versagen des
Reaktordruckbehalters selbst im Falle des Ausfalls von Notstromaggregaten vermieden werden, und ein
Austreten der Kernschmelze und radioaktiver Substanzen verhindert werden. Da hierbei, wie bereits erwahnt,
die Warme mit Verdampfungskiihlung abgefuhrt wird, stellt die Siedekrise das Ausfallkriterium dieses passiven
Sicherheitskonzepts dar.

1.2 Stand der Forschung

Im Gegensatz zur Siedekrise 2. Art, deren Mechanismus zum heutigen Zeitpunkt bereits gut verstanden ist und
mit analytischen Modellen abgebildet werden kann [4,5,6], sind die phdnomenologischen Zusammenhange bei
der Siedekrise 1. Art weiterhin Gegenstand der Forschung. Hierzu wurden bislang zahlreiche experimentelle
sowie analytische Studien durchgefiihrt, sowohl zum Behalter- als auch Stromungssieden, vorwiegend in
kreisrunden Rohr-Geometrien [7-18]. Als Einflussparameter wurden in der Regel die Massenstromdichte G, der
Systemdruck p, die Eintrittsunterkiihlung ATy, die Kanalabmessungen sowie die beheizte Lange untersucht. Als
Ergebnis dieser Studien entstand typischerweise eine empirische Gleichung, die aber nur in dem Wertebereich
der durchgefiihrten Experimente anwendbar war und die physikalisch vorliegenden Mechanismen nur
oberflachlich berlicksichtigt hat. Dadurch waren diese Abschatzungsmethoden unbrauchbar fiir ein so kritisches
Sicherheitskonzept wie das IVR, dessen Ausfall das Risiko des Auftretens der Kernschmelze und radioaktiver
Substanzen bedeutet.

Das IVR-Sicherheitskonzept wurde erstmalig von Theofanous [19] als eine sicherheitstechnische
Weiterentwicklung des russischen VVER-440 Kernreaktors im Loviisa Kernkraftwerk in Finnland vorgeschlagen.
Die Idee des IVR- Konzepts wurde durch besondere Eigenschaften des VVER-440 Kernreaktors beglinstigt. Hierzu
gehoren eine relativ niedrige Leistungsdichte, das Fehlen von Durchfiihrungen im Reaktordruckbehalterboden
und ein Eis-Kondensator, welcher eine Flutung der Reaktorgrube in allen risikorelevanten Sequenzen sicherstellt.
Die Machbarkeit dieses Konzepts wurde daraufhin von Theofanous und seinen Kollegen an der Universitat von
Kalifornien und des Energieversorgers von Loviisa, heute bekannt als Fortum, tiberpriift. Hierzu wurde eine Reihe
sowohl analytischer als auch experimenteller Studien durchgefiihrt, um im ersten Schritt die von der
Kernschmelze ausgehende Warmestromdichte zu bestimmen. Die COPO [20,21] und ACOPO [22] Experimente
ergaben Korrelationen, mit denen die Warmestromdichteverteilung entlang des Reaktordruckbehalterbodens
vorhergesagt werden konnte. Die maximale Warmestromdichte, durch die leichtere Metallschicht im oberen Teil
der Kernschmelze, wurde dabei zu 680 kW/m? bestimmt. Diese ist am zylindrischen Teil des
Reaktordruckbehalters zu erwarten. Die kritische Warmestromdichte wurde in den Experimenten der ULPU-
Anlage, in welcher vergleichbare Verhiltnisse wie im VVER-440 Kernreaktor herrschten, zu 1200 kW/m?
ermittelt. Da es bei den Experimenten im Gegensatz zur Realitdt eine Reihe von Abweichungen gab, wurde eine
Risiko-Unfallanalyse eingesetzt, um die verschiedenen Faktoren zu bertcksichtigen und die Einsetzbarkeit des
IVR-Konzepts fir den Fall des VVER-440 endgiiltig zu bestatigen [23]. Die Idee des IVR beim VVER-440 trug zu der
Weiterentwicklung der Kernreaktoren der Generation Ill bei. Der Grundgedanke war das Erreichen einer passiven
Sicherheitsfunktion, ohne den Einsatz extern angetriebener Aktoren oder der Notwendigkeit des menschlichen
Eingreifens. Im Zuge dieser Bestrebungen entstand das Design des AP600. Im Gegensatz zu dem VVER-440 in
Finnland, wo Nachrustungen erforderlich waren, um den Einsatz von IVR zu erméglichen, hatte der AP600, im
Hinblick auf das IVR-Konzept, eine optimale Geometrie. Die Machbarkeitsstudie [22, 24] hierzu erfolgte ebenso
von Theofanous und parallel zur IVR VVER-440 Machbarkeitsstudie. Laut dieser Studien war die hochste
Warmestromdichte beim AP600 ebenso im oberen zylindrischen Teil des Reaktordruckbehélterbodens zu
erwarten, und die kritische Warmestromdichte bei der optimierten IVR-Geometrie in diesem Bereich zu
1,5 MW/m? ermittelt. Analog zu den Untersuchungen des VVER-440 erfolgte auch in diesem Fall eine Risiko-
Unfallanalyse, mit einem ebenso erfolgversprechenden Ergebnis. Daraufhin wurde das IVR-Konzept fiir den
Westinghouse AP1000 tGbernommen, dieser stellt eine groRere Version seines Vorgangers mit einer hoheren
Leistungsdichte dar. Um die Einsetzbarkeit des IVR-Konzeptes auch bei hoherer Leistungsdichte sicherzustellen,
wurde mit der ULPU-2400 Anlagenkonfiguration [25] die kritische Warmestromdichte am zylindrischen Teil des
Reaktordruckbehilters zu 2 MW/m? ermittelt. Diese war um einiges héher als die maximal erwartete
Leistungsdichte von 1,3 MW/m? [26]. In diesem Zuge muss allerdings erwidhnt werden, dass eine unabhingige
Arbeit [27] gezeigt hat, dass die thermische Last in einigen extrem unglnstigen und sehr unwahrscheinlichen
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Unfallszenarien die kritische Warmestromdichte lberschreiten kann. Nach einer Reihe weiterer Arbeiten [28,29]
wurde die Machbarkeit des IVR-Konzepts fiir den Fall des AP1000 schlieRlich bestatigt, woraufhin das
Gesamtsystem zertifiziert wurde und mit dem Bau mehrerer AP1000 in China begonnen wurde.

Vor allem nach dem Unfall in Fukushima, wurden passive Sicherheitssysteme zur Verhinderung des Auftretens
von radioaktiven Substanzen von Zulassungsbehérden weltweit als bevorzugt angesehen. Somit sind diese in
allen seit dem Unfall konzipierten Leistungsreaktoren unentbehrlich. Hierzu z&dhlt auch der sich momentan im
Bau befindende CAP1400. Zur Machbarkeitsprifung der IVR-Kihlung wurde auch hierzu eine zur UPLU- Serie
vergleichbare Versuchsanlage an der Shanghai Jiaotong Universitat gebaut. Im Gegensatz zur ULPU- Anlage,
handelt es sich bei der REPEC- Anlage [30, 31, 103] allerdings um eine vollmaRstédbliche Nachbildung des IVR-
Stromungspfades des CAP1400.

An dieser Stelle sollte erwahnt werden, dass bei den in den vorangegangenen beiden Absdtzen aufgelisteten
Experimenten zur Siedekrise im [IVR-Strémungspfad sowohl die phdnomenologische als auch die
fluidparametrische Betrachtung aulRen vor blieb. Als Resultat der ULPU-Experimente ist eine Korrelation zur
Bestimmung der kritischen Warmestromdichte in Abhadngigkeit des Neigungswinkels die aber nur bei den in den
Experimenten herrschenden Fluidparametern anzuwenden ist. Dennoch sind die Erkenntnisse zu den erwarteten
Stromungsregimen, d. h Massenstromdichte, Druck und wie sich bei den vollmaf3stablichen REPEC- Versuchen
erwiesen hat, Massenstromschwankungen von hoher Bedeutung fiir die genauere Untersuchung des Phanomens
im Hinblick auf das IVR-Konzept.

Die erste Parameterstudie mit Bezug auf das IVR-Konzept stellen die Experimente an der SULTAN- Anlage dar
[32]. Im Gegensatz zu den bisher erwdhnten IVR-Siedekrise Experimenten, handelte es sich hierbei um einen
einseitig beheizten Rechteckkanal. In den Versuchen wurden Systemdruck p, Massenstromdichte,
Eintrittsunterkiihlung ATy, Spaltbreite und Neigungswinkel variiert. Als Ergebnis entstand eine empirische
Korrelation [33] mit der die Siedekrise in Abhadngigkeit dieser Parameter berechnet werden kann. Allerdings blieb
in dieser Studie der parametrisierte Einfluss von Massenstromschwankung aufler Betracht.

Eine Reihe von Studien hat sich bislang mit dem Einfluss von Massenstromschwankungen auf die kritische
Warmestromdichte sowohl bei der Siedekrise 1. als auch 2. Art befasst [34, 35, 36, 37, 38, 39, 40, 41, 42, 43, 44].
Obwohl in einzelnen Experimenten [44] mit der Stromung unterhalb der Heizflache eine Erhéhung der kritischen
Warmestromdichte durch Massenstromschwankungen bei niedriger Eintrittsunterkiihlung erreicht wurde,
bestadtigten die Experimente generell eine Herabsenkung der kritischen Warmestromdichte bei hoheren
Perioden und Amplituden der Massenstromschwankungen. Dabei ergab sich, dass der Einfluss der
Massenstromschwankungen bei héheren Eintrittsunterkiihlungen erheblich groRer wurde, mit der Begriindung,
dass bei hoherer Eintrittsunterkiihlung die Kondensationsprozesse an der Kernstrdmung an Bedeutung
gewinnen, und somit der Prozess der Siedekrise stdrker von der Massenstromdichte und somit der
Schwankungen abhangt [44]. Eine grundlegende Erkldarung zum Phdanomen wurde bis zum heutigen Tag nicht
gefunden.

1.3 Motivation

Obwohl mehrere Grundlagenstudien zum Phanomen der Siedekrise 1.er Art bei oszillierenden Massenstromen
bereits durchgefiihrt wurden, gab es bis jetzt nur eine Arbeitsgruppe [44] welche dies in einem einseitig
beheizten rechteckigen Kanal, welcher fiir die Abbildung der ReaktordruckbehilterauBRenwand auf kurzer
Strecke geeignet ist (Abbildung 1-2), tat. Dabei muss erwahnt werden, dass das Testfluid in dieser Studie PF-5060
war. Obwohl einige der Erkenntnisse aus dieser Studie auf die Siedekrise 1l.er Art bei Wasser Glbernommen
werden konnen, ist ausgehend aus den sehr unterschiedlichen Werten fir kritischen Druck,
Verdampfungsenthalpie, Oberflaichenspannung u. s. w ein deutlich unterschiedliches Verhalten zu erwarten.
Somit ist die Notwendigkeit der Durchfiihrung einer Grundlagenstudie bei diesen Bedingungen mit Wasser als
Testfluid flir das IVR ERVC gegeben.

Der Fokus dieser Arbeit liegt auf der Untersuchung des Phanomens der Siedekrise 1.er Art bei oszillierender
Massenstromdichte, wie sie beim erwdhnten IVR ERVC passiven Sicherheitssystem auftritt. Hierbei wurden die
Parameter der Strémung und der Massenstromoszillationen aus den frilheren vollmaRBstdblichen
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Untersuchungen zum IVR ERVC Stromungsmuster [30] libernommen und in der COSMOS-L Versuchsanlage
kiinstlich nachgebildet. Die kritische Warmestromdichte wird dabei aufgenommen und der Einfluss der
Versuchsparameter untersucht. Darliber hinaus wird mithilfe optischer Messtechnik die physikalische
Erscheinung der Siedekrise erfasst und mit den korrespondierenden Messsignalen der eingebauten Messtechnik
belegt. Basierend auf diesen Erkenntnissen wird ein Trigger-Mechanismus vorgeschlagen und anhand bisheriger
Kenntnisse zu Benetzungsphianomenen erklart. Des Weiteren wird der Einfluss, der sich einstellenden
Strémungsregimen auf das Eintreten der Siedekrise betrachtet, die einzelnen wirkenden Prozesse identifiziert
und deren Bedeutung erklart. Mit den gewonnenen Daten und Erkenntnissen werden die existierenden Modelle
zur Vorhersage der kritischen Warmestromdichte bewertet und erweitert. AbschlieRend wird die Anwendbarkeit
und die Ubertragung, der in dieser Arbeit entstandenen Ergebnisse, auf den IVR ERVC Prototypen beziiglich
geometrischer Unterschiede des Systems diskutiert.

Neben einer experimentellen Datenbasis fiir die Weiterentwicklung der nummerischen Modellierung des
Phanomens der Siedekrise 1.er Art, liefert diese Doktorarbeit ein verbessertes Verstandnis des physikalischen
Prozesses.

fo oo

Abbildung 1-2: Nachbildung der Stromung an der RDB-AuBenwand auf kurzer Lange in einem einseitig
beheizten Rechteckkanal.
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2 Theoretische Grundlagen

Dieses Kapitel dient zur Einfihrung in die Physik des Siedekrisenphdnomens wie es beim IVR ERVC
Sicherheitskonzept auftritt. Diese umfasst zum einen den Prozess der Dampfproduktion in einem mit Fluid
durchstromten beheizten Kanal, dem sogenannten Stromungssieden, welches in dem ersten Unterkapitel
beschrieben wird. Das zweite Unterkapitel gibt einen Einblick in die Zweiphaseninstabilitaten, welche fur das
Strdmungsbild  von entscheidender Bedeutung sind und zu den in Kapitel 1 erwdhnten
Massenstromdichteoszillationen fihren. Im darauffolgenden Teil dieses Kapitels werden die wesentlichen
Erkenntnisse zum IVR ERVC typischen Strémungsbild anhand bisheriger numerischer und experimenteller
Arbeiten zum Stromungsverhalten im prototypischen IVR ERVC Stromungskanal vorgestellt. Zum Schluss dieses
Kapitels erfolgt eine Einflihrung in einige der wichtigsten mechanistischen Modelle zur Beschreibung der
Siedekrise.

2.1 Motivation

Der Wairmelbergang  zeichnet sich  beim  Stromungssieden, im  Gegensatz zu anderen
Warmeibergangsmechanismen, durch die Moglichkeit sehr hohe Warmemengen bei relativ niedrigen
Temperaturgradienten zu Ubertragen aus. Dies erlaubt einerseits bei technischen Anwendungen wie z. b
Warmeubertragern und Kalteanlagen die Warmeiibertragungsflachen kleiner zu dimensionieren und Material
und Bauraum zu sparen, und andererseits bei Anwendungen der Hochleistungskiihlung wie z. b dem IVR ERVC
unter der thermischen Betriebsgrenze der Werkstoffe des technischen Systems zu bleiben.

Blasensieden

Beim Blasensieden findet der Verdampfungsvorgang kontinuierlich an der Heizflache statt. Hierfiir wird eine
hinreichend hohe Uberhitzung der Fluidgrenzschicht an der Heizfliche benétigt. Dabei werden an der Heizfliche
Siedekeime aktiviert, an denen die Dampfblasenentstehung stattfindet. Weiterhin sollte erwdhnt werden, dass
die Anzahl der aktiven Siedekeime mit der Wandtemperatur und somit mit der Warmestromdichte steigt.

Gegenstand dieser Arbeit ist das blasenbildende Stromungssieden, weswegen in den folgenden
Unterabschnitten dessen grundlegende Prozesse und Aspekte ndher erldutert werden. Im Zuge dessen werden
die Blasendynamik, der Warmetransport, das Phianomen der Siedekrise und die Prozesse quantisierende
dimensionslose Kennzahlen betrachtet.

2.1.1 Blasendynamik

Aus bisherigen Studien [7, 8, 45] ist bekannt, dass die Stromungsformen einen entscheidenden Einfluss auf die
Warmelbertragung beim Blasensieden haben kénnen. Die Stromungsformen sind wiederum das Ergebnis der
Blasendynamik, welche aus Bedingungen wie Wirmestromdichte ¢, Druck p, Massenstromdichte i,
Dampfgehalt x, geometrischer Abmessungen und der Neigung des Strémungskanals resultieren. Die
Blasendynamik umfasst neben der Blasenentstehung durch Warmeeintrag und der auf die Blasen wirkender
Krafte, die einzelnen Mechanismen, welche zur ZusammenschlieBung einzelner Blasen zu Clustern oder zum
Zerfall bereits vorhandener groBerer Dampfblasen in kleinere Blasen fuhren [46, 47, 48]. Weiterhin sind
Zweiphasenstrémungen oft von Druckschwankungen begleitet, welche ebenso zu Phasenwechsel fiihren kdnnen
[9]. In diesem Abschnitt werden die erwdhnten Prozesse, welche sich auf die Stromungsformen, den
Warmeubergang, und schlieRlich auf das Phanomen der Siedekrise auswirken, beschrieben.

2.1.1.1 Die Entstehung von Blasen

Wie bereits am Anfang von Kapitel 2.1 erwdhnt, erfolgt die Bildung der Dampfphase beim Blasensieden an den
sogenannten Keimstellen, wobei sich die Anzahl der Keimstellen mit steigender Warmestromdichte und
Wandiberhitzung erhoht. Die Blasen entstehen in mikroskopischen Vertiefungen an der beheizten Flache
(Abbildung 2-1). Der Warmestrom flieRt durch die Flussigkeitsgrenzschicht in die Blase hinein. Der Druck
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innerhalb der blase p; muss wegen der Oberflachenspannung o groRer als der Druck in der fliissigen Phase py,
und im Gleichgewicht mit der durch die Oberflachenspannung erzeugten Kraft sein (Gleichung 2-1):

Flussigkeit

Abbildung 2-1: Entstehung der Dampfphase am Siedekeim [172].

pg_pfl =40'/d 2-1

Somit lasst sich die fur die Entstehung einer Blase mit dem Durchmesser d minimale Wandiiberhitzung nach der
Laplace-Kelvin Ableitung:

Pg — Pri _ Pg - Ah, 2-2
Ty —Tx T
Mit folgender Gleichung ausdriicken:
. ) T 2-3
ATWU B dipg-Ahy

Wobei der Keimstellendurchmesser d; der kleinstmogliche Blasendurchmesser ist [172]. Gleichung 2-3
veranschaulicht auch, dass mit zunehmender Wandiiberhitzung die mogliche initiale BlasengréBe und damit
auch die Keimstellenanzahl wachsen. Nach der Entstehung fangt die Blase an zu Wachsen und 16st sich bei
Erreichen einer bestimmten GroRe ab. Nach dem Abldsen der Blase wird die Heizflache wieder mit der flissigen
Phase benetzt und der Prozess der Blasenentstehung und Abldsung wiederholt sich. Die Ablosung der Blase von
der Heizflache und die weitere Trajektorie der Blase in der Zweiphasenstromung werden durch die wirkenden
Krafte bestimmt, welche in dem folgenden Unterkapitel beschrieben werden.

2.1.1.2 Auf Blasen wirkende Krafte

Die auf Blasen wirkende Krafte in einer Zweiphasenstromung unterscheidet man grundsatzlich nach ihrer
Wirkungsweise. Die Volumenkrdfte wirken Uber das gesamte Volumen der Blase und umfassen die
massengebundene Tragheitskraft, welche dem momentanen Bewegungsvektor beizubehalten versucht, also
gegen den momentanen Beschleunigungsvektor gerichtet und vom selben Betrag ist, die ebenso
massengebundene aus dem Gravitationsfeld der Erde resultierende Schwerkraft, und die bei
Zweiphasenstromungen im Zusammenhang mit der Schwerkraft auftretende Auftriebskraft. Zu den
Oberflachenkraften zahlen in erster Linie die Druckkraft, welche aus dem Druckgradienten Uber der Blase
resultiert, viskose Krafte, die die Stromung vereinheitlichen, und die Krafte, welche in Folge des Impulsaustauschs
zwischen der flissigen und der gasformigen Phase entstehen. Ein fir diese Arbeit bedeutendes Beispiel so einer
Kraft stellt die Widerstandskraft dar [49-56]. Die letzte nach der Wirkungsweise auf Blasen zu unterscheidende
Kraft ist die Linienkraft. Zur Linienkraft gehoren die Grenzflachenkrafte, welche infolge intermolekularer Krafte
an der Phasengrenzflache zwischen Gas, Flussigkeit und Festkorper auftreten [57-59]. Im Folgenden werden die
genannten Krafte auf eine Blase ndher erldutert und physikalisch formuliert.
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Die Widerstandskraft

Die Widerstandskraft liefert den quantitativ groRten Beitrag zur Blasendynamik und zum Siedeverhalten der
Stromung. Sie ist das Resultat der an der Gasphase reibenden Flissigkeitsstromung und des durch die Stromung
resultierenden Druckabfalls Gber einer Blase und wird wie folgend formuliert:

- N N 2‘4
FWiderstand,Blase = EpflApCdlurellurel

Die Widerstandskraft resultiert durch die Ubertragung der kinetischen Energie der fliissigen Phase auf die
Dampfphase, wobei A, die projizierte Flichenormale zur Strémungsrichtung ist. Der dimensionslose
Widerstandskoeffizient C; berlicksichtigt hierbei den Einfluss der Form der Blase und der daraus resultierenden
Umstrémung auf den Strémungswiderstand. i,..,; beschreibt die relative Geschwindigkeit zwischen den zwei
Phasen. Die Widerstandskraft iber der gesamten dispersen Phase ergibt sich durch die Mittelung Gber das
Volumen und wird wie folgt formuliert, wobei € der Volumenanteil der Dampfphase ist:

3 ppCpe 2-5

P". _ — —
Widerstand,Disperse Phase — Zd |urel| Upel
Blase,mittel

Grenzflachenkrifte

Eine weitere Art von Kraften, die in einer Mehrphasenstromung wirken, sind die Grenzflachenkrafte. In der
Strémung selbst ist das die Oberflachenspannung, welche an der Gas-Flissig-Phasengrenzflache tangential zur
Grenzflache wirkt [57]. Die Oberflaichenspannung stellt eine Linienkraft dar und ist als die Arbeit dW definiert,
welche pro Flache dA geleistet werden muss, um die Oberflache der Fliissigkeit zu vergroRern. Das Verhaltnis
aus verrichteter Arbeit und daraus resultierender OberflachenvergroBerung wird dann Oberflachenspannung
oder auch Oberflachenarbeit genannt:

aw 2-6

7y

Die zu verrichtende Arbeit dW = F - dx ist somit proportional der Kraft F tangential zur Oberflache, die
aufgebracht werden muss, um die Flache um den Betrag dA = [ - dx zu vergréRern:

dW_Fdx_F 2-7

7TdA " dx 1
Die Oberflachenspannung resultiert aus den Kohdsionskréften zwischen den Molekilen der Flussigkeit, welche
sich im Flissigkeitsinneren gegenseitig aufheben, wahrend an der Oberflache, die nach auBen gerichteten Krafte
fehlen, und so eine resultierende Kraft ins Fliissigkeitsinnere entsteht. Hierbei soll erwdhnt werden, dass es bei
der Oberflachenspannung um den speziellen Fall einer Grenzflachenkraft an der Grenzflache der flissigen und
der gasformigen Phase desselben Fluides geht (im Falle des IVR ERVC Wasser).

Direkt an der Heizfliche wirken zwei weitere Grenzflichenkrafte (Abbildung 2-2), die Flissig-Festkorper-
Grenzflachenkraft und die Gas- Festkorper- Grenzflachenkraft. Das Wirkprinzip dieser zwei Krafte ist analog zur
Oberflachenspannung, mit dem Unterschied, dass an der Grenzfliche Adhasionskrafte des Molekils der
Nachbarphase wirken, da die Adhasionskrafte aber von schwacherer Wirkung sind, entsteht wieder eine
Resultierende ins Phaseninnere.

g3

Abbildung 2-2: Grenzflachenkrafte an der 3-Phasengrenzflache, g; — Oberflaichenspannung, o, —
Grenzflachenspannung Fest-Gas, a; — Grenzflachenspannung Flussig. In Anlehnung an [66].
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Der Winkel 8 an der Grenzflache der verschiedenen Phasen wird Kontaktwinkel genannt und ist ein MaR fiir die
Benetzbarkeit eines Festkdrpers von einem Fluid. In seiner Gleichung hat Young [66] einen quantitativen
Zusammenhang zwischen den an der Grenze einer festen, gasférmigen und flissigen Phase auftretenden Kraften
aufgestellt:

01— 0y 2-8

cosf =
03

2.1.1.2 Blasenkoaleszenz und Fragmentation

Seitens der auf die Dampfphase wirkender Kréfte, haben fur die Beschreibung der Zweiphasenstrémung, die
Mechanismen des Zusammenwachsens kleinerer Blasen zu groReren und des Zerfalls groRRerer Blasen in kleinere
eine entscheidende Rolle. Diese Mechanismen wirken sich auf die Phasengrenzflache aus, und somit auf den
Warme- und Stofftransport und die auf die Dampfphase resultierenden Kréfte.

Koaleszenz von Blasen

Grundsatzlich ist das Zusammenwachsen von Blasen auf deren Kollision untereinander, bedingt durch die
unterschiedlichen  Geschwindigkeitsvektoren der Blasen, zurlickzufihren [64]. Unterschiedliche
Geschwindigkeitsvektoren kénnen mehrere Ursachen haben, welche im Folgenden erldutert werden. Die
turbulente Fluktuation der Flissigphase um die Blasen zdhlt als wichtigster Grund fir die
Geschwindigkeitsdifferenz. Des Weiteren kdnnen unterschiedliche Geschwindigkeitsvektoren durch Gradiente
der Flussigkeitsgeschwindigkeit in lateraler Richtung und innerhalb von Wirbeln bedingt sein. Zudem kann infolge
verschiedener BlasengroBen und unterschiedlicher Dampfdichten in den einzelnen Blasen, eine unterschiedliche
resultierende statische Auftriebskraft und damit auch Geschwindigkeitsvektor resultieren. AuRerdem konnen
Wechselwirkungen in der Nachlaufstromung der einzelnen Blasen zu Wechselwirkungen untereinander fihren
(Abbildung 2-3) [65].

Fiir die Modellierung dieser Prozesse wird fur die Berlcksichtigung ihrer Haufigkeit eine Kollisionsrate
herangezogen. |hre Formulierung beruht auf einer effektiven Querschnittsfliche und einer
Relativgeschwindigkeit. Die Formulierungen dieser beiden Terme sind je nach Wirkungsmechanismus
unterschiedlich [48, 64, 66]. Hinzu kommt, dass nicht jeder ZusammenstoR von Blasen zu deren
Zusammenwachsen fiihrt. Um dies zu beriicksichtigen wird eine Effizienz genutzt, fiir welche es wiederum drei
Formulierungen gibt, die sich in der Literatur [64] durchgesetzt haben.

Turbulenz Wirbeleinschluss Geschwindigkeits- Statischer Auftrieb  Nachlaufstrémung
Feld

Abbildung 2-3: Mechanismen des Blasenzusammenwachsens. In Anlehnung an [65].
Fragmentation von Blasen

Die Mechanismen des Blasenzerfalls beruhen auf der Dynamik in der umgebenden Flissigphase und der
Wechselwirkungen in der Fliissig-Gas-Grenzflaiche. Wie auch beim Blasenzusammenwachsen werden die
Ursachen des Blasenzerfalls mit mechanistischen Modellen beschrieben. Hierbei spielen wieder die turbulenten
Fluktuationen in der Flissigphase eine wichtige Rolle. Die Intensitat der Fluktuationen bewirkt eine Verdanderung
der Phasengrenzflache, welche eine Einschniirung und infolgedessen eine Fragmentierung der Blase nach sich
ziehen kann [67, 68]. Dariiber hinaus tragen viskose Scherspannungen, Scherspannungen an der Oberflache
groBer Blasen und Grenzflacheninstabilitdten zum Blasenzerfall bei [65]. Eine dimensionslose Kennzahl, welche
die Tragheitsenergie der Fliissigphase zu der die Grenzflache erhaltenden Oberflachenspannung ins Verhaltnis
setzt, ist die Weber- Zahl:
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Eine Reihe von Kriterien bestimmen den Blasenzerfall aufgrund der turbulenten Schwankungen der Flissigkeit.
Hierzu gehoren Grenzwerte der turbulenten kinetischen Energie der Flissigphase und der turbulenten
Scherkrafte an der Phasengrenzflache. Des Weiteren sind ebenso Grenzwerte der Tragheitskrafte turbulenter
Wirbel fur den Blasenzerfall maRgebend [67].

= @

Turbulenz Geschwindigkeits- Wirbel Grenzflachen-
Feld Scherung

Abbildung 2-4: Mechanismen des Blasenzerfalls. In Anlehnung an [65].

Wie auch bei dem Prozess der Blasenkoaleszenz wird der Prozess der Blasenfragmentation bei der Modellierung
mit einer Zerfallsrate beschrieben. Quantitativ resultiert diese, dhnlich wie die Weber-Zahl, aus dem Verhiltnis
der Scherspannungen an der Oberflache zu der die Dampfphase stabilisierenden Oberflachenspannung [67].
Obwohl in der Realitdt eine groBe Blase durchaus gleich in mehrere kleinere Blasen zerfallen kann, liegt den
meisten Modellen die vereinfachte Annahme zugrunde, dass die Blase sich in zwei Blasen aufteilt. Aus der
Wabhrscheinlichkeitsbetrachtung des Zerfalls der Blase und der Tochterblasenverteilung oder
TochterblasengroRenverteilung resultiert die zugehorige Frequenz [67].

Zur Beschreibung der einzelnen Zerfallsursachen werden verschiedene Modelle benutzt, welche sich auf ihren
jeweiligen Anwendungsbereich beschrdanken. Das spezifische Stromungsbild bestimmt die Modellparameter.
Dabei spielt die Turbulenz der Zweiphasenstrémung, welche allerdings bis heute nur ungenau beschrieben
werden kann, eine entscheidende Rolle [52].

2.1.2  Wairmetransport beim Stromungssieden

Damit Blasensieden einsetzt, ist eine Aktivierung vom Keimstellen an der Heizer- Oberflaiche notwendig, an
denen die Entstehung und das Blasenwachstum stattfindet [69]. Bei Erreichen einer bestimmten GroR3e, 16sen
sich die Blasen infolge der Summe der zuvor aufgezahlten Krafte von der Heizer-Oberflache ab und werden von
der Stromung stromab transportiert. Wird die Heizer- Oberflache von den Blasen befreit, wiederholt sich der
Prozess, infolgedessen ist die thermische Grenzschicht in stiandiger Bewegung, was zu einer weiteren
Verbesserung des konvektiven Warmeaustauschs beitrdgt [45]. Der Prozess der Benetzung mit Flissigphase,
Verdampfung und Wiederbenetzung wird maRgeblich von der Strémungsform beeinflusst [45]. Diese ist unter
anderem das Ergebnis der Stromungsparameter Druck, Massenstrom, der Stoffwerte des Fluides, der Heizer-
Geometrie sowie der Oberflachenbeschaffenheit und des Schwerkraftvektors.

Bei der Betrachtung des Blasensiedens ist die Fluidunterkiihlung ein weiterer, den Warmetransport
bestimmender Parameter der Stromung. Diese gibt die Temperaturdifferenz zwischen der momentanen
Kiihimitteltemperatur und der von dem Druck bestimmten Sattigungstemperatur T an. Somit handelt es sich
um ein unterkiihltes Fluid bei einer unter der Sattigungstemperatur liegenden Fluidtemperatur, um ein
gesattigtes Fluid im Falle der Sattigungstemperatur entsprechenden Fluidtemperatur und um ein lberhitztes
Fluid, wenn die Fluidtemperatur (iber der Sattigungstemperatur liegt [45]. Mit der Fluidunterkihlung ldsst sich
zudem auch die Dampfqualitdt bezogen auf die lokale Enthalpie der Stromung auf indirekte abstrakte Weise
formulieren, in dem man die Differenz zwischen der spezifischen Fluidenthalpie im momentanen Zustand h und
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der spezifischen Enthalpie im Sattigungszustand h' ins Verhaltnis zur latenten Verdampfungswiarme Ah,, des
Fluides setzt:

h—h 2-10
Ah,,

X =
AuRRerdem kann diese Formulierung ebenfalls fiir die Angabe des Grades der Unterkiihlung gemittelt Gber das
zweiphasige Fluid genutzt werden, da sie auch negative Werte zuldsst.

Der wahre Stromungsdampfgehalt hingegen wird folgendermaBen basierend auf dem Verhdltnis von
Dampfmassenstrom My zum gesamten Zweiphasenmassenstrom m,_pp, formuliert:

mhy 2-11

X =
Ma—ph

Ausgehend aus dem Dampfanteil der Stromung werden unterschiedlich Erscheinungsformen der siedenden
Zweiphasenstromung beobachtet. Zudem wird die Strémungsform von dem Winkel zwischen der
Hauptstromungsrichtung der Flissigphase und des Gravitationsvektors bestimmt [46, 73, 74, 75]. Bei vertikal
aufwaérts durchstromten Rohren sind die beiden Grenzzustinde vor bzw. nach der Verdampfungszone die
unterkihlte Flussigkeitsstromung stromaufwarts und die Uberhitzte Dampfstrémung stromabwarts (Abbildung
2-5) [2]. Hierbei ist der Warmeibergang rein konvektiv. Im Bereich dazwischen findet ein komplexer
Verdampfungsprozess statt, welcher wiederum in physikalisch unterschiedliche Zonen unterteilt werden kann.
Unmittelbar nach dem Bereich der Flissigkeitsstromung liegt eine Blasenstromung vor. Im Zuge des
Verdampfungsprozesses an der beheizten Flache geht die Stromungsform weiter stromab zunachst in die
Kolbenstromung, dann die Schaumstromung und schliefRlich in die Ringstromung lber. Solange die beheizte
Flache von der fliissigen Phase benetzt bleibt, lasst sich eine geringe Wandiiberhitzung verzeichnen und der
Warmeibergang ist, entsprechend dem Regime des Blasensiedens, hoch. Da in diesem Fall die Heizer-
Oberflache, abgesehen von der Nebelstromung, bei der die Flissigphase an der Heizer-Oberflache vollstindig
verdampft ist (Siedekrise 2-er Art), voll benetzt mit der Flissigphase ist, wurde auch bisher kein nennenswerter
Einfluss der Stromungsformen auf den Warmelibergang festgestellt. Eine Stromungsformenkarte, welche eine
Bestimmung der Stromungsform in Abhangigkeit der Stromungsparameter erlaubt, ist in der Literatur zu finden

[70,7,71,72].
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Abbildung 2-5: Stromungsformen bei vertikal aufwarts durchstromten Rohren [45].

Bei horizontalen und wenig geneigten Rohren hingegen kann es infolge des Schwerkrafteinflusses unter
bestimmten Bedingungen zu einer Schichtung der zwei Phasen kommen. Fir horizontale und wenig geneigte
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Rohre (Neigungswinkel 9 héchstens +10°) werden Stromungsformen wie in Abbildung 2-6 beobachtet [45]. Bei
den geschichteten Stromungsformen wie Schichten-, Wellen- und Schwallstrémung ist schon allein hydraulisch
bedingt, nur eine Teilbenetzung der Rohr-Wand mdglich. Da die Strémungsformen bei dieser Anordnung des
Verdampfer- Kanals einen wesentlichen Einfluss auf die Benetzung der Heizer- Oberflache mit der Fliissigphase
haben kénnen, hdangt somit auch der Warmetransport beim Stromungssieden von ihnen ab. Somit ist fir eine
Abschatzung des Warmelibergangs die Kenntnis tiber die vorliegende Strémungsform zwingend notwendig. Eine
Stromungsformenkarte wurde in [77] aufbauend auf einer vorherigen Studie [76] erstellt.

Die Verwendung dieser Ansatze fiir die Abschatzung des Warmeliberganges, sollte allerdings immer unter
Bertcksichtigung der jeweiligen Randbedingungen vorgenommen werden, da die Stromungsformen nicht bei
allen Flussigkeiten und vor allem Kanal- Geometrien gleich auftreten. Somit kann die Anwendung eines Ansatzes
aus der in diesem Abschnitt genannten Literatur zu falschen Ergebnissen fihren.

L. Dezhang und O. Ning haben in [173] Strémungsformen in einem beheizten Rohr in Abhéangigkeit der
Parameter: Neigungswinkel und Warmestromdichte untersucht. In den Experimenten wurden Versuche bei 4
verschiedenen Neigungswinkeln 0°, 30°, 60° und 90° durchgefiihrt. Eine Schichtung der Stromung vergleichbar
zu den in Abbildung 2-6 wurde nur bei den Experimenten mit 0° Neigungswinkel beobachtet. Ab einem
Neigungswinkel von 30° wurden prinzipiell dieselben Strémungsformen wie bei vertikal durchstromter
Teststrecke (Abbildung 2-5) beobachtet. Das Verhalten der Stromungsformen bei Neigungswinkeln Gber 30°
unterscheidet sich von dem vertikal durchstrémten Fall durch ein friheres Auftreten von Strémungsformen mit
héherem Dampfanteil. So wurde die Ringstromung in den Versuchen mit 30° Neigungswinkel bereits bei 0,58 m
Entfernung vom Eintritt des beheizten Kanals beobachtet, wahrend sie in den Versuchen mit 90° Neigungswinkel
erst bei 0,82 m auftrat.

Stromungsrichtung ——e=
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Abbildung 2-6: Stromungsformen bei horizontal durchstromten Rohren [45].
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213 Die Siedekrise

Wie bereits erwdhnt, bietet das blasenbildende Strémungssieden die Moglichkeit sehr hohe
Warmestromdichten bei moderaten Temperaturdifferenzen zwischen Heizer und der siedenden
Flissigkeitsstromung zu Ubertragen. Es besteht jedoch eine Grenze bei diesem Prozess, wenn das
Strdmungssieden in Filmsieden libergeht und es bei dem leistungsgefiihrten Prozess zu einer plétzlichen und
sehr starken Temperaturerhohung am Heizer kommt. Beim temperaturgefiihrten Prozess hingegen findet eine
geringere Leistungsiibertragung zwischen Heizer und Stromung statt.

Beim Filmsieden findet keine Benetzung der Heizflache von der Fliissigphase mehr statt und somit wird die
Warme nur noch von der Dampfphase tUbertragen.

Die Prozessfolge des Ubergangs ausgehend aus der Warmeiibertragung durch Konvektion bis hin zum Filmsieden
hat Nukiyama in seinem Experiment mit einem elektrischen Heizdraht in einem Behalter beobachtet [78]. Dabei
hat er die Temperaturdifferenz Gber der Heizleistung aufgetragen und dem Verhaltnis die dabei auftretenden
Warmelbergangsphanomene zugeordnet. Somit entstand die Siedekurve (Abbildung 2-7) die, wie sich erwiesen
hat, qualitativ sowohl fiir das Behéltersieden als auch flr das Stromungssieden gilt [45].

Die in der Nukiyama- Kurve bezeichneten Stromungsregimen kénnen entlang einer siedenden Stromung in einem
beheizten Rohr beobachtet werden (Abbildung 2-8).

Tr = const
Twand G = const
p = const

Filmsieden

Eintreten der

Leidenfrost Ubergangs- Siedekrise
Punkt Fmmm——— sieden\

Wieder . % Kritische

] i Wirmestromdichte
benetzung & !
Blasensieden |
]
I
Konvektion E
I

3
?

q

Abbildung 2-7: Nukiyama- Siedekurve fiir den leistungsgefiihrten Betrieb. In Anlehnung an [78].

Somit findet zunachst der Warmelibergang in einem von einer unterkiihlten Fllssigkeit durchstromten,
beheizten Rohr durch Konvektion an das stromende Fluid statt. Bei Verringerung der Fllssigkeitsunterkihlung
bis zu einem bestimmten Wert findet, ab der Stelle, wo die ersten Blasen an der Wand entstehen, das unterkihlte
Sieden statt. In diesem Stromungsregime wurde in den meisten Experimenten kein merklicher Anstieg
querschnittsbezogenen volumetrischen Dampfgehaltes & registriert. Wobei f den gesamten
Strémungsquerschnitt und f; den mit Dampf belegten Teil des Strémungsquerschnitts bezeichnet.
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Abbildung 2-8: Stromungsregimen entlang eines beheizten Rohres [45].

Der kaum messbare Anstieg der Dampfphase wird dadurch verursacht, dass die entstehenden Blasen entweder
schon an der Wand oder in unmittelbarer Ndhe der Wand wieder kondensieren. Dies tragt zu einer erheblichen
Verbesserung des Warmeliberganges bei, da die standig verdampfenden und sofort kondensierenden Blasen wie
ein Warmerohr in der Grenzschicht wirken und gleichzeitig die Turbulenz in der Flissigkeit in Nahe der Wand
verstarken. Der verbesserte Warmetibergang bewirkt eine Verringerung der Temperaturdifferenz.

Weiter stromabwarts bleiben die Blasen bestehen und gleiten an der Wand entlang [79]. Die Blasen dringen in
die Kernstromung ein, sobald die Kerntemperatur der Strémung sich an die Sattigungstemperatur angenahert
hat. Somit kann ein merklicher Anstieg des querschnittsbezogenen volumetrischen Dampfgehaltes gemessen
werden und die Nettodampfproduktion beginnt.

Weiter stromabwarts tragt die Kondensation wegen der niedrigen Unterkiihlung der Kernstrémung nicht mehr
zum Warmedlbergang bei, und der Warmelbergang entspricht dem gesattigten Stromungssieden. An der
Siedekurve kann erkannt werden, dass bei diesem Vorgang eine hohere Warmestromdichte und somit ein
héherer Dampfgehalt zu einem effektiveren Warmelibergang an das Fluid fuhren. Bei stark ansteigenden
Warmestromen bleibt die Wandtemperatur nahezu konstant. Bei weiter ansteigender Warmestromdichte wird
schlieBlich der kritische Warmestrom erreicht, ab dem es zu einem schlagartigen Abfall des Warmeubergangs
kommt. Wie bereits erwdhnt, geschieht dies infolge der Tatsache, dass die Warme wegen der den Heizer von der
Flissigphase isolierenden Gasschicht, nicht mehr direkt an die Flissigphase libertragen werden kann. Dieses
Phanomen wird Siedekrise genannt und der Warmestrom, ab dem diese eintritt, die kritische
Warmestromdichte. Aufgrund der diesen Prozess bestimmenden physikalischen Vorgdnge kann dieses
Phanomen zwei verschiedenen Mechanismen zugeordnet werden.

In einer Stromung, in der der Dampfvolumenanteil gering ist, und die Flissigphase die kontinuierliche Phase
darstellt, bildet sich bei Erreichen der kritischen Warmestromdichte lokal am Ort der Siedekrise ein fest
anhaftender Dampffilm, der die Flussigkeit von der Heizflache trennt. Durch die geringe Warmeleitfahigkeit der
Gasphase wird der Warmetibergang stark beeintrachtigt. Dieses Stromungsregime wird Filmsieden genannt und
ist in Abbildung 2-9 links schematisch dargestellt. In diesem Fall wird das Phanomen Siedekrise 1.er Art oder im
englischsprachigen ,, Departure from Nucleate Boiling (DNB)“ genannt. Hierbei tritt die Siedekrise bei hoherer
Warmestromdichte bereits bei geringeren Dampfvolumenanteilen auf.

Weist die Stromung im Falle einer Ringstromung ab einer bestimmten Liange einen so hohen
Stromungsdampfanteil auf, dass der Fllssigkeitsring an der Heizflache austrocknet und die Dampfphase die
kontinuierliche Phase bildet, wahrend die Fliissigphase nur noch in Form einzelner Tropfen vorliegt, so wird
dieses Phanomen Siedekrise 2.er Art oder im englischsprachigen ,,Dryout” genannt. Im Gegensatz zur Siedekrise
l.er Art wird der Warmeiibergang weniger dramatisch beeintrachtigt, da der Dampf weiterhin an der Heizer-
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Oberflache vorbeistromt und den Heizer somit durch Dampfkonvektion kihlt. Hier ist der kritische
Dampfmassenanteil nahezu unabhangig von der Warmestromdichte.

Bei kleinen Warmestromdichten ist es moglich, dass zunehmend Flissigkeitstropfen auf der Stromung wieder
die Heizflache benetzen, weshalb die Siedekrise in diesem Fall ,,Deposition Controlled Burnout” genannt wird.

Somit ist fUr das Auftreten der Siedekrise, abhangig von ihrer Art, entweder der Dampfmassenanteil oder die
Warmestromdichte von Bedeutung.

a) b)

Abbildung 2-9: Schematische Darstellung der Erscheinungsform fiir a) die Siedekrise 1.er Art (Departure from
Nucleate Boiling) b) die Siedekrise 2.er Art (Dryout) [45].

Die Art der Siedekrise kann somit nach [80] in Abhangigkeit der kritischen Warmestromdichte und des
Dampfmassenanteils durch drei charakteristische Kurvenabschnitte unterschieden werden (Abbildung 2-10).

Beim temperaturgefiihrten Siedevorgang tretet zusitzlich das Ubergangssieden oder im englischsprachigen
,Transition Boiling” (gelber Kurvenabschnitt in Abbildung 2-7). Der Warmeibergang ist hierbei schlechter als
beim Blasensieden, aber immer noch viel besser als beim Filmsieden.
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Deposition Cantrolled Burnout
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-
—

Dampfmassenanteil —»

Abbildung 2-10: Unterscheidung der Siedekrisenarten in Abhangigkeit der kritischen Warmestromdichte und
des Dampfmassenanteils [45].

2.1.4 Dimensionslose Kennzahlen des Stromungssiedens

Wie auch in anderen Bereichen der Strémungsmechanik erfolgt auch im Falle des Strémungssiedens die
Charakterisierung der Stromung mittels dimensionsloser Kennzahlen. In diesem Abschnitt sollen einige der
wichtigsten dimensionslosen Kennzahlen zur Beschreibung der beim Stromungssieden ablaufenden Vorgange
und Mechanismen erldutert werden.

Die Reynolds-Zahl der Kernstromung, die in der Stromungsmechanik die breiteste Verwendung hat, bildet das
Verhaltnis von Tragheitskraft zu Zahigkeitskraft und ist maRgebend fiir das Turbulenzverhalten der Stromung:

Re,, — PririPhyd 2-13
Tl nfl

Dabei sind pg;, ugy, 15, die Dichte, Geschwindigkeit und dynamische Viskositét der Flissigphase, weiterhin findet
die sogenannte Blasen- Reynolds- Zahl Reg Anwendung:

Rey = 214

Hier bezeichnet Dy den maximalen Durchmesser der den Heizer verlassenden Blasen, G,- die
Gasmassenstromdichte, welche sich wie folgt berechnen Iasst:

Gy =< /Ah, 2-15

Mit der Heizflache A und der Verdampfungsenthalpie Ah,,. Somit stellt die Blasen- Reynolds- Zahl das Verhaltnis
aus Tragheitskraft der Dampfphase zur Zahigkeitskraft der Fliissigphase dar. Zusammen mit der Prandtl- Zahl der
Flussigkeit, welche das Verhaltnis von Impulstransport zu Warmeleitung bildet:

_ Nriprl 2-16
Pre; =
fl A1

Fasste Rohsenow [81] die Versuchsdaten von Addoms [82] zum Behaltersieden in einer empirischen Gleichung
zur Berechnung des Warmeiiberganges zusammen, welche in der Technik breite Anwendung findet.
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Eine weitere wichtige dimensionslose Kennzahl fiir das Strémungssieden ist die Bo- Zahl (Siede- Zahl oder im
englischsprachigen ,,Boiling Number*):

Bo = —2 2-17

TgesAhy

Diese bildet das Verhaltnis zwischen der Heizer- Leistung und der Leistung, die fir die Verdampfung des
gesamten strémenden Fluides notwendig ware.

Die Jakob- Zahl bildet das Verhaltnis aus dem Potenzial des unterkiihlten Fluides Warme aufzunehmen und der
latenten Verdampfungswarme, welche entlang der Phasengrenzfliche von der Gasphase durch Kondensation
abgegeben werden kann. Sie ist wie folgt definiert:

cC Ts—T -
Ja =21 1T~ Trp 2-18
pgAhv

Die Siede- Zahl, Jakob- Zahl und Reynolds- Zahl finden unter anderem ihre praktische Anwendung bei der
Betrachtung und empirischen Vorhersage von BlasengréfRen beim Stromungssieden [83, 84], wahrend die Siede-
Zahl, Jakob- Zahl und Prandtl-Zahl der Flissigkeit bei der Berechnung des Warmeibergangskoeffizienten beim
Blasensieden Verwendung finden [168].

2.2 Instabilitaten in siedenden Stromungen

Eine weitere Besonderheit der siedenden Flissiggasstromungen ist die Moglichkeit des Auftretens von
groRskaligen Stromungsinstabilitdten. Diese kdnnen verschiedene Ursachen haben und sowohl statischer als
auch dynamischer Natur sein [85]. Das Ergebnis dieser Instabilititen sind meistens Massenstrom- und
Druckoszillationen, welche sich auf das Phanomen der Siedekrise auswirken kénnen. Da bisherige Studien zum
Stromungsverhalten des IVR ERVC Stromungspfades [30, 31, 103] das Auftreten von Stromungsinstabilitdaten
belegen, und die Erforschung der Siedekrise infolge von Stromungsinstabilititen auftretender
Massenstromoszillationen das Hauptziel dieser Arbeit ist, sollen diese im Folgenden erldutert werden.

2.2.1 Statische Zweiphaseninstabilitat

Zu einer typischen Zweiphaseninstabilitdt kann es in einem System kommen, welches aus einer Pumpe und
einem Verdampfer, die zwischen zwei Druckreservoirs in Reihe geschaltet sind, besteht (Abbildung 2-11) [86].

Ap 4
p2
p’ Verdampferkennlinie
P
p' p'"
Verdampfer
Pumpenkennlinie
: m

Abbildung 2-11: Schema eines Zweiphasen- Systems bestehend aus einer Radialpumpe und einem Verdampfer-
Rohr (links), hydraulische Kennlinie des Verdampfer- Rohrs und der Radialpumpe mit stabilen Arbeitspunkten
(rechts). In Anlehnung an [86].
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Bestimmt wird das Stabilitdatsverhalten durch die unterschiedlichen Kennlinien der Komponenten. Wahrend die
Kennlinie einer Pumpe mit wachsendem Massenstrom ein monoton fallendes Verhalten aufweist, hat die
Kennlinie eines Verdampfers typischerweise einen nicht-monotonen, kubischen Verlauf. Dies kommt dadurch
zustande, dass die Reibung und Beschleunigung der Strémung unterschiedliche Beitrdge zum
Gesamtdruckverlust leisten. Die monotonen Kennlinienabschnitte des Verdampfers sind jeweils bei niedrigen
Massenstromen durch den hohen Dampfanteil und bei hohen Massenstromen durch den hohen
Flussigkeitsanteil bedingt. Somit weist das Verdampfer-Pumpen System in Abhangigkeit des Massenstroms drei
stationdre Betriebszustande auf (Schnittpunkte der zwei Kennlinien P, P°, P**). Ausgehend von einer kleinen
Anderung des Drucks oder des Massenstroms in Umgebung der stationdren Zustinde, zeigt eine einfache
Uberlegung, dass die Arbeitspunkte P° und P stabil sind. Stattdessen fiihrt eine Druck- und
Massenstromdnderung in der Ndhe von P durch Verdnderung der Pumpenleistung zu einer Druckdanderung mit
entgegengesetztem Vorzeichen und der Betrieb geht in einen der beiden stabilen Arbeitspunkte P und P lber.
Somit lasst sich die Bedingung flr die Stabilitdt eines Arbeitspunktes definieren als:

0Ap

2-19
om >0

Da dieses Zeitverhalten durch eine einfache Transiente von einem instabilen in einen stationaren stabilen
Zustand gegeben ist, nennt man so ein System auch statisch stabil oder instabil. Als Erstes wurde diese Instabilitat
von Ledinegg [87] untersuch, weswegen sie auch nach ihm benannt wurde.

2.2.2  Dynamische Zweiphaseninstabilitat

Zu einem dynamischen, oszillatorischen Verhalten kann es in einem Zweiphasen- System durch Tragheit und
Riickkopplung kommen. Der Mechanismus basiert auf der Propagierung von Wellen durch den Verdampfer nach
einer Storung, somit erreicht eine am Eintritt des Verdampfer- Kanals verursachte Storung den Auslass mit
Verzogerung. Die Welle wird reflektiert und verursacht am Punkt der Entstehung die zweite Stérung. Dieser
Prozess resultiert in einem oszillierenden Verhalten des Systems, welches von der Propagationszeit der Welle
durch das System abhéngt.

2.2.2.1 Geysir

Der Geysir, ist eine von der Druckabhangigkeit der Verdampfung getriebene Zweiphaseninstabilitdt, welche in
der Naturerscheinung des Geysirs zu finden ist. So wird einer mit unterkiihltem Wasser gefiillten Kaverne, die
Uber einen schlanken Kanal mit einem hoéher gelegenen Wasserreservoir verbunden ist, Warme zugefiihrt.
Nachdem das Wasser die Sattigungstemperatur erreicht hat, beginnt es zu sieden. Der entstehende Dampf
stromt aus der Kaverne in Form einer Zweiphasenstromung in den Verbindungskanal und reduziert somit den
hydrostatischen Druck in der Kaverne. Mit Absenkung des hydrostatischen Drucks wird die Dampfproduktion
erhoht und der Wasseraustrag aus der Kaverne verstarkt. Ist in der Kaverne nicht mehr genug Wasser lbrig, um
die durch Dampfproduktion aufwarts gerichtete Zweiphasenstromung zu erhalten, so kann unterkiihltes Wasser
vom oberen Reservoir in die Kaverne flieRen und die Verdampfung einstellen. Indem das in die Kaverne
eingestromte unterkiihlte Wasser wieder auf Sattigungstemperatur aufgeheizt und wieder verdampft wird,
wiederholt sich der Vorgang periodisch. Dieses Phdnomen ist beispielsweise bei Betriebsstérungen technischer
Dampferzeuger zu finden [88] und I6st Druck- und Massenstromschwankungen aus.

2.2.2.2 Dichte-Wellen-Instabilitat

Eine weitere systemumfassende sich in Form intensiver oszillatorischer Schwankungen 3&uRernde
Zweiphaseninstabilitat ist die Dichte-Wellen-Instabilitdt. Sie ist in verdampfenden Zweiphasenstrémungen zu
finden und das Resultat der Riickkopplung von Massenstrom, Verdampfungsrate bzw. Kondensationsrate und
Druckabfall in der Siedestrecke. Diese Instabilitadt lasst sich fir ein System mit konstanter Warmezu- und Abfuhr
mit einem eindimensionalen Zwei-Fluid-Modell [86] und einer klassischen linearen Stabilitdtsanalyse
beschreiben [89]. Der Mechanismus kann anhand eines einfachen Verdampfer-Rohrs, das zwischen zwei
Druckreservoirs mit konstanten Driicken p, und p, eingebunden ist, beschrieben werden (Abbildung 2-12).
Kommt es am Anfang des Verdampfer-Rohres zu einer kleinen periodischen Stérung des Massenstroms dm,
verschiebt sich der Ort im Kanal, wo die Sattigungstemperatur erreicht wird und damit die Grenze der Netto-
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Dampfproduktion, da die Massenstromschwankung eine Enthalpieschwankung nach sich zieht. Die Anderung der
Lange der einphasigen Flissigstromung im Kanal bewirkt eine Schwankung des einphasigen Druckabfalls dAp; .
Gleichzeitig fuhrt die Enthalpiestérung zu einer Stérung im Dampfvolumenanteil €, welche als Dichtewelle durch
den Kanal propagiert. Die Storung im Dampfgehalt, Massenstrom und verdampfender Lange des Kanals
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Abbildung 2-12: Schema eines Verdampfenden Zweiphasenkanals mit. In Anlehnung an [86].

bewirken zusammen eine Verstarkung der Druckstorungen dAp, im Zweiphasengebiet. Da die dem System
aufgepragte Druckdifferenz konstant bleibt, missen sich die Einzeldruckschwankungen dAp, imd 0dAp,
gegenseitig ausgleichen. Somit kommt es zu einer Rickkopplung zwischen dem einphasigen und dem
zweiphasigen Gebiet, was bei entsprechender Phasenlage der Stérungen zu einer resonanten Verstarkung der
Massenstromstorungen fiihrt, mit denen dieser Prozess begann.

2.2.2.3 Kondensationsinduzierter Wasserhammer

Der kondensationsinduzierte Wasserhammer ist eine Zweiphaseninstabilitdit mit sehr kleinen Zeitskalen. Er
kommt in Systemen vor, wo Dampf und unterkihlte Flissigkeit aufeinandertreffen. Wenn Dampf und
unterkihlte Flissigkeit in direkten Kontakt miteinander kommen, kommt es zu intensiver Kondensation. Der
Ubergang der Dampfphase in Fliissigphase resultiert in einer lokalen Verringerung des Fluidvolumens, welche
einen Druckabfall in dem mit Dampf gefiillten Teil des Kanals mit sich zieht. Der Druckgradient zwischen den mit
Dampf und mit Flussigkeit gefllltem Teil des Kanals fihrt zu einer Beschleunigung der Flussigkeitssaule. Das
Auftreffen der beschleunigten Flissigkeitssdule auf ein Hindernis, beispielsweise ein Ventil oder eine andere
Flussigkeitssaule, fihrt zu einem Druckschlag, welcher unter Umstdnden zu Schaden der Kanalbauteile fiihren
kann. Analytisch kann dieses Phdnomen unter anderem mit einem Ein- Fluid- Modell [90] beschrieben werden.

2.2.2.4 Flashing

Dieses Phdanomen tritt hauptsachlich in einer Zweiphasennaturkonvektionsstromung in einem System, bei
welchem Uiber einem beheizten Stromungsabschnitt stromabwarts ein unbeheizter Stromungsabschnitt liegt,
ein. Der Mechanismus wird in [91] mit der folgenden Schrittreihenfolge erklart. Das im beheizten Abschnitt
aufgeheizte Zweiphasenfluid stromt in den unbeheizten Abschnitt. Das Fluid verdampft an der Stelle, wo die
Sattigungstemperatur Gberschritten wird. Durch Verringerung der Wassersaule fallt der statische Druck, was die
Verdampfung weiter beginstigt. Die Naturkonvektionsstromung wird durch die erhéhte Dampfproduktion
verstarkt. Die hohere Massenstromdichte bewirkt daraufhin einen Temperaturabfall am Anfang des unbeheizten
Stromungsabschnitts. Nach dem wieder unterkiihltes Fluid in den unbeheizten Stromungsabschnitt fliet, wird
die Massenstromdichte wieder verringert und der Prozess wiederholt sich. Bei dieser Instabilitdt stimmt die
Oszillationsperiode mit der Verweilzeit der Flissigstromung im unbeheizten Teil des Kanals tiberein.
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2.3 Betrieb des IVR ERVC

Seit dem Entwurf des IVR ERVC- Konzeptes Ende letzten Jahrhunderts [19], wurde die Machbarkeit des passiven
Sicherheitskonzeptes ausfiihrlich untersucht. Da das bei Dampfanlagen betriebskritische Phdanomen der
Siedekrise bereits vorher bekannt war, wurden diese Studien hauptsachlich mit Fokus auf das im Stromungspfad
auftretende Stromungsbild und das in Abhdngigkeit der Stromung auftretende Phanomen der Siedekrise
durchgefiihrt. Dabei fokussieren sich einige der Autoren durch experimentelle Nachbildung des IVR ERVC
Stromungspfades auf die Stromungsverhéltnisse, wahrend andere sich als Ziel die Untersuchung der Siedekrise
in Abhangigkeit der Stromungsparameter setzten.

Allerdings befassten sich die experimentellen Studien entweder mit einem isolierten IVR ERVC- Prozess innerhalb
oder auRerhalb des Druckbehélters, ohne Berlcksichtigung der Wechselwirkungen zwischen beiden
Systemgebieten. Hierzu wurden in den letzten Jahren Studien mit dem Einsatz moderner Simulationscodes
erarbeitet, welche, aufler dem Stromungspfad, eine Miteinbeziehung aller mitwirkender Komponenten des IVR
ERVC Sicherheitssystems erlauben und eine transiente Berlicksichtigung verschiedener Unfallszenarien erlauben.

Dieser Abschnitt dient als Einfiihrung in die Grundlagen der im IVR ERVC auftretende Zweiphasenstromung mit
Fokus auf den Sonderfall der Siedekrise im IVR ERVC.

2.3.1  Stromung und Siedekrise im IVR ERVC

In diesem Abschnitt werden die aus der Literatur bekannten Grundlagen zur Stromung und Siedekrise bei IVR
ERVC- dhnlichen Bedingungen erldutert, welche bei einer Reihe von Experimenten zur Untersuchung der
kritischen Warmestromdichte als auch Simulationen des IVR ERVC- Phdnomens entstanden sind. Zum heutigen
Zeitpunkt haben sich eine Vielzahl von Studien mit dem IVR ERVC- spezifischem Siedekrisenphdnomen
beschaftigt [97-102, 152, 154]. In den folgenden Unterkapiteln werden einige der historisch und praktisch
wichtigsten Versuche und Studien beschrieben. Im Zuge dessen werden auch einige empirische Korrelationen
zur Berechnung der kritischen Warmestromdichte, welche infolge der Experimente entstanden sind, prasentiert.
Zum Schluss dieses Kapitels erfolgt eine Zusammenfassung der in diesen Studien erreichten
Strémungsbedingungen, kritischen Warmestromdichten und entstandenen Korrelationen.

2.3.1.1 Versuchsanlagen zur Untersuchung der Stromung und Siedekrise im IVR ERVC
Die erste ULPU- Anlage

Die Versuchsanlage mit der die Stromung im IVR ERVC des VVER-440 Kernreaktors in Loviisa zum ersten Mal
erforscht wurde, war die erste ULPU- Anlage an der Universitat von Kalifornien in Santa Barbara [92] (Abbildung
2-13). Die Experimente an dieser Anlage hatten im Fokus die moéglichen auftretenden Strémungsoszillationen
und die Siedekrise am zylindrischen Teil des Reaktordruckbehalters, wo die hochsten Warmestromdichten zu
erwarten waren. Die Anlage stellte einen eindimensionalen, geschlossenen Naturkonvektionskreislauf dar,
bestehend aus einer Steig- und einer Fallleitung mit 76 mm Innen- und 152 mm AuBendurchmesser. Der
Hauptheizer war am unteren Ende der Steigleitung platziert. Der Austrittsquerschnitt und somit die
Austrittsbedingungen nach der Steigleitung wurden mit einem justierbaren Modul variiert.

In den Experimenten mit hinreichend geringem Querschnitt des Austrittsmoduls, wurden drei verschiedene
Arten von Strémungsoszillationen beobachtet. Die erste Stromungsoszillation wurde als Ausschdumen im oberen
Teil der Steigleitung charakterisiert, mit einer Periode in der GroRenordnung einer Sekunde. Die zweite Art von
Oszillation hatte eine Periode in der GrofRenordnung von 10 Sekunden und wurde liber den ganzen Kreislauf
beobachtet. Bei dem kleinsten Querschnitt des Austrittsmoduls wurden Oszillationen mit einer Periode von 100
Sekunden beobachtet. Unter den verschiedenen Strémungsrandbedingungen in den Experimenten an der ersten
ULPU- Anlage wurde die kritische Warmestromdichte bei insgesamt 60 kW maximaler Gesamtleistung und 1200
kW/m? maximaler Warmestromdichte allerdings nicht erreicht.
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Abbildung 2-13: Anlagenschema der ersten ULPU- Anlage [92].
Die ULPU- 2000 Experimente

Eine Weiterentwicklung der ersten ULPU- Anlage war die ULPU- 2000 Anlage [93, 94, 95]. Im Gegensatz zu ihrem
Vorgdnger bildete der Heizer ein Segment des gesamten gekriimmten, von der Kernschmelze beheizten
Reaktordruckbehalters des AP600 Kernreaktorentwurfs ab (Abbildung 2-14). Um die Leistungsverteilung des AP-
600 nachbilden zu kénnen, wurde die Warmestromdichte bei der weiterentwickelten Anlage auf 2000 kW/m?
maximal erhoht. Ein weiterer, fiir die Nachbildung des AP-600 IVR ERVC wichtiger Aspekt, war die Moglichkeit,
die Leistungsverteilung Giber dem gekriimmten Heizer in der Neigungswinkelregion 0° < 9 < 90° zu steuern. So
wurde die Heizleistungsverteilung entsprechend dem Ort im Kanal, an dem die Siedekrise untersucht werden
sollte, angepasst. Die Warmestromdichteverteilungen bei den ULPU- Experimenten sind in den Abbildungen (2-
15, 2-16, 2-17) zu sehen.
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Abbildung 2-14: ULPU-2000 Anlage, Konfiguration Il, Ill und IV [93, 94, 95].
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Abbildung 2-15: Warmestromdichteverlauf aus [25, 22, 95], Siedekrise tretet auf im Bereich 88-90°
Neigungswinkel.
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Abbildung 2-16: Warmestromdichteverlauf aus [25, 95], Siedekrise tritt auf im Bereich 42-26° Neigungswinkel.
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Abbildung 2-17: Warmestromdichteverlauf aus [25, 95], Siedekrise tritt auf im Bereich 11-15° Neigungswinkel.

Dabei ist die Konfiguration IV durch Nachbildung der Reaktordruckbehalterisolierung am nachsten an der IVR
ERVC Stromungspfadgeometrie gewesen. Die Breite des Kanals und des Heizers in den Experimenten war 15 cm
und der Spalt zwischen Heizer und Isolierung wurde variiert. In diesen Studien haben die Autoren nicht explizit
auf Zweiphaseninstabilitdten verwiesen, allerdings ist anzunehmen, dass Instabilitaten aufgetreten sind, da es zu
einer Veranderung der Zweiphasenstromungsform gekommen ist. Es wurden Massenstromdichten von bis zu
1000 kg/m?s und eine kritische Warmestromdichte von bis zu 1786 kW/m? gemessen. Wobei der optimale Spalt
sich bei einer Breite von 12,7 cm erwiesen hat mit einer Massenstromdichte von 500 kg/m?s, bei dem das
Eintreten der Siedekrise verhindert werden konnte. Die Warmestromdichteverteilungen in den Experimenten
basierten auf den Daten aus den ACOPO- Experimenten [22].

Die ULPU- 2400 Experimente

Die ULPU-2400 Anlage war die letzte ihrer Reihe. Diese sollte die Stromung im IVR ERVC des AP1000 nachbilden
[25] (Abbildung 2-18). Die Anlage verfligte entsprechend dem AP1000 tber eine hohere Heizleistung, sowie der
Spalt zwischen Heizer und Isolierung wurde basierend auf den Erkenntnissen der ULPU Ill und IV Experimente fir
eine Verbesserung der kritischen Warmestromdichte modifiziert. Des Weiteren wurde ein sanfter Ubergang aus
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dem beheizten Teil der Versuchsanlage in die Steigleitung angestrebt. Wie bei dem Vorganger basierte die
Leistungsverteilung auf den ACOPO- Experimenten [22].

Das wichtigste Ergebnis aus diesen Versuchen war eine weitere Verbesserung der kritischen Warmestromdichte
im oberen Bereich durch Unterdriickung des ,Austritts“- Phinomens mit einem sanften Ubergang zur
Steigleitung, welches durch plétzlichen Ubergang von dem beheizten Abschnitt mit 9 Zoll Spaltbreite in die
Steigleitung mit 6 Zoll Durchmesser bereits bei den ULPU-2000 auftrat. Dies bot das Potenzial zur
Strémungsverlangsamung und Rickstréomung (lokaler Rezirkulation), was sich negativ auf die kritische
Warmestromdichte auswirkte. Dabei traten die héchsten kritischen Warmestromdichten von knapp 2 MW/m?
bei einem sanften Ubergang zur Steigleitung und einer Massenstromdichte von rund 500 kg/m?s auf. AuRerdem
wurde die Zweiphasennaturkonvektionsstromung in diesen Experimenten von ,Flashing”- Instabilitdten
begleitet, welche durch den sinkenden statischen Druck im oberen Kanalteil resultierten. Bei hinreichend hohen
Heizleistungen kam es bei Unterschreitung des Sattigungsdrucks zu einer stromabwaérts wandernden ,,Flashing“-
Front, welche dann wieder durch die Wiederholung des Instabilitats- Zyklus unterbrochen wird.
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Abbildung 2-18: ULPU-2400 Anlage (Konfiguration V) [25].

Wie bereits erwdhnt, war seitens des Stromungsbildes beim IVR ERVC die Siedekrise Forschungsschwerpunkt bei
den ULPU- Experimenten in der Il bis V Anlagenmodifikation. Dabei waren die Versuchsparameter dieser Studie
einerseits der Stromungspfad, welcher durch Einsetzen eines ebenen oder gekrimmten Segments zur
Stromungsfiihrung, Verstellen dessen Abstands zur Heizflaiche am Anfang und Ende des beheizten Kanalteils,
Verandern der Austrittsbedingung durch Einsetzen einer Dise, modifiziert wurde, und andererseits die
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Leistungsverteilung lGber dem gekrimmten Heizer. Dabei wurde die kritische Warmestromdichte von den
auftretenden Stromungsgegebenheiten beeinflusst. Die hochsten kritischen Warmestromdichten wurden im
oberen vertikalen Teil des Strémungskanals bei der Kanalkonfiguration mit sanftem Ubergang von dem Heizer
hin zur Steigleitung erreicht. Basierend auf den Experimenten der Il und lll Reihe entstand eine empirische Formel
[94] mit der die kritische Warmestromdichte qchf(kW/mz) in Abhangigkeit des Neigungswinkels 9(°) (der Stelle
am RDB) konservativ berechnet werden konnte:

Geng(¥) = 490 +30,2-9 — 8,88 - 1071 - 92 +1,35-107%2- 9% - 6,65 - 1075 - 9* 2-20

Diese Formel wurde ebenso in zwei Bereiche unterteilt. Einen fir den unteren Teil des Reaktordruckbehilters
9 < 15°:

qchf(ﬁ) =500+13,3-9 2-21
Und einen weiteren fur den oberen Teil 15° < 9 < 90°:
qchf(ﬁ) =540+10,7-9 2-22

Die zwei verschiedenen Verldufe erklaren sich durch zwei unterschiedliche Zweiphasenstrémungsregime, die in
Abhéangigkeit des Neigungswinkels, beobachtet wurden. Hierbei bildete sich bei der nach unten gerichteten
Heizflache eine Zweiphasen- Grenzschicht, welche von der Schwerkraft an die Heizflache gequetscht wird. Das
»Quetschen” wird durch das turbulente Mischen gemildert, da der Auftrieb den Dampf vorbei am Heizer und
dem umgebenden Wasser treibt. Das Gleichgewicht zwischen diesen zwei Mechanismen kann in Abhangigkeit
der Stelle am Reaktordruckbehalterboden stark variieren. Dadurch koénnen unterschiedliche
Zweiphasenstromungsregimen auftreten, welche zu unterschiedlichen kritischen Warmestromdichten und sogar
den zugrunde liegenden Mechanismen fiihren kénnen.

Hierbei sind am untersten Teil des Reaktordruckbehélters 9~0° die Dampfgeschwindigkeiten sehr niedrig und
es herrscht ein hochstes MaR an Phasentrennung, wobei die Gasphase an die Heizflache gedriickt wird. Es wird
eine periodische Entstehung, Wachstum und Transport von relativ groBen Blasen erwartet. Somit wird die
Siedekrise auftreten, wenn der Flussigkeitsfilm zwischen Dampfphase und Heizer in dieser Periode austrocknet.
In diesem Fall sind die das Verhalten des Flissigkeitsfilms bestimmende Benetzung der Heizfliche und die
Erwdarmung des Heizers wahrend der Periode bestimmende thermische Tragheit von entscheidender Bedeutung
fur das Auftreten der Siedekrise. Weitere Aspekte einschlieflich Konvektion an der Flussigphase und deren
Unterkiihlung tragen ebenso dazu bei.

Im Gegensatz zum Reaktordruckbehalterboden wird im oberen vertikalen Teil eine angehidufte Dampferzeugung
durch alle stromaufwarts liegenden Bereiche mit hohem Dampfanteil, mitgefiihrter FllUssigkeit und
Stromungsgeschwindigkeiten beobachtet. Dabei ist das Drangen der Dampfphase gegen den Heizer infolge der
Schwerkraftwirkung bzw. des Auftriebs minimal. Dadurch wird eine Zweiphasenstromung mit hoher Turbulenz
und einer relativ ,diffusen“ Grenzschicht erwartet. Entsprechend ist der Siedekrise-Mechanismus von
Konvektion dominiert.

Bei den darauffolgenden Versuchen, mit der Konfiguration IV, wirkte sich eine kanalartige Geometrie mit
Stromungsfiihrung positiv auf die kritische Warmestromdichte im oberen vertikalen Bereich aus, mit einer
Erhéhung der kritischen Warmestromdichte um bis zu 25 % an einigen Stellen [95].

Hierbei hat die Stromungsfiihrung Uber dem ganzen unteren Teil 0° <9 < 30° infolge der verstarkten
Naturkonvektion zu einer Erhéhung der kritischen Warmestromdichte bis an die Leistungsgrenze des Heizers
gefiihrt. An der Grenze 9 = 30° war die kritische Warmestromdichte bei der hdchsten Spaltbreite von rund 22,86
cm nur um wenige Prozent erhoht worden. Bei den kleineren Spaltbreiten konnte die kritische
Warmestromdichte  allerdings nicht  erreicht werden. Basierend auf der Beschreibung des
Zweiphasenstrémungsform in diesem Bereich, kann angenommen werden, dass dies mit den im engeren Kanal
auftretenden hoheren Massenstromdichten zu erklaren ist.

Im mittleren Bereich 30° <9 < 60° ist die kritische Warmestromdichte ebenso angestiegen. Bei einer
maximalen Wirmestromdichte von 1410 kW/m? in diesem Bereich konnte die kritische Warmestromdichte nur
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bei der Konfiguration mit der kleinsten Spaltbreite von rund 6,35 cm nicht erreicht werden. Bei allen anderen
Spaltbreiten haben sich die kritischen Warmestromdichten mit = 1200 kW/m? nur wenig voneinander
unterscheiden. Die Autoren begriinden dieses Verhalten damit, dass bei der Konfiguration Il die Konvektion
bereits relativ stark ist, was besonders kleinere Spaltbreiten fiir eine wesentliche Verbesserung notwendig
macht.

Im oberen Bereich zwischen 75° <19 < 80° wurde bei einer Spaltbreite von 12,7 cm die maximale
Warmestromdichte der Anlage 1880 kW/m? erreicht und die Siedekrise ist nicht eingetreten, was diese
Spaltbreite zur optimalen in dieser Studie machte. Bei der groBeren Spaltbreite von 22,86 cm ist die Siedekrise
bei 1786 kW/m? aufgetreten, wihrend bei der kleinsten Spaltbreite von 6,35 cm die Siedekrise weiter
stromabwirts eintrat. Im obersten Bereich bei 9 = 90° fiel die kritische Warmestromdichte auf 1600 kW/m?,
was dem Wert aus der Konfiguration Il entspricht. Begriindet wurde dies mit dem , Austrittsphdnomen®, wobei
die lokale Konvektion von der fehlenden Dampfproduktion stromabwarts der Position 9 = 90° beeintrachtigt
wird.

Bei der ULPU-2400 Anlage wurden weitere Modifikationen fiir eine realitdtsndhere Abbildung des IVR ERVC
Stromungspfade und eine mogliche Erhdhung der kritischen Warmestromdichte vorgenommen [25]. Die
Modifikationen umfassen eine Abbildung des dem IVR ERVC entsprechenden Eintrittsquerschnitts, eine an
mehreren Stellen des Reaktordruckbehilterbodens verstellbare Spaltbreite des Kanals, einen sanften Ubergang
zur Steigleitung (zur Vermeidung des die kritische Warmestromdichte vermindernden , Austrittsphdanomens®)
und einer die Austrittsbedingung abbildenden Austrittsdiise. Im Grunde basieren die Anderungen bei der ULPU-
2400 Anlage auf der bei der ULPU-IV Reihe gemachten Erkenntnis, dass die kritische Warmestromdichte durch
Anpassung des Kanals an die Stromlinien am Reaktordruckbehalter erhéht werden kann. Das wichtigste
Ergebnis, war die Erhéhung der kritischen Waiarmestromdichte im oberen Teil, wo es durch das
LAustrittsphanomen” zu LeistungseinbufRen bei der Konfiguration IV kam.

Die signifikanteste Leistungserhéhung trat im unteren Teil des Reaktordruckbehilters auf. Allerdings lag der
Fokus dieser Studie auf dem oberen vertikalen Teil des Kanals, da bereits bei der IV Versuchsreihe die erreichten
kritischen Leistungsdichten im unteren Teil ohne hin als unkritisch fiir das IVR ERVC eingeschatzt wurden. Im
Gegensatz zu der IV Versuchsreihe ist es hierbei nicht zu dramatischem LeistungseinbufRen im oberen Teil
gekommen. Die Autoren nennen hier den entscheidenden Unterschied zur Konfiguration IV, dass die Kanalbreite
im oberen vertikalen Teil 7,62 und 15,24 cm im Gegensatz zu den 22,86 cm der Konfiguration IV betrug. Somit
ging in Konfiguration IV der beheizte Kanal mit 22,86 cm Breite in die Steigleitung mit 15,24 cm Durchmesser
Uber, dies ergab die Moglichkeit zur Stromungsverlangsamung und sogar Riickstrémung und wirkte sich negativ
auf das Eintreten der Siedekrise aus. Offensichtlich spielte ein sanfter Ubergang in die Steigleitung bei der
Konfiguration V eine positive Rolle.

Die REPEC-II Experimente

Eine der neuesten Versuchsanlagen zur Untersuchung des Siedekrisenphdanomens im IVR ERVC- Strémungspfad
ist die REPEC-II Anlage von der Schanghai Jiao Tong Universitdt in China. Diese stellt eine malistabgetreue
Nachbildung des IVR ERVC Stromungskanals des chinesischen CAP1400 dar (Abbildung 2-19) [30, 31, 103]. Im
Gegensatz zu den friheren Anlagen war die maximale Warmestromdichte auf 2,2 MW/m? begrenzt. Die
auftretenden Massenstromdichten in diesem Versuch stimmten mit den in friiheren Versuchen gemessenen
Uberein. Dariiber hinaus wurden Strémungsoszillationen dokumentiert, mit Perioden in der GréRenordnung von
30 bis 100 Sekunden. Es wurden zwei Arten von Oszillationen beobachtet: Eine wechselnde bei niedrigerer
Heizleistung und eine periodisch sinusférmige bei hoherer Heizleistung. Die Autoren dieser Arbeit verbinden die
auftretenden Instabilitdten mit Flashing- induzierten Dichtewellen, da die Oszillationsperiode mit der Verweilzeit
der einphasigen Strémung im Kanal korrelierte.
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Abbildung 2-19: REPEC-II Anlage und Beispiel fir Massenstromoszillationen [30, 31, 103].

Bei den REPEC Il Experimenten wurde die Stromung in den verschiedenen Positionen beobachtet und qualitativ
beschrieben, mit Fokus auf den Siedekrise-Mechanismus beim IVR ERVC. Hierbei betrug die Massenstromdichte
411 kg/m?s und die Aufnahmen wurden kurz vor dem Eintreten der Siedekrise bei 96,9 % kritischer Leistung
gemacht.

Im untersten Teil war praktisch keine Gasphase zu beobachten und die Strémung war hauptsachlich einphasig.
Dies wurde mit der relativ niedrigen Heizleistung und hohen Fluidunterkiihlung erklart. Bezogen auf den durch
die Wassersdule resultierenden Druck und an dieser Stelle wurde die Fluidunterkiihlung mit 14 K angegeben.
Weiter stromabwarts an der Position 9=47~48° sind einige Blasen auf der Heizfliche erschienen, eine Reihe
kleiner Blasen gleiten entlang der Heizflache. Im Zuge dessen sind durch Koaleszenz einiger kleiner Blasen,
groBere entstanden. Eine Reihe kleiner Blasen bleibt bestehen, nach dem groRere Uber die Heizfliche
stromabwarts gleiten. Hierbei wurden typische Strémungsoszillationen mit 2,9 Hz beobachtet, welche mit der
Dynamik der Zweiphasenstromung verbunden sind. Weiter stromabwarts an der Position 9=62~63° steigt der
Dampfanteil an, und das Intervall zwischen zwei groReren Blasenschwarmen wird kiirzer. Hierbei war das
Blasenwachstum sehr intensiv und einige groRe Blasen kollabieren in viele kleine Blasen, wonach diese in die
Hauptstromung eintreten. Weiter stromabwaérts war die Heizflache vollstandig mit grofen Dampfblasen bedeckt.
Allerdings bestanden immer noch kleinere, sehr haufig Gber der Oberflaiche der wandnahen groRBen Blasen
vorbeistromende Blasen, dessen GrolRe praktisch unverdndert blieb.

Nahe dem Punkt, an dem die Siedekrise auftrat, wurde die Dicke der Zweiphasengrenzschicht mit steigendem
Neigungswinkel 9 groRer. Lange grolRe Blasen oder Blasenwolken entstanden an der Stelle der Siedekrise. Zudem
wurde in den Experimenten beobachtet, wie einige an der Heizflache entstandenen Blasen in der Hauptstromung
kondensierten. Die Autoren begriinden das Auftreten der Siedekrise mit folgenden Annahmen:

- Beim Eintreten der Siedekrise befinden sich groe Blasen in Ndhe der Heizfliche und eine
»,Makroschicht” unter kleineren vorbeistromenden Blasen;

- Die stromabwarts geforderte Flussigkeit entspricht der Rate der ,Makroschicht” infolge Verdampfung;

- Die ,Makroschicht” wird von der kritischen Wellenlinge entsprechend der Blasenverweilzeit
beeinflusst;
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- Die Siedekrise tritt ein, wenn die Verdampfungsrate die Flissigkeitsférderrate zusammen mit der
Kondensationsrate der Dampfblasen, welche in Ndhe der Heizfliche in die Zweiphasengrenzschicht
diffundieren, Gberschreitet.

Abschliefend ist zu erwdhnen, dass die kritischen Warmestromdichten bei den REPEC-II Experimenten deutlich
niedriger ausfielen. Dies ist vermutlich auf die niedrigeren Massenstromdichten zuriickzufiihren, die infolge
hoherer  Stromungswiderstainde im  System  auftraten. AuBerdem kdnnen  systemspezifische
Strémungsinstabilitdten, aufgrund der unterschiedlichen Kanalbauweisen, ursachlich sein.

Aus den bis zu diesem Punkt berichteten Erkenntnissen zur Siedekrise wird ersichtlich, dass die kritische
Warmestromdichte sehr von der lokalen, infolge Naturkonvektion induzierter, Massenstromdichte abhangt.
Diese ist von sich aus sehr abhdngig von der geometrischen Charakteristik des jeweiligen Zweiphasen-
Stréomungspfades und weiterer Randbedingungen. Somit sind diese zwei Aspekte, Systemverhalten bei
Zweiphasennaturkonvektion und kritische Warmestromdichte miteinander verbunden und bekraftigen die
Notwendigkeit der Priifung der Verschiedenen IVR ERVC- Geometrien.

Die KAIST Experimente

Eine weitere relevante Arbeit, welche sich mit dem Auftreten der Siedekrise bei IVR ERVC- Bedingungen befasst,
wurde am Korea Advanced Institute of Science and Technology (KAIST) durch Y. Jeong et. al durchgefiihrt. Hierzu
wurde ein Versuchskreislauf konstruiert und bei Atmospharendruck betrieben (Abbildung 2-20). Der Kreislauf
bestand aus einem Versuchskanal mit der Teststrecke, einem oberen Wasserbecken, einem Warmetauscher,
einem Wasserreservoir, einer Zentrifugalpumpe, einem elektromagnetischen Durchflussmesser und einem
unteren Wasserbecken. Die Experimente wurden bei erzwungener Konvektion durchgefihrt und die
Massenstromdichte wurde mit einer Zentrifugalpumpe eingestellt. Die Teststrecke war ein gekriimmter Heizer,
welcher den Boden des Reaktordruckbehdlters abbildete. Der Kriimmungsradius betrug 2,5 m, womit die
Teststrecke rund 4 m lang war. Die Breite des Heizers war 10 cm und der Wasserspalt Gber dem Heizer 15 cm.
Ahnlich wie bei den ULPU- Experimenten, wurde bei dieser Teststrecke eine (ber die Linge verinderliche
Warmestromdichte eingestellt (Abbildung 2-21). Da die Teststrecke bei den KAIST- Experimenten direkt
elektrisch beheizt war, wurde dies mit einem, entsprechend den einzustellenden Warmestromdichten,
veranderlichen Querschnitt realisiert. Die Experimente wurden bei Massenstromdichten im Bereich von 0 bis 300
kg/m?s und einer Eintrittsunterkiihlung von 2 bis 25 K durchgefiihrt, wobei die Siedekrise im oberen Bereich der
Teststrecke bei einem Neigungswinkel von 90° auftrat.

Upper
Phonks Heat Exchanger
Uppel
Electrod 2500
DC
Water Power
Reservoir Supply
Tank System
4000 mm
Lower
Electrod +
Centrifugal
Pump Lower
— Plenum DAS
(P, T,V,A)
2800 mm

Abbildung 2-20: Anlagenschema (links) und Teststrecke (rechts) bei den KAIST- Experimenten [100].
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Abbildung 2-21: Warmestromdichteverlauf Giber dem Heizer in der Studie (gestrichelte Linie) [100].

Der Druck am Eintritt in die Teststrecke betrug 1,3 bar und der Austrittsdruck rund 1 bar. Die Ergebnisse dieser
Studie korrelierten mit den in den ULPU- Experimenten entstanden Daten zur Siedekrise.

Basierend auf den Uberlegungen zur Zwei-Phasen-Grenzschicht von Cheung und Haddad [146] entstand

schlieBlich in dieser Arbeit eine Korrelation, welche die kritische Warmestromdichte q.p¢ (;—VZ) in Abhangigkeit

von der Massenstromdichte G (%) und der Eintrittsunterkiihlung AT}, (K) berechnet und die Versuchsdaten

dieser Versuchsreihe mit einem mittleren Fehler von 2,4 % vorhersagt:

deny = C(1,2 + 0,004G6)%* 2-23

€ =950 + 2,25(AT, — 2) 2-24

Der Anwendungsbereich dieser Korrelation wird von den Autoren entsprechend dem Parameterbereich der
Versuchsreihe angegeben mit einer Massenstromdichte bis 300 kg/m?s und einer Eintrittsunterkihlung bis 25 K.

Die SULTAN Experimente

Die SULTAN- Versuchsanlage in dem nuklearen Forschungszentrum Grenoble [32] wurde zur Untersuchung des
Phanomens der Siedekrise mit einem vorwiegend analytischen Ansatz gebaut. Hierbei lag der Fokus auf
Messungen der Zweiphasenstromung und Validierung von Berechnungscodes.

Bei dem ersten Ansatz wurden die Effekte des Gesamtsystems in den Experimenten nicht abgebildet und der
Bereich der Massenstréme wurde durch Vorkalkulationen bestimmt und mit einer Pumpe eingestellt. Die
Abmessungen der Versuchsanlage waren in der GroRenordnung der Realanlage. Der Heizer reprasentierte die
Reaktordruckbehalterwand nur schematisch, ohne die Kriimmung zu bericksichtigen (Abbildung 2-22). Der
Einfluss thermohydraulischer und geometrischer Parameter wurde systematisch in einem weiten Bereich
untersucht. Darlber hinaus wurden die wichtigsten Charakteristiken der Zweiphasenstromung, u. a der
Druckabfall, die Dampfphasen- und Temperaturverteilung gemessen.

Mit entsalztem und entgastem Wasser wurden Versuche bei 0,1- 1 MPa absolutem Systemdruck, 50-180 °C
Eintrittstemperatur, Massenstromdichten zwischen 5 und 5000 kg/m2s durchgefiihrt. Die ebene Teststrecke in
einem rechteckigen Kanal bildet dabei ein Segment des Reaktordruckbehalters ab. Die Breite des Heizers ist mit
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15 cm der aus den vorher aufgelisteten Versuchen dhnlich. Die Spaltbreite (iber dem Heizer wurde zwischen 3
und 15 cm variiert und stellt damit einen geometrischen Versuchsparameter dieser Studie dar. Daruber hinaus
kann die Teststrecke gekippt und somit der Neigungswinkel verstellt werden, womit der Neigungswinkel ebenso
zu einem geometrischen Versuchsparameter wird. Es ist zu erwdhnen, dass die thermische Tragheit des 1,5 mm
dicken Heizers wesentlich geringer ist als die des Reaktordruckbehilters.
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Abbildung 2-22: SULTAN- Anlage [32].

Die Siedekrise trat generell ab Ende der beheizten Strecke auf. Es wurden dabei kleinere trockene Flecken an der
Stelle der Siedekrise mit einer Flache zwischen 2 und 6 cm? beobachtet. Die kritische Warmestromdichte wurde
dabei mit hoherem Druck und Massenstromdichte erhoht. In der ersten Messreihe bei vertikaler
Teststreckenanordnung wurde kein wesentlicher Einfluss der Eintrittstemperatur beobachtet, wenn die
Versuche bei gemittelten Austrittsbedingungen miteinander verglichen wurden. Dies ist verstandlich, da die
kritische Warmestromdichte immer im gesattigten Zustand x > 0 auftrat. Allerdings gewann bei den
darauffolgenden Messreihen mit kleinerem Neigungswinkel die Eintrittsunterkiihlung an Bedeutung. Die
Ergebnisse dieser Versuchsreihen stimmten mit denen der ersten ULPU- Messreihe [93] Gberein.

Es wurden insgesamt 191 Siedekrise Messpunkte in den SULTAN- Experimenten erarbeitet. Bei den Versuchen
mit kleinerem Neigungswinkel wurde das Auftreten von trockenen Flecken auch weiter stromauf beobachtet.
Auf Basis dieser Messwerte entstand schlieflich die SULTAN- Korrelation welche die kritische Warmestromdichte

qchf(lfn—vzv) in Abhdngigkeit der Parameter Druck p(MPa), Massenstromdichte G(%), ortlicher

thermodynamischer Qualitat x, Spaltbreite s(m) und Kanalneigung ® = sin () berechnet:
Aeng = Ao(5,0,G) + A1(5,G) * x + Ay (s) * x* + A3(s,p, G, x) * O + Ay(s,p, G, x) * 02 2-25
Mit G* = In (G) und den Faktoren:

. b, s s v 2-26
Ay=by+by xs*G +F+b3*G+b4*£+b5*p—2+bG*p*G

AL =b; xG?+bgxs*G 2-27
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A2 = bg * S 2-28
A3=b10*6'2+b11*5*p+b12*x*6' 2-29
A4:b13*p+b14*6,+b15*x+b16*5 2-30
Und Koeffizienten:
by = 0,65444 b, = 12018 b, = —0,008388 by = 0,000179 b, = 1,36899
bs = —0,077415 by = 0,024967 b, = —0,086511 by = —4.49425 by = 9,28489

bio = —0,0066169 by, = 11,62546 by, = 0,855759  bys = —1,74177 by, = 0,182895
b15 = _1,8898 b16 = 2,2636

Der Term Ay(s,p, G) + A,(s, G) * x stellt das generelle Verhalten des Siedekrise- Phanomens dar, hierbei wird
die kritische Warmestromdichte nahezu linear mit Anstieg der ortlichen thermodynamischen Qualitét verringert,
mit einem positiven Einfluss der Massenstromdichte bei niedriger ortlicher thermodynamischer Qualitat und
einem negativen bei hoher.

Der Term A,(s) * x? spiegelt die Tatsache wider, dass bei hoher értlicher thermodynamischer Qualitit die
Warmestromdichte gegen x asymptotisch verlduft. Dies ist eine Folge des Flutungs- Phanomens, bei dem die
Heizflache durch Rickstrémung mit Wasser wieder benetzt wird, und das Eintreten der Siedekrise unterdriickt
wird. In diesem Fall hdngt die kritische Warmestromdichte nicht mehr von den Bedingungen am Ende der
beheizten Strecke, sondern von dem sich dariber befindenden Wasservolumen und dem Intervall zwischen
Austrocknung und Flutung der Heizflache ab.

Der Einfluss der Kanalneigung wird durch den Term A,(s) * x? + A3(s, p, G, x) * © ausgedriickt. Je kleiner der
Winkel zwischen Heizer und Horizont, desto geringer die kritische Warmestromdichte. Dieser Ausdruck dhnelt
sehr dem in der ULPU- Korrelation (Gleichung 2-20). Dennoch fillt ein Vergleich schwer, da die ULPU-Korrelation
den Einfluss von Spaltbreite, Druck, Strémungsgeschwindigkeit und ortlichen thermodynamischen Zustandes
nicht berticksichtigt.

Der Einfluss der restlichen Parameter ist zweitrangig. Die kritische Warmestromdichte steigt nur leicht mit
steigendem Druck an. Die Spaltbreite scheint keinen Einfluss zu haben, wenn die kritische Warmestromdichte
bei gesattigten Bedingungen auftritt, allerdings vorwiegend bei vertikaler Kanalanordnung. Eine groRere
Spaltbreite hat einen leichten positiven Einfluss bei unterkiihlten Bedingungen, dies vorwiegend bei geneigter
Konfiguration.

Der Anwendungsbereich dieser Korrelation richtet sich nach dem Bereich der in den zugrundeliegenden
Experimenten variierten Parameter und ist somit: m = 5— 5000 kg/m?s; Tg;,=50—180°C; p=1—
10 bar; s =3 —15cm; 9 = 0 — 90°.

Experimente von Iwaki et. Al.

Eine weitere wichtige Studie [96] in der die Siedekrise in einer ahnlichen Art und Weise, wie in den SULTAN-
Experimenten, systematisch durch Variation von Versuchsparametern untersucht wurde, entstand in einer
Kooperation zwischen Toshiba Energy Systems & Solutions, The Kansai Electric Power Co., Inc., Hokkaido Electric
Power Co., Inc., Kyushu Electric Power Co., Inc., Kansai Electric Power Co., Inc., The Japan Atomic Power Company
und The Institute of Applied Energy in Japan.

Mit dem Ziel Versuchsdaten zur Siedekrise zu erarbeiten, welche unabhdngig von der jeweiligen IVR ERVC-
Stromungspfadgeometrie anwendbar wéren, wurde ein einseitig beheizter (beheizte Lange 600mm) rechteckiger
(150%150 mm?) Kanal (Abbildung 2-23) gebaut. Weiterhin, wurde ein weiter Anwendungsbereich angestrebt, um
anschlieBend basierend auf neu gewonnenen Messdaten eine neue Korrelation zu entwickeln, die in der Lage
ware die Effektivitat des IVR ERVC- Konzepts fir eine GroRzahl verschiedener Druckwasserreaktortypen,
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einschlieflich Hochleistungsreaktoren, zu bewerten. Die Versuchsparameter in dieser Studie waren der
Systemdruck (0,1-0,6 MPa), Massenstromdichte (430-1900 kg/?s), thermodynamischer Zustand am Ende der
beheizten Strecke (x=-0,026 bis 0,0031) und der Neigungswinkel (9 = 50 — 90°) des Heizers.

Die Messdaten wurden mit denen aus den ULPU- Experimenten [25] verglichen und stimmten in Abhadngigkeit
der nachgebildeten Stelle am Reaktordruckbehalter 9 sehr gut oder relativ gut iberein. Hier war die groRte
Abweichung von 10 % bei einem Neigungswinkel von i = 70°. Die Autoren nehmen an, dass diese Diskrepanz
mit den in ULPU- Experimenten infolge Zweiphasennaturkonvektion aufgetretenen Stromungsfluktuationen zu
begriinden sind, wahrend die Experimente in dieser Studie mit erzwungener Konvektion durchgefiihrt wurden.
SchlieRlich wurde der Einfluss der Art der Konvektion als minimal eingeschéatzt und die Autoren schlussfolgern,
dass die Erkenntnisse dieser Studie auf Realanlagen mit Naturkonvektion tbertragbar sind.

Es wurde generell eine Erh6hung der kritischen Warmestromdichte mit ansteigendem Druck beobachtet. Wobei
bei weiterer Druckerh6hung der Anstieg der kritischen Warmestromdichte schwacher wurde. Weiterhin steigt
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Abbildung 2-23: Versuchsanlage in der Studie [96].

die kritische Warmestromdichte mit hoherer Massenstromdichte an. Der Einfluss des thermodynamischen
Zustands war, zumindest im Parameterbereich dieser Studie, eher gering. Der Einfluss der Parametervariationen
in dieser Studie stimmt mit Betrachtung aus friiheren Studien lberein.

Basierend auf 34 Messpunkten dieser Studie (auBer 2 bei denen die Siedekrise nicht eintrat) wurde eine

Korrelation entwickelt, mit der die kritische Warmestromdichte qp,s (Z—VZV) als eine Funktion von Systemdruck

p(MPa), Massenstromdichte G(%), ortlicher thermodynamischer Qualitdt x und Kanalneigungswinkel 9 (°)

berechnet werden kann:
Qeny = —3626,79 * p? —2,45025 * 107*G? — 434757 * x2 + 0,0610736 * 9% + 2263,69 * p + 2-31

0,914268 * G — 14657,4 * x + 0,300264 * 9 + 35,5521 * p * 9 — 2,30392 * 1073 « G * 9 +
136,071 * x *9 + 0,0152043 *p * G — 1993,24 *p x x — 6,65384 * G * x — 88,0463

Mit dem Anwendungsbereich ibereinstimmend dem Parameterbereich dieser Studie: p: 0,1-0,6 MPa, G :430-
1900 kg/?s, x=-0,026 - 0,0031, 9: 50 — 90°.

Experimente am State Power Investment Corporation Research Institute [165]

Bei den Experimenten in der Studie [165] war die Teststrecke vergleichbar zu den SULTAN- Experimenten ein
ebener Heizer. Seine Breite betrug 50 mm und die beheizte Lainge 80 mm. Ein weiterer Unterschied bestand
darin, dass er nicht direkt elektrisch beheizt war, sondern in sich 18 elektrisch direkt beheizte Rohre enthielt, mit
jeweils einer maximalen Leistung von 780 W (Abbildung 2-24).
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Abbildung 2-24: Querschnitt des Heizers in der Studie [165].

Wie auch bei dem Heizer bei den SULTAN- Experimenten, war die Warmestromdichtenverteilung im Heizer der
Studie [165] konstant. Ebenso verfligte die Teststrecke in der Arbeit [165] liber einen Stromungsgleichrichter.
Die Spaltbreite Gber dem Heizer war mit 150 mm in der GroéRenordnung der Spaltbreite beim IVR ERVC
Prototypenstromungskanal. Die Siedeexperimente erfolgten bei erzwungener Konvektion, wobei der
Massenstrom mit einer Pumpe eingestellt wurde. Die Eintrittstemperatur in die Versuchsstrecke wird von den
Autoren der Studie mit 90 °C angegeben. Leider wird das Druckniveau am Ende der beheizten Strecke, wo
typischerweise die Siedekrise auftritt, nicht angegeben, weswegen eine Schatzung der Eintrittsunterkihlung
nicht moglich ist. Geht man aber davon aus, dass das Druckniveau vergleichbar zu den anderen Studien ist, kann
die Eintrittsunterkiihlung mit 15 K geschéatzt werden.

Experimente an der TESEC- Anlage [166]

Die beheizte Strecke bei der TESEC- Anlage war, dhnlich wie bei den SULTAN- Experimenten, ein ebener
Flachenheizer mit dem Unterschied, dass dieser nicht direkt elektrische beheizt wurde, sondern vergleichbar wie
bei den Experimenten [25, 93, 94, 95] Uber ein Kupfer-Heizmodul verfligte, welches die Warme durch
Warmeleitung bereitstellte. Die Verteilung der kritischen Warmestromdichte Gber der Flache des Heizers war
konstant. Das Material der mit Blasensieden gekiihlten Flache war rostfreier Edelstahl. Die beheizte Strecke war
30 mm breit und 55 mm lang. Die Spaltbreite iber dem Heizer betrug 61 mm. Die im Rahmen dieser Arbeit
betrachteten Ergebnisse der Studie [166] entstanden bei Siedeexperimenten mit erzwungener Konvektion.
Zudem verfiuigte der Versuchsaufbau Gber eine Schwenkvorrichtung, sodass Experimente bei unterschiedlichen
Neigungswinkeln durchgefiihrt werden konnten.

2.3.1.2 Untersuchung des IVR ERVC- Phdnomens mit dem MELCOR- Code

In den Studien [152, 154] wurde unter Nutzung des von ,Sandia National Laboratories” entwickelten MELCOR-
Codes, eine Analyse des IVR ERVC Phdanomens mit einer Kopplung der Bereiche innerhalb und auBerhalb des
Reaktordruckbehilters bei transienten Unfallszenarien fiir den Fall eines groRen Kernreaktors der 1700 MW -
Klasse durchgefiinrt. Der MELCOR- Code ist ein vollstandig integrierter Rechencode zur Modellierung des
gesamten Spektrums von Unfallverldaufen in Leichtwasserreaktoren. Er ist in der Lage die thermohydraulischen
Rickwirkungen des Reaktorkiihlsystems, der Reaktorgrube, des Containments, der Schutzhillenbauten,
Reaktorkernaufheizung und Zersetzung, Freisetzung und Transport von Radionukliden, Wasserstoffproduktion,
Transport und Verbrennung, Kernschmelzaustrittsphdnomene u. a Phdanomene bei dem Unfallverlauf zu
bericksichtigen. Fir die genaue Beschreibung des gesamten MELCOR- Codes wird an dieser Stelle auf die
entsprechende Literatur verwiesen [152, 153]. Im Folgenden werden, die fiur das IVR ERVC relevanten
Rechendomadne des Codes naher erldutert.
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Wie bereits erwahnt, besteht der Vorteil dieser Studie gegeniiber den experimentellen Studien darin, dass die
Wechselwirkungen zwischen Kernschmelze und der IVR ERVC Stromung bei dem Phanomen bericksichtigt
werden kénnen.

Ein wichtiger Rechenbereich fiir die Abbildung des IVR ERVC Phdanomens, welcher hier erlautert wird, ist das
Reaktor- Containment. Detaillierte Abmessungen und Auslegungsparameter standen zum Zeitpunkt des
Entstehens dieser Studie nicht zur Verfiigung. Die Modellierung dieses Bereichs wurde somit vereinfacht,
wahrend gleichzeitig Wert draufgelegt wurde, dass wichtige Faktoren, welche das IVR ERVC- Phdanomen
beeinflussen kdnnten, berilicksichtigt bleiben. Die Modellierung des Containments umfasst die Abbildung des
Volumens der Kavitdt um den Reaktordruckbehilter, die Strukturen um die Dampferzeuger, den Druckhalter und
Containment- Ventilationssystem, das Volumen der Arbeitsebene des Containments im oberen Bereich und der
Containment- Kuppel. Zudem wurde das passive Kiihlsystem als eine der Schlisselsicherheitsmanahmen im
Containment modelliert.
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Abbildung 2-25: MELCOR- Modell fiir den IVR ERVC- Stromungspfad [152].

Das Rechenpaket COR des MELCOR- Codes fiir den Reaktorkern berechnet die thermische Reaktion des Kerns
und der Strukturen des unteren Plenums und modelliert den Transport der Reaktorkernstrukturen wahrend des
Schmelzvorgangs, Abgleitens und Formung der Kernschmelze. Brennstoffpellets, Hillrohre, Abstandshalter und
weitere Reaktorkomponenten und Strukturen werden einzeln mit individuellen Rechenzellen modelliert. Eine
detaillierte Beschreibung ist in der Literatur zu finden [155, 153]. Im Zuge der Arbeit [152] wurde das COR-
Rechenpaket erweitert, um seine Fahigkeit, das Verhalten der Kernschmelze in den spédteren Phasen von Unfallen
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vorherzusagen, zu verbessern. Ein weiterer Vorteil des MELCOR- Codes ist, dass transiente Unfallverlaufe in
einem weiten Unfallszenario simuliert und untersucht werden kénnen. Somit kénnen gewisse Faktoren und
Mechanismen, welche bei einer stationdren isolierten Untersuchung des IVR ERVC- Phdanomens nicht erfasst
werden konnen, aber von groBer Bedeutung fiir den Unfallverlauf und die Unfallkonsequenzen sein kdnnten,
simuliert und ihr Einfluss auf das Unfallgeschehen untersucht werden.

Das Modell fir den Warmeubergang am unteren Teil des Reaktordruckbehdlters im MELCOR- Code ist in der
Lage, die Prozesse im und aulRerhalb des Reaktordruckbehalters wahrend des Unfallverlaufs miteinander zu
koppeln. Wie in Abbildung 2-25 zu sehen ist, wird der IVR ERVC Prozess mit einer Reihe hydrodynamischer
Kontrollvolumen und Stromungspfade modelliert. Die Reaktordruckbehélterwande, Isolierungen und
Kavitatswande werden mit Warmeleitungspaketen modelliert. Nur der Druckbehalterboden wird mit einem
unabhdngigen Vernetzungsmodell modelliert.

Unfallverlauf beim IVR ERVC

Das passive Sicherheitssystem ist ausgelegt, um einen Verlust der Warmesenke und ein Austreten der
Kernschmelze aus dem Reaktordruckbehélter zu vermeiden. Wenn die Austrittstemperatur aus dem Reaktorkern
922.05 K liberschreitet, wird die Reaktorgrube mit Wasser aus dem IWRTS (in-containment refueling water
storage tank) geflutet. In den Studien [152, 154] beginnt das Unfallgeschehen mit einem groRen Rohrbruch an
der Reaktorkiihlmittelzuleitung, welcher durch einen Stromausfall begleitet wird. Zu Beginn des
Unfallgeschehens tritt eine groRe Menge an KihImittel in das Containment aus und initialisiert so den Betrieb
des passiven Sicherheitssystems. Nachdem der Inhalt des ACC (accumulator) Wasser- Druckspeichers zur
Kihlung aufgebraucht ist, sinkt das Wasserniveau im Reaktor und der Reaktorkern fangt an zu schmelzen. Die
Reaktorkernstrukturen fallen auf den Boden des Reaktordruckbehdlters und die Kernschmelze wird gebildet. Die
ortliche Zusammensetzung der Kernschmelze ist in Abbildung 2-26 illustriert. MP2 steht fiir die metallische
Kernschmelze, MP1 steht fiir die Oxidkernschmelze und PD fiir feste partikelférmige Trimmer am Boden. Die
Oxidkernschmelze beginnt 8000 Sekunden nach Unfallanfang zu entstehen und nimmt 24000 Sekunden nach
Unfallanfang ein Volumen von 12,6 m3? ein. Danach bleibt das Volumen konstant, was den Eintritt eines
quasistationdren Zustands bedeutet. Somit wird der obere Bereich von der Fe — Zr- Schmelze, der mittlere von
der UO, — Zr 0, Oxidschmelze und der untere von den partikelférmigen Triimmern eingenommen.

=
>
\\ |

Abbildung 2-26: Verteilung der Reaktorkernschmelze am Druckbehalterboden [152, 154].

2000 Sekunden nach Unfallanfang betragt die Wassereintrittstemperatur in die Reaktorgrube 57 °C, sie ist somit
unterkiihlt. Nach Aufnahme der Nachzerfallswarme, steigt die Temperatur auf 101 °C, was ein Kelvin iber der
Sattigungstemperatur bei Atmospharendruck liegt. Die Stromung im IVR ERVC Strémungspfad entsteht durch
Naturkonvektion, welche von der Nachzerfallswarme angetrieben wird. Zu Beginn, liegt das Fluid einphasig in
flissiger Form vor und der Massenstrom steigt zu dem Zeitpunkt 20000 Sekunden nach Unfallanfang bis auf 600
kg/s an. Darauffolgend, liegt die Stromung zweiphasig vor und der Massenstrom fangt an stark anzusteigen. Zu
dem Zeitpunkt 24000 Sekunden nach Unfallanfang betragt der Massenstrom 1217 kg/s.

34



Theoretische Grundlagen

Eine weitere sehr wichtige Erkenntnis aus dieser Systemrechnung ist, dass sich die oértliche
Warmestromdichteverteilung Uber dem Reaktordruckbehdlterboden &dndert. Somit liegt die maximale
Warmestromdichte zu dem Zeitpunkt 12000 Sekunden nach Unfallanfang bei der Winkelkoordinate 37° des
kreisformigen Bodens vor. Dies ist ein grundlegender Unterschied zu stationdren Studien. Die Verldufe der IVR
ERVC- Parameter aus der Studie [154, 156] sind im Abbildung 2-27 zu finden.
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Abbildung 2-27: Massenstromverlauf im IVR ERVC- Stromungspfad wahrend des Unfallverlaufs (links) und
Warmestromdichteverlauf Gber dem Reaktordruckbehélter wahren des Unfallverlaufs (rechts) [154].

Nachdem die Stromungsbedingungen bei dem IVR ERVC- Sicherheitssystem berechnet waren, wurde zur
Berechnung der kritischen Warmestromdichte wahrend des simulierten Unfallverlaufs entlang des
Reaktordruckbehélters Gbergegangen. Das in der Studie [154] verwendete theoretische Modell fir die
Berechnung der kritischen Warmestromdichte basiert auf dem ,,Bubble Crowding“- Mechanismus [109], welcher
in einem der folgenden Abschnitte naher erldutert wird. Ein weiterer entscheidender Unterschied zwischen
dieser Simulation und den experimentellen Untersuchungen aus den vorigen Abschnitten, ist der sich
ausweitende Stromungsquerschnitt, welcher in unterschiedlichen Massenstromdichten am Druckbehélterboden
und am zylindrischen Teil resultiert. Dieser resultiert wiederum in einer anderen Verteilung der kritischen
Warmestromdichten. Die kritische Warmestromdichte ist an den meisten Positionen 24000 Sekunden nach
Unfallbeginn hoher als bei 20000 Sekunden. Allerdings sind die Warmestromdichteverteilungen zu diesen zwei
Zeitpunkten sehr dhnlich, was in einer hoheren thermischen Belastung zum Zeitpunkt 20000 Sekunden nach
Unfallbeginn resultiert. Dies ist ersichtlich, da der Massenstrom 24000 Sekunden nach Unfallbeginn viel héher
ist.

Im Ergebnis dieser Studie wird die kritische Warmestromdichte 20000 Sekunden nach Unfallbeginn
Uberschritten. Dies Bedeutet das Versagen des IVR ERVC- Sicherheitssystems ein Schmelzen des
Reaktordruckbehalters und ein Austreten der Kernschmelze. Dieses Ergebnis zeigt, dass stationare Studien ohne
Bertcksichtigung der transienten Prozesse in- und auBerhalb des Reaktordruckbehélters und deren Interaktion
nicht immer konservativ sind.

2.3.1.3 Generelle Stromungsverhéltnisse im IVR ERVC

Die Tabellen (2.1, 2.2) fassen die Ergebnisse der fiir das IVR ERVC wichtigsten Studien zusammen. Basierend auf
den Versuchsdaten der aufgelisteten Experimente und den Systemcodesimulationen des Reaktorgesamtsystems
samt passiven Sicherheitssystems, kann davon ausgegangen werden, dass der Systemdruck bei der Siedekrise im
vorliegenden Anwendungsfall gleich dem Containment- Druck addiert mit dem Druck der Wassersaule {iber der
Siedekrise- Stelle zu erwarten ist. Bei den verschiedenen Leistungsklassen ist eine Massenstromdichte von bis zu
600 kg/m?s zu erwarten, und die Fluidtemperatur liegt unterkihlt in einem Bereich von einigen Zehn Kelvin unter
der Sattigungstemperatur bis knapp unter der Sattigungstemperatur vor. Des Weiteren ist davon auszugehen,
dass es infolge von Zweiphaseninstabilitdten zu Oszillationen der Massenstromdichte mit Perioden von bis zu
100 s und einer relativen Amplitude von bis zu 100 % und sogar Riickstromungen kommen kann.
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Studie

Stromungsbedingungen

Kritische
Warmestromdichte

Bemerkung

ULPU [92]

Massenstromdichte m:

k.A
Eintrittsunterkihlung

k.A

Systemdruck am Ende der
beheizten Strecke:
Atmosphadrisch + Druck der
Wassersdule ca. 1,45 bar

Massenstromoszillationen:

Periode: 10-100 s

MaRstabgetreue Nachbildung des
IVR ERVC- Stromungspfads des
oberen zylindrischen Teils eines
Segments des IVR ERVC
Stromungspfades eines VVER-400
unter Naturkonvektion

Atmosphadrisch + Druck der
Wassersaule ca. 1,5 bar

Massenstromoszillationen:
Relative Amplitude: 0,1-2

Periode: 30-100 s

ULPU 2000 [93, | Massenstromdichte m: 855-1786 kW/m? Malstabsgetreue Nachbildung
94, 95] 5 eines Segments des IVR ERVC-
279 = 1000 kg/m’s Strémungspfades  des  AP-600
Eintrittsunterkihlung
Kernreaktors unter
ATy=10-13K Naturkonvektion mit der
Systemdruck am Ende der Moglichkeit der Variation von
beheizten Strecke: geometrischen Parametern des
Atmosphérisch + Druck der Kanals
Wassersdule ca. 1,45 bar
ULPU 2400 [25] Massenstromdichte m: 1126-2028 kW/m? MaRstabsgetreue Nachbildung
5 eines Segments des IVR ERVC-
497 — 994 kg/m’s Stromungspfades des  AP-1000
Eintrittsunterkiihlung
Kernreaktors unter
ATy=10-13K Naturkonvektion mit der
Systemdruck am Ende der Moglichkeit der Variation von
beheizten Strecke: geometrischen Parametern des
Atmosphérisch + Druck der Kanals
Wassersaule ca. 1,45 bar
REPEC-II [30, 31, | Massenstromdichte m: 900-1400 kW/m? MaRstabsgetreue Nachbildung
103] 5 eines Segments des IVR ERVC-
. 2_50 —550kg/m’s Stromungspfades des CAP-1400
Eintrittsunterkihlung
Kernreaktors unter
ATy=11K Naturkonvektion mit der
Systemdruck am Ende der Moglichkeit der Variation von
beheizten Strecke: geometrischen Parametern des
Kanals
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0 — 300 kg/m?s
Eintrittsunterkihlung
bezogen auf
Systemdruck:

den

AT,=2-25K

Systemdruck am Ende der
beheizten Strecke:
Atmospharisch 1 bar

MELCORE Code | Massenstromdichte m: 60-1680 kW/m? Gekoppelte  Simulation der
[152, 154] 5 Bereiche innerhalb und auRerhalb
. 190 B 1200“kg/m s des Reaktordruckbehilters bei
Eintrittsunterkiihlung . . .
einem transienten Unfallszenario
bezogen auf den . .
druck: fir den Fall eines groRen
Systemdruck: Kernreaktors der 1700 MW- Klasse
ATU=5 K
Systemdruck am Ende der
beheizten Strecke:
Atmospharisch + Druck der
Wassersaule ca. 1,2 bar
KAIST [100] Massenstromdichte m: 1050-1400 kW/m? MaRstabsgetreu Nachbildung des

IVR ERVC- Strémungspfads eines
APR1400 bei erzwungener
Konvektion

SULTAN [32]

Massenstromdichte m:

5 — 5000 kg/m?s
Eintrittstemperatur in den
Kanal:

Tgin=50-180 °C

Systemdruck am Ende der

beheizten Strecke:
p=1-10 bar
Wasserspalt Gber dem

Heizer: s=3-15 cm
Neigungswinkel:

9=0-90°

300-1000 kW/m?

Experimente in einem rechteckigen

einseitig beheizten Kanal mit
verstellbarer  Spaltbreite und
Neigungswinkel bei erzwungener

Konvektion Lgepeizt = 4m

Iwaki et. Al [96]

Massenstromdichte m:

430 — 1900 kg /m?s
Lokale thermodynamische
Qualitat an der CHF-Stelle:

x=-0,026 - 0,0031

1050-2800 kW/m?

Experimente in einem rechteckigen
einseitig beheizten Kanal mit
verstellbarem Neigungswinkel bei
erzwungener Konvektion

Lpeneize = 0,6 m
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Systemdruck am Ende der

beheizten Strecke:
p=1-6 bar
Wasserspalt Gber dem

Heizer: s=15 cm
Neigungswinkel:

9 =50 -90°

State
Investment
Corporation
Research Institute
[165]

Power

Massenstromdichte m:

185 — 555 kg/m?s
Eintrittstemperatur in den
Kanal:

Tgin=90-100 °C

Systemdruck am Ende der

beheizten Strecke:
k. A
Wasserspalt Gber dem

Heizer: s=15 cm
Neigungswinkel:

9 =30-90°

800-1600 kW/m?

Experimente in einem rechteckigen
einseitig beheizten Kanal mit
verstellbarem Neigungswinkel bei
erzwungener Konvektion
Lpeneize = 0,08 m

TESEC [166]

Massenstromdichte m:

370 — 540 kg/m®s
Eintrittstemperatur in den
Kanal:

TEin=95 °C

Systemdruck am Ende der

beheizten Strecke:
p=1 bar
Wasserspalt Uber dem

Heizer: s=6,1 cm
Neigungswinkel:

9 =10-90°

1500-2500 kW/m?

Experimente in einem rechteckigen
einseitig beheizten Kanal mit
verstellbarem Neigungswinkel bei
erzwungener Konvektion
Lgeneize = 0,055 m

Tabelle 2.1: Zusammenfassung der Studien zum Siedekrisenphdnomen im IVR ERVC- Stromungspfad.

Studie Formel Anwendungsbereich
ULPU 2000 | qcpr(9) =490+30,2-9—8,88-107"-9%+1,35-1072-93 | Systemdruck p:
[93, 94, 95], —6,65-1075-9* Atmosphérisch + 4-6 m
ULPU 2400 Wassersaule

[25]
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Eintrittsunterkihlung
bezogen auf den
Systemdruck:

10-13K
Neigungswinkel:

9=0-90°

SULTAN [32]

Geng = Ao(s,0,G) + A1(s,G) * x + Ay(s) * x* + A3(s,p, G, x)

*0 + A,(s,p, G, x) * 2

Massenstromdichte m:

5 — 5000 kg/m?s
Eintrittstemperatur in
den Kanal:

Tgin=50-180 °C

Systemdruck am Ende
der beheizten Strecke:
p=1-10 bar

Wasserspalt tber dem
Heizer: s=3-15 cm

Neigungswinkel:

9 =0-90°
Iwaki et. Al | qcnr = —3626,79 * p? — 2,45025 * 107*G? — 434757 * x* Massenstromdichte 7h:
[96] +0,0610736 * 9% + 2263,69 * p + 0,914268 430 — 1900 k 5
*G = 14657,4 + x + 0,300264 + 9 +355521 | '~ ~ g/m’s
spx9—230392 %1073 %G 9 + 136071 | -okale _
#x %0 +0,0152043 xp « G — 199324 xp | thermodynamische
*x — 6,65384 % G * x — 88,0463 Qualitdt an der CHF-
Stelle:
x=-0,026 - 0,0031
Systemdruck am Ende
der beheizten Strecke:
p=1-6 bar
Neigungswinkel:
9 =50-90°
KAIST [100] Geng = C(1,2 +0,0046)%* Massenstromdichte 7h:

C = 950 + 2,25(AT, — 2)

0 — 300 kg/m?s
Eintrittsunterkihlung

bezogen auf den
Systemdruck ATy :
0—-25K

Systemdruck am Ende
der beheizten Strecke:
p~1,3 bar
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Neigungswinkel:

9¥~90°

Tabelle 2.2: Zusammenfassung der Korrelationen zur Berechnung der kritischen Warmestromdichte im IVR ERVC-
Strémungspfad.

2.3.2  Versuche zur Siedekrise bei oszillierender Massenstromdichte

Wie aus den in Kapitel 2.3.1 vorgestellten Experimenten an der REPEC-II Anlage hervorgeht [30, 31, 103], ist beim
Zweiphasennaturkonvektionskreislauf, wie er im IVR ERVC- Stromungspfad zu finden ist, in Abhdngigkeit von den
Systemparametern durchaus mit Massenstromoszillationen zu rechnen. Dies bringt die Notwendigkeit mit, den
Einfluss der Schwankungen auf das sicherheitskritische Phdanomen der Siedekrise zu untersuchen.

Anders als bei den in Kapitel 2.3.1 erwdhnten Versuchen [30, 31, 103], bei denen das Eintreten der Siedekrise in
Abhangigkeit systemspezifischer Bedingungen, welche teilweise zu Stromungsoszillationen fihrten, untersucht
wurde, gab es Studien, die den Einfluss von Stromungsoszillationen durch systematische Variierung der

—_— . . . A —_— . . .
Oszillationsparameter wie relative Amplitude ?G und Oszillationsperiode T untersucht haben. Weiterhin gab es

einige Studien, die den Einfluss systemspezifischer Instabilitditen auf das Eintreten der Siedekrise untersucht
haben. An dieser Stelle muss erwdahnt werden, dass sich die Gberwiegende Mehrheit dieser Studien mit der
Siedekrise 2.er Art (,Dryout”) beschaftigt haben, und deren Erkenntnisse und Korrelationen nur bedingt
anwendbar sind, weswegen in diesem Abschnitt nicht ndher auf sie eingegangen und stattdessen auf die Literatur
verwiesen wird [34, 39-43, 105-108].

Dieser Abschnitt dient zur Einfihrung in die in der Literatur vorhandenen Grundlagen zur Siedekrise 1.er Art
(,,Departure from nucleate Boiling”) bei oszillierenden Massenstromdichten.

2.3.2.1 Experiment zum Einfluss des Neigungswinkels und der Massenstromschwankungen auf die Siedekrise

Eine fiir das Phdanomen der Siedekrise bei oszillierenden Massenstromdichten, in Bezug auf die Geometrie, im
Falle des IVR ERVC relevanteste Studie wurde von Hayes et al. im Jahr 2004 veroffentlicht [44]. Fiur die
Experimente in dieser Studie wurde ein rechteckiger einseitig beheizter Kanal mit variabler Kanalneigung mit,
einem durchstrémten Querschnitt von 2x2 cm? und einer beheizten Lange von 28 cm verwendet (Abbildung 2-
28). Die Massenstromdichte wurde mit einer Pumpe eingestellt, und die Oszillationsparameter relative
Amplitude A?G und Oszillationsperiode T wurden variiert. Die Massenstromoszillationen wurden mit einem
Regelventil eingestellt. An dieser Stelle ist zu erwdhnen, dass es sich bei dem Testfluid in dieser Studie nicht um
Wasser, sondern um das Modellfluid PF-5060 handelte. Auferdem hat der Bereich der prasentierten
Massenstromdichtevariation mit G: 110- 420 kg/m?s nur einen Teil des beim IVR-ERVC erwarteten
Massenstrombereichs abgedeckt. SchlieRlich wurden keine genauen Angaben zum Systemdruck gemacht, aulRer
dass die Experimente als ,,Niederdruckversuche” bezeichnet wurden.
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Abbildung 2-28: Versuchsanlage [44].
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Dennoch trug diese Studie mit den veroéffentlichten Trendverlaufen und insbesondere den optischen
Betrachtungen des Siedekrisenphdanomens zum qualitativen Verstandnis bei oszillierenden Massenstromdichten
bei. Die veroffentlichten Ergebnisse zeigen Daten zur kritischen Warmestromdichte bei einer mittleren

Massenstromdichte G=110 kg/m?s, einer relativen Amplitude A?G = 1 und Oszillationsperiode T = 10 sec in

Abhangigkeit der Eintrittsunterkiihlung AT, bei vertikal nach oben durchstromter Teststrecke und mit der
Strdmung unterhalb des horizontal angeordneten Heizers, was dem zylindrischen und dem unteren Teil des
Reaktordruckbehalters entspricht. Der zweite verdffentlichte Datensatz zeigt ebenso die kritische
Warmestromdichte in Abhdngigkeit der Eintrittsunterkiihlung AT, allerdings bei einer mittleren

. . . . AG . I .
Massenstromdichte von G=260 kg/m?s, einer relativen Amplitude - = 0,3 und einer Oszillationsperiode T =

10 sec. Bei beiden Parameterkombinationen wird im Falle der vertikal nach oben durchstrémten Teststrecke von
einer wesentlichen Reduktion der kritischen Warmestromdichte, insbesondere bei hoherer relativer
Oszillationsamplitude, berichtet. Im Falle der horizontalen Teststrecke mit von unten angestromten Heizer,
schien der Effekt der Oszillationen vernachldssigbar zu sein. Bei beiden Kanalanordnungen bewirkt eine hohere
Eintrittsunterkiihlung AT}, eine Verstarkung des Einflusses der Oszillationen.

Im Falle der vertikal nach oben durchstromten Teststrecke, war der Einfluss der Oszillationen bei einer gegen
den Sattigungspunkt gehenden Eintrittsunterkiihlung kaum sichtbar. Die Autoren schlussfolgern, dass im Falle
niedriger Unterkihlung das Eintreten der Siedekrise von der Dynamik der Blasenkoaleszenz auf der Heizflache
bestimmt wird, da die Kondensation der Blasen vernachlassigbar ist. Bei hoher Eintrittsunterkiihlung hingegen,
dringen die Dampfblasen in die unterkihlte Kernstromung ein, was zu einer erhéhten Kondensationsrate fiihrt.
Massenstromoszillationen haben laut den Autoren dieser Studie einen schwachen Einfluss auf das Geschehen
auf der Heizfliche. Hingegen haben Stromungsoszillationen einen entscheidenden Einfluss auf die
Kondensationsraten iber der wandnahen Dampfschicht. Daraus schlussfolgernd, haben Stromungsoszillationen
einen schwachen Einfluss auf die Siedekrise bei niedrigen Eintrittsunterkiihlungen und einen verstarkten bei
hohen, da in diesem Fall die Kondensationsraten das Eintreten der Siedekrise mitbestimmen.

Im Gegensatz zu den Versuchen bei vertikal nach oben durchstrémter Testrecke wirkten sich die Oszillationen
bei horizontaler Testrecke mit der Stromung unter dem Heizer vorwiegend positiv auf die kritische
Warmestromdichte aus. Nur bei zwei der verdffentlichten Messpunkte bewirkten die Stromungsoszillationen
eine Herabsenkung der kritischen Warmestromdichte. Bei dem Parametersatz mit niedriger Massenstromdichte
G=110 kg/m?s bewirkte eine Verringerung der Eintrittsunterkiihlung zunichst eine Verstarkung des positiven
Effektes der Oszillationen. Dieser Prozess erreichte ein Maximum, nach dem der positive Einfluss der
Oszillationen geschwéacht wurde, bis die Oszillationen schlieRlich eine Herabsenkung der kritischen
Wirmestromdichte bewirkte. Bei dem zweiten veréffentlichten Parametersatz mit G=260 kg/m?s hatten die
Massenstromschwankungen bei der stdrksten Eintrittsunterkiihlung einen negativen Effekt, welcher aber bei
niedrigerer Eintrittsunterkiihlung dann positiv wurde. Die Autoren erklaren den positiven Effekt der Oszillationen
anhand optischer Betrachtungen. Zunachst findet eine Ansammlung von Dampfblasen auf der Heizflache statt,
welche eine Formung einer Dampfschicht nach sich zieht, und eine sprunghafte Temperaturerhéhung der
Heizflaiche bewirkt. Nachdem es dann zu einer Periode hoher Massenstromdichte kommt, stromt eine groRe
Dampfwolke entlang der Heizflache und zieht mit sich eine groBe Anzahl an Dampfblasen stromabwarts. Die
groBe Dampfwolke wirkt hierbei destabilisierend auf die Dampfschicht am Heizer und die Wiederbenetzung mit
Flussigkeit findet statt. Das Maximum bei der Erhéhung des positiven Einflusses der Oszillationen und die
darauffolgende Verringerung der kritischen Warmestromdichte blieben allerdings unerklart.

2.3.2.2 Experimente zum Einfluss von Stromungsinstabilitdten auf die Siedekrise von Mishima et al.

Mishima et al. [104] fuhrten eine Studie mit einer Teststrecke durch, welche ein 1 mm dickes beheiztes,
durchstromtes Rohr mit 6 mm Innendurchmesser darstellt (Abbildung 2-29). Die beheizte Lange war 344 mm.
Die Experimente fanden bei erzwungener Konvektion, welche durch eine Férderpumpe erzeugt wurde, und
Atmosphdarendruck statt.
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Abbildung 2-29: Versuchsanlage [104].

In dieser Studie wurde das Eintreten der kritischen Warmestromdichte durch verschiedene
Stromungsinstabilitdten beeintrachtigt, einschlieBlich statischer und dynamischer. Bei den statischen kam es zu
einem schlagartigen Einbruch des Massendurchflusses, was auch zu einer Siedekrise fihrte. In Hinsicht auf die
folgende Arbeit, war allerdings der Einfluss dynamischer Instabilititen, welche in Oszillationen der
Massenstromdichte resultierten, interessanter. Die haufigsten unter ihnen waren die Dichtewellenoszillationen
und die Druckabfalloszillationen.

Es wurde beobachtet, dass Stromungsoszillationen zu einem friihzeitigen Auftreten der Siedekrise fiihrten.
Wobei der negative Einfluss bei kleineren Massenstromdichten starker war. Da aber die Oszillationsparameter
dieser Studie Resultat der Systemparameter wie hydraulischer Widerstand, Massenstromdichte und Heizleistung
waren, blieb eine Betrachtung des Einflusses der Oszillationsparameter auf die kritische Warmestromdichte aus.

2.3.2.3 Experimente zum Einfluss von Stromungsoszillationen auf die Siedekrise von Higono und Ohtake et al.

Ohtake et al. [37] und Higono et al. [38] untersuchten den Einfluss von hochfrequenten Oszillationen der
Massenstromdichte auf das Eintreten der Siedekrise in einer rechteckigen Teststrecke (Abbildung 2-30) mit
einem horizontal angeordneten Kupferfolienheizer auf einer Kanalseite bei 0,1 MPa Systemdruck. Die Stromung
in diesem Versuch war Uber dem Heizer, hatte 20 K Unterkiihlung und floss mit einer Massenstromdichte von
270 bis 4070 kg/m?s. Die Oszillationsparameter in dieser Studie betrugen 2-6 Hz Oszillationsfrequenz f und 0,25-

. _— . A
0,5 relative Oszillationsamplitude ?G

Bei den publizierten Messdaten konnte kein durchgehend konsistenter Einfluss der Parameter gedeutet
werden. Bei der kleinsten Massenstromdichte in den Experimenten von 270 kg/m?s bewirkte eine Erhéhung

der Oszillationsfrequenz auf f= 4 Hz bei A?G = 0,25 relativer Amplitude eine Herabsenkung der kritischen
Warmestromdichte, wahrend die kritische Warmestromdichte bei f= 2 Hz gleich der im stationaren Fall blieb.
Bei einer relativen Amplitude von A?G = 0,5 welche zu einer allgemein starkeren Verringerung der kritischen

Warmestromdichte fihrte, hat eine kleinere Oszillationsfrequenz f= 2 Hz zu einer starkeren Verminderung der
kritischen Warmestromdichte gefiihrt.
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Abbildung 2-30: Versuchsanlage [37, 38].

Bei einer Massenstromdichte von 1380 kg/m?s wirkte sich eine hohere Oszillationsfrequenz im Allgemeinen
negativ auf das Eintreten der Siedekrise aus. Wahrend aber eine héhere Oszillationsamplitude bei kleineren
Frequenzen f=2; 4 Hz zu einer starkeren Verminderung der kritischen Warmestromdichte fiihrte, wurde bei einer
Frequenz von 6 Hz eine starkere Herabsenkung der kritischen Warmestromdichte bei der kleineren

Oszillationsamplitude von A?G = 0,25 beobachtet.

Bei den Versuchen mit 3200 kg/m?s Massenstromdichte wurde mit héherer Oszillationsfrequenz eine starkere
Verminderung der kritischen Waéarmestromdichte beobachtet. Wobei kein wesentlicher Einfluss der
Oszillationsperiode festgestellt wurde. SchlieBlich wurde bei 4070 kg/m?2s Massenstromdichte das Gegenteil
beobachtet, wihrend die Oszillationsfrequenzen keinen Einfluss auf die kritische Warmestromdichte hatten,
fUhrte eine hohere Oszillationsamplitude zu fritherem Eintreten der Siedekrise. Die Autoren gingen nicht ndher
auf die Messwerte ein.

Aus den in diesem Kapitel aufgefiihrten Studien wird das nichtlineare Verhalten der kritischen
Warmestromdichte bei Massenstromoszillationen, insbesondere in weiten Variationsbereichen der
Versuchsparameter wie Massenstromdichte, Eintrittsunterkiihlung und relative Richtung des
Gravitationsvektors ersichtlich. Dies bringt, in Bezug auf die Betriebssicherheit des IVR ERVC, die Notwendigkeit
mit, die Siedekrise bei oszillierender Massenstromdichte in systemspezifischen Parameterbereichen zu
untersuchen.

Obwohl zum jetzigen Zeitpunkt nur eine geringe Anzahl an Studien zum Einfluss von Massenstromoszillationen
auf das Eintreten der Siedekrise 1.er Art in der Literatur zu finden ist, kann zusammenfassend festgehalten
werden, dass Massenstromoszillationen im IVR ERVC- relevanten Parameterbereich im Falle der vertikal nach
oben durchstromten Teststrecke zu einer Herabsenkung der kritischen Warmestromdichte fiihren. Wobei
sowohl eine hohere relative Amplitude als auch eine héhere Periode der Massenstromoszillationen in einer
starkeren Reduktion der kritischen Warmestromdichte resultieren. Darliber hinaus ist die Wirkung der
Massenstromoszillationen auf die kritische Warmestromdichte bei hoherer Eintrittsunterkiihlung AT, starker.
Bei horizontalem, von unten angestrémtem Heizer hingegen kdonnen Massenstromoszillationen zu einer
Erhohung der kritischen Warmestromdichte fihren. Damit jedoch der Sachverhalt bei den verschiedenen
Bedingungen im IVR ERVC — Stromungspfad qualitativ und quantitativ ersichtlich wird, werden weitere Studien
mit dem Prototypenfluid Wasser benotigt, welche einen breiteren Parameterbereich abdecken.
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233 Mechanistische Modelle der Siedekrise

Mechanistische Modelle verfolgen das Ziel, aufbauend auf dem phanomenologischen Verstdandnis der Siedekrise,
dir kritische Warmestromdichte in Abhangigkeit der Systemparameter mit hinreichend guter Genauigkeit
vorhersagen zu konnen. Im Vergleich zu empirischen Korrelationen soll bei den mechanistischen Modellen die
Vorhersagegenauigkeit nicht mehr von systemspezifischen Parametern abhdngig sein. Hingegen soll die
Anwendbarkeit und die Genauigkeit der mechanistischen Modelle von der Angemessenheit der zugrunde
liegender Modellanséatze fur den konkreten Anwendungsfall sein.

Mechanistische Modelle bauen u. a auf optischen Betrachtungen von Siedekrisenexperimenten auf. Bedingt
durch die teilweise ungeniigende Qualitat der Aufnahmen und selten qualitative und quantitative Ergebnisse der
optischen Betrachtungen, weisen die mechanistischen Modelle bis heute Schwachen im physikalischen
Hintergrundverstandnis auf. Dieser Abschnitt dient zur Erlauterung einiger, mit Fokus auf das IVR- ERVC
entstandener mechanistischer Modelle und denen zugrunde liegender fundamentaler mechanistischer Modelle
aus der Literatur, und bezieht diese auf die zugrunde liegende optischen Betrachtungen und Experimente.

2.3.3.1 Bubble- Crowding Modell

Das von Wiesman und Pei [109] entwickelte Bubble- Crowding Modell basiert auf Beobachtungen einer
Blasenschicht nahe dem Heizer bei unterkiihltem Sieden [110-114]. Des Weiteren ist anerkannt, dass ein
begrenzter Enthalpieaustausch zwischen der Blasenschicht und der Kernstromung einer der Griinde fiir das
Auftreten der Siedekrise l.er Art ist. Das folgende Modell beschreibt somit den Austausch zwischen
Kernstromung und wandnaher Blasenschicht und bezieht diesen auf die Bedingungen, bei denen die Siedekrise
eintritt. Folgende Annahmen liegen diesem Modell zugrunde:

1) Bei unterkiihlten Bedingungen mit niedriger thermodynamischer Qualitdt ist die Siedekrise,
entsprechend dieser Studien [115,116,117] ein lokales Phdnomen.

2) Wahrend dem unterkiihlten Sieden, baut sich die Blasenschicht entlang des Kanals auf, bis sie den
Bereich nahe der Wand, wo die GroRe turbulenter Wirbel ungeniigend fiir den radialen Blasentransport
ist [118], gefillt hat. An Stelle der Siedekrise wird die maximale Dicke der Blasenschicht angenommen.

3) Die Siedekrise tritt ein, wenn der Volumenanteil des Dampfes in der Blasenschicht den (kritischen)
Volumenanteil, bei dem eine Reihe ellipsoider Blasen, ohne signifikanten Kontakt untereinander,
bestehen kann, liberschreitet.

4) Der Volumenanteil des Dampfes in der Blasenschicht wird von dem Gleichgewicht zwischen dem von
der Blasenschicht weg stromenden Dampf und der zustrémenden Flissigkeit bestimmt. Dies wird mit
der Annahme begriindet, dass inzwischen der Blasenschicht eintretende Flissigkeit zur
Dampfproduktion verwendet werden. Dies bedeutet, dass die Zwischenrdume in der Blasenschicht mit
turbulenter Flissigkeit geflllt sind und die Turbulenz von der Prasenz der Blasen und dem Siedeprozess
verstarkt wird. Die kritische Transportrate tritt logischerweise am Rand der Blasenschicht auf, wo diese
weniger von dem Siedeprozess verstarkt wird.

In ihrer Studie [118] wiesen Lee und Durst darauf hin, dass in Bereichen mit hoher Blasenkonzentration an der
Wand die Grof3e turbulenter Wirbel zu klein fiir einen Transport der Blasen sind. Somit bewegen sich diese Blasen
wie in einer laminaren Strémung. Weiterhin deuten Sie darauf hin, dass eine vollstandige Beschreibung die
Aufteilung in einen Wandbereich, eine Pufferzone und einen Kernbereich erfordern wiirde. Allerdings bemerken
Sie, dass die Pufferzone sehr eng ware und eine Modellierung nur mit einem Wand- und Kernbereich moglich ist.

Waéhrend sich die Blasenkonzentration in der Pufferzone und wahrscheinlich in dem wandnahen Bereich stark
andert, deuten optische Betrachtungen darauf hin, dass sie sich in dem Kernbereich der Blasenschicht nur sehr
wenig dndert. Somit wird angenommen, dass die Dampfqualitdt in der Blasenschicht x, konstant ist (Abbildung
2-31).
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Abbildung 2-31: Schema des Austauschs zwischen Kernstrémung und Blasenschicht [109].

Zum axialen Zu- und Abfluss aus dem Blasenschicht- Kontrollvolumen kommt der radiale Austausch zwischen
Blasenschicht und Kernstromung hinzu. Wenn ms den Zufluss aus der Kernstrémung in die Blasenschicht und m,
den Abfluss aus der Blasenschicht in die Kernstrémung bezeichnen, lasst sich die Massenbilanz in der
Blasenschicht wie folgt formulieren:

‘I’fl3 = Amz + ‘I’h4 2-32

Und die Massenbilanz der Flissigkeit in der Blasenschicht ergibt sich bei Vernachldssigung der Terme zweiter
Ordnung zu:

qv(2mr)Az . . 2-33
An + 111, (Ax,) + A, (1 — x,) + My (1 — xy)
v

my(1—x) =
Wobei gy, den zu Verdampfung fiihrenden Anteil der Warmestromdichte und r den AuBenradius des beheizten
Rohrs bezeichnen. Bei Kombination dieser Massenbilanzen wird erhalten:
qv (2nr)Az 2-34

mz(x, —x;) = AL 1, (Ax,)
v

Dieser Ausdruck kann umgeschrieben werden bei einem Ersatz von m; durch die Massenstromdichte G; =
— ™ .
2m(ro—s)Az

AvTo _ m, (Ax,) 2-35
Ah,(rg —s) 2m(ry—s)Az

G3(x; —xq) =

Wobei r, den Radius an der Grenze zwischen Blasenschicht und Kernstrémung und s die Dicke der Blasenschicht

bezeichnen (Abbildung 2-31). Weiter vereinfacht wird dieser Ausdruck bei der gerechtfertigten Annahme, dass

o (Axz)

rr_os gegen Unendlich geht und, dass bei Siedekrisenbedingungen der Term vernachldssigbar ist:
o

2m(ro—s)Az

qv 2-36
Ah,

Gs(x, —x;) =

Des Weiteren wird die Formulierung aus [119] verwendet:
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_q(h"—h) 2-37
Qv = " —h
Erfolgt die dimensionslose Schreibweise zu:
g (W —=h 2-38

TR

Ausgehen aus den dem Modell zugrunde liegenden Annahmen ist die Warmestromdichte aus Gl. 2-38 die
kritische Warmestromdichte, wenn x, der kritischen Dampfqualitdt entspricht, bei der eine Reihe ellipsoider
Blasen in der Blasenschicht an der Wand, ohne signifikanten Kontakt untereinander bestehen kann. Wobei x;
die Dampfqualitat in der Kernstromdung und h die Gesamtenthalpie der Stromung am Ort des Auftretens der
Siedekrise bezeichnen.

Auf die detaillierte Ausarbeitung dieses Modells wird in diesem Kapitel nicht weiter eingegangen und stattdessen
auf entsprechende Literatur verwiesen [109]. Die Autoren des Modells geben den optimalen
Anwendungsbereich bei Systemdriicken zwischen 20 und 205 bar, einer Massenstromdichte zwischen 975 und
13600 kg/m?3s, einer beheizten Linge bis 3600 mm, einem Durchmesser zwischen 1,15 und 37,5 mm und einem
volumetrischen Dampfanteil der Strémung unter 0,6 an.

2.3.3.2 Liquid-sublayer dryout Modell

Das Konzept des Liquid-sublayer dryout Modells wurde anfangs von Haramura und Katto fiir das Behéltersieden
[121] vorgeschlagen. Spater erweiterten Lee und Mudawar [120] dieses Modell auf das Stromungssieden.
Kleinere an der Heizflache entstehende Blasen sammeln sich, wachsen und bewegen sich stromabwarts entlang
der Heizflache (Abbildung 2-32).
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Abbildung 2-32: Schema des Austauschs zwischen Kernstromung und Blasenschicht [120].

Das Modell basiert auf der Annahme, dass ein diinner Flissigkeitsfilm tGber dem Heizer flieSt. Im Falle des
Auftretens von Helmholtz-Instabilitdten an der Grenzflaiche zwischen Flissigkeitsunterschichtfilm und der
Blasenschicht, tretet die Siedekrise auf, wenn die Verdampfungsrate des Flissigkeitsunterschichtfilms die
Forderrate von Flissigkeit in den Flussigkeitsunterschichtfilm aus der Kernstromung Uberschreitet. Die
Forderrate von Flussigkeit in den FlUssigkeitsunterschichtfilm ist eine Funktion der Geschwindigkeit der
Dampfschicht und der Flussigkeitsgeschwindigkeit in der Mitte der Blasenschicht. Die Berechnung der
Flissigkeitsgeschwindigkeit in der Mitte der Blasenschicht basiert auf der Dreischichtgeschwindigkeitsverteilung
von Karman [119]. Die Lange der Blasenschicht entspricht der kritischen Wellenlange von Helmholtz. Die Dicke
der Flussigkeitsunterschicht wurde, basierend auf dem Impulsgleichgewicht zwischen Verdampfung der
Flussigkeitsunterschicht und auf die Blasen ausgetibter Querkraft, berechnet.
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Allerdings lieferte das Modell von Lee und Mudawar [120] bei niedrigen Driicken keine guten Ergebnisse. Katto
et al. [12, 122] entwickelten ein bei niedrigen Driicken anwendbares ,Liquid-sublayer dryout” Modell durch
Einfihren einer Reihe empirischer Geschwindigkeitskoeffizienten zur Berechnung der Geschwindigkeit der
Blasenschicht. Obwohl dieses Modell bei niedrigeren Driicken von bis zu 0,1 MPa bessere Ergebnisse lieferte, gilt
es wegen der vielen empirischen Koeffizienten und deren linearen Zusammenhangs mit der kritischen
Warmestromdichte als empirische Korrelation.

Hingegen nimmt das Modell von Celata et al. [123] an, dass die Dampfschicht sich entwickeln kann und nur im
wandnahen Bereich existiert, wo die Ortliche Flissigkeitstemperatur liber der Sattigungstemperatur liegt. Unter
Beachtung der Temperaturverteilung von der Heizflache bis hin zum Zentrum der Kernstromung, wird es in einer
bestimmten Entfernung von der Heizfliche einen Punkt geben, an dem die Temperatur der
Sattigungstemperatur bei dem 6rtlichen Druck entspricht. Den Bereich zwischen Heizer und diesem Punkt y*
definierten Celata et al. [123] als ,liberhitzte Schicht” (Abbildung 2-33).

Bei einem Abstand groRer als y* von der Heizflache entfernt wird die Dampfschicht und jede einzelne Blase in
der unterkiihlten Hauptstromung kondensieren. Unter der Annahme, dass die Dampfschicht infolge des
Geschwindigkeitsgradients in Richtung Mitte des Stromungskanals transportiert wird, wird davon ausgegangen,
dass die Position der Dampfschicht in der liberhitzten Schicht dem an die Sattigungsbedingung am nachsten
liegenden Orts entspricht. D. h so weit entfernt von der beheizten Wand im Bereich der Uberhitzten Schicht wie
es geht. Die Dicke der Flussigkeitsunterschicht wird somit als Differenz zwischen der Dicke der Uberhitzten
Schicht und der Dampfschicht definiert. Diese Annahme ist der entscheidende Unterschied zwischen dem
weiterentwickelten Modell von Celata [123] und dem von Lee und Mudawar [120].
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Abbildung 2-33: Schema der Uberhitzten Schicht [123].

Es wird angenommen, dass die Flissigkeitsunterschicht unbeweglich an der beheizten Flache bleibt und tber
eine sehr geringe Dicke verfugt. Wahrend dessen bewegt sich die Dampfschicht mit der Geschwindigkeit up.
Demnach ergibt sich die effektive Lange der Dampfschicht zur kritischen Wellenlange einer Helmholtz Instabilitat
auf der Dampfflussiggrenzflache und wird entsprechend Mudawar [120] und Katto [122] wie folgt berechnet:

_2ma(py + pr1) 2-39

B 2
PgPrilp
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Die Geschwindigkeit der Dampfschicht wird wie in den Vorgangermodellen von Mudawar [120] und Katto [122]
durch eine Kraftebilanz an einer sich ablésenden Blase bestimmt. Die Kraftebilanz beinhaltet die entgegen
gerichteten Auftriebs- und Reibungskrafte:

D3 2-40

2 1 2
DBLBg(pfl - Pg) = E.DflCD(uB — Upy) 4

s
4

up — up, ist die relative Geschwindigkeit zwischen Dampfschicht und Flissigkeit an der Mitte der Dampfschicht
und wird mit folgendem Ausdruck berechnet:

0,5 -

2Lgg(psi — Py) 2-41

Up —UpL = —pﬂC
D

Der Widerstandsbeiwert C, wird nach Harmathy [124] und Ishii und Zuber [125] fir eine deformierte Blase,
dessen Bewegung vom Auftrieb und der Oberflachenspannung bestimmt wird.

2Dg 2-42

(o=)

Zur Berechnung des Durchmessers der Dampfschicht Dywird das Modell von Staub [126] benutzt. Hierfiir wird
zur Abschatzung des Ablosedurchmessers ein Kraftegleichgewicht Giber einer wachsenden, sich an der Heizflache
befindenden Blase herangezogen. Hierbei nimmt Staub als Hauptwirkungskrafte die Adhasive, die Blase an der
Heizflache haltende, Oberflachenkraft und die Blase von der Heizflache wegtreibende, Auftriebskraft an. Der
Ablésedurchmesser resultiert dann aus ihrem Gleichgewicht zu:

_320f(Blpn 2-43
=" g2

Cp

Wobei 8 den Kontaktwinkel bezeichnet und f () eine Funktion des Kontaktwinkels ist und fir Wasser einen
Wert 0,02-0,03 annimmt, die Autoren dieses Modells benutzen f(8)=0,03.

Der Reibungsbeiwert f wird mit der Gleichung von Colebrook-White kombiniert mit dem
Oberflachenrauigkeitsmodell von Levy [127] berechnet.

Damit schlieflich die Geschwindigkeit der Dampfschicht up aus Gleichung 2-41 berechnet werden kann, muss
die Geschwindigkeit der Flissigkeit ug; bekannt sein. Diese ist wiederum eine Funktion des Wandabstands und
wird mit der Karmanschen Geschwindigkeitsverteilung fiir den Ort y = § + Dg/2 (Siehe Abbildung 2-33)
berechnet. Das Verfahren zur Berechnung der Geschwindigkeit der Dampfschicht wurde aus dem Modell von
Lee und Mudawar [120] Gilbernommen, wahrend sich die Gleichungen fir den Durchmesser der Dampfschicht
und dem Reibungsbeiwert von denen aus dem Vorgangermodell unterscheiden, da diese fir kleinere Driicke
unpassend sind.

Die kritische Warmestromdichte wird entsprechend dem Modell von Katto [122] berechnet. Die minimal
notwendige Warmestromdichte fir eine vollstandige Austrocknung einer Flissigkeitsunterschicht mit einer
initialen Dicke § wahrend der Zeitspanne t bei einer sich mit der Geschwindigkeit ug bewegenden Dampfschicht
mit einer Lénge Ly resultiert zu:

prSAhv _ pflaAhvu 2-44
T T Ly B

ey =

2.3.3.3 Dry patch Modell- Leidenfrosttemperatur

Im Gegensatz zu den in den Abschnitten 2.3.3.1 und 2.3.3.2 beschriebenen Modellen, welche das Eintreten der
Siedekrise aus makroskopischer Sicht anhand groRskaliger Stromungs- und Warmetbertragungsprozesse
vorhersagen, versucht das ,Dry patch Modell- Leidenfrosttemperatur” von LeCorre [128, 129] das Auftreten der
Siedekrise anhand mikroskopischer an einem bestimmten Punkt ablaufender Prozesse zu erklaren.
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Nach ihrer Literaturstudie zu bestehenden mechanistischen Modellen [109, 120, 121, 130, 131, 132, 133] und
experimentellen optischen Betrachtungen kamen die Autoren zu dem Schluss, dass den meisten der bisher
bestehenden Modelle es an experimenteller Verifizierung fehlte. Zudem hat eine Bewertung dieser Modelle
gezeigt [134], dass die Vorhersagegenauigkeit sich bei der Anwendung auf andere Fluide verschlechterte. Hinzu
kommt, dass eine Reihe von Unklarheiten in deren physikalischer Formulierungen bestehen blieben. Daraufhin
konzentrierten sich die Autoren auf ein Modell, welches auf o6rtlicher Wandiberhitzung neben einer
entstehenden Blase basierte. Dieser Ansatz wurde bereits von einer Reihe experimenteller Studien [135-144]
belegt. Dennoch gab es relativ wenige durchgefiihrte Arbeiten zur Vorhersage der kritischen Warmestromdichte
basierend auf diesem Ansatz. Hierzu zdhlen die ersten Versuche von Fiori und Bergles [138] und Van der Molen
und Galjee[139], sowie die ausfihrlichere Arbeit von Bricard et al. [145].

Die Grundannahme dieses Modells ist, dass in jedem Dampfblasenentstehungszyklus die Flussigkeit an der
Phasengrenzflache in der Flissigkeitsmikroschicht verdampft. Bei einem Anstieg der Verdampfungsrate trocknet
die Flussigkeitsmikroschicht vollstandig aus, was zu einem oOrtlichen Temperaturanstieg am Heizer fihrt. Nach
Ablosen der Dampfblase findet die Wiederbenetzung des Heizers mit Flissigkeit statt, wonach die Temperatur
am Heizer wieder abféllt. Bei weiterer Erhohung der Warmestromdichte, kann wahrend dieses Zyklus die ortliche
Temperatur am Heizer so weit ansteigen, bis die Leidenfrost-Temperatur erreicht ist, was ein Wiederbenetzen
des Heizers mit Fliissigkeit verhindert. Dieses Modell berticksichtigt ebenso den Einfluss der thermischen Tragheit
des Heizers (Abbildung 2-34).

Liquid micro-layer evaporation Micro-layer is assumed to dry out at large heat flux Bubble departs Bubble departs
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Abbildung 2-34: Modellkonzept von LeCorre [129].

Ahnlich wie in dem Modell von Bricard et al. [145] bilden die instationidre zweidimensionale Warmeleitung im
Heizer mit Blasensieden an der Oberfliche die Grundlage dieses Modells. Eine Reihe von Annahmen
unterscheiden sich zu dem Modell in [145]. Das Modell benutzt eine Erweiterung des hochauflésenden
Wandsiedemodells als Randbedingung an der Grenzflache zwischen Heizer und Fluid, bei dem die stochastische
Natur des Siedeprozesses berilcksichtigt wird. Als Ergebnis liefert dieses Modell eine Verteilung der
Wandtemperaturen. Die hochste dieser Temperaturen wird anschlieRend mit der Leidenfrost- Temperatur
Tieigenfrost Verglichen, bei der die Wiederbenetzung des Heizers mit Flissigphase aufgrund GbermaRiger
Verdampfung verhindert wird. Im Falle des Uberschreitens der Leidenfrost-Temperatur setzt die Siedekrise ein.

Allerdings bleibt die Leidenfrost- Temperatur bis heute ein nur ungentigend verstandener Parameter, dessen
Vorhersagemodelle und Korrelationen mit starken Abweichungen behaftet sind. Die Autoren benutzten die
Korrelation von Bricard et al. [145] bei der die Leidenfrost- Temperatur lediglich eine Funktion des Drucks ist und
berechnet wird mit:

TLeidenfrost = Tss + 150K 2-45

An dieser Stelle sei zu betonen, dass im Rahmen dieses Modells die Leidenfrost- Temperatur als die Temperatur
definiert ist, bei der die Heizflaiche nicht mehr mit Fliissigkeit benetzt werden kann. Analog dazu ist die
Leidenfrost- Temperatur in der (brigen Literatur [192, 193, 174] als die Temperatur definiert, unter der im
Strémungsregimen des Filmsiedens (also nach dem Auftreten der Siedekrise) eine Wiederbenetzung der
Oberflache mit FlUssigkeit zustande kommt. Dies passiert typischerweise bei einer Reduzierung der
Warmestromdichte. Eine Anwendung der Berechnungsformeln aus [192, 193, 174] auf den Fall der Siedekrise
erscheint jedoch fragwirdig, da die Korrelationen auf Messdaten aus Versuchen bei anderen
Strémungsbedingungen (Filmsieden bei schrittweiser Senkung des Warmestroms) basieren.
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2.3.3.4 Bei den REPEC-II Versuchen entstandenes Modell

Im Zuge optischer Betrachtungen bei den REPEC-Il Versuchen [31], wurde bei hoher Warmestromdichte
beobachtet, dass die Zweiphasengrenzschicht in dem nach unten gerichtetem Teil des Heizers auftrat. Die an
dem Heizer entstandenen Blasen wuchsen in groBere Blasen zusammen und blockierten der Warmetiibergang
von dem Heizer zur Hauptstrdmung. Die Warmeabfuhr erfolgt somit hauptsachlich durch den Makro-
Flussigkeitsfilm und ein kleiner Teil der Warme diffundiert in die Zweiphasengrenzschicht in Form von
Verdampfungsenthalpie:

Achf = Qmakro + aif,2pn 2-46

Wobei q.pf die 6rtliche kritische Warmestromdichte, g qr die von dem Makro-Flissigkeitsfilm transportierte
Warmestromdichte und qg;¢ 2 pp die durch die Zweiphasengrenzschicht transportierte Warme bezeichnen.

Laut diesem Modell befindet sich eine Makroflissigkeitsschicht im nach unten gerichtetem Teil des Heizers um
jede grolRe Blase herum. Diese besteht wiederum aus einer Reihe von Flussigkeitsfilmen. Der Flissigkeitsfilm
beinhaltet zahlreiche Dampfsaulen. Bei gesattigten Bedingungen gleicht der Gasmassenstrom der Dampfsdulen
der Dampfproduktionsrate. Dieses Modell unterteilt das Stromungsfeld in drei Segmente: Den
Makroflussigkeitsfilm nahe der beheizten Wand, die Zweiphasengrenzschicht in der Mitte und die einphasige
Schicht fernab der Wand (Abbildung 2-35). Das Modell zur kritischen Warmestromdichte wird unter folgenden
Annahmen formuliert:

1) Im Falle des Stromungssiedens kommt es zum Anwachsen der Dicke der Zweiphasengrenzschicht
hauptsachlich durch die Dampfproduktion stromab, ein kleiner Teil der Dicke kommt direkt von der
Wand.

2) Die Dicke der Zweiphasengrenzschicht nimmt stromab kontinuierlich zu, die kritische
Warmestromdichte tritt an Stelle maximaler Dicke der Zweiphasengrenzschicht auf

3) Wenn die kritische Warmestromdichte auftritt, wird die Warme hauptsachlich von der
Makrofllssigkeitsschicht unter den Dampfblasen transportiert und ein kleiner Teil dringt durch die
Makroflussigkeitsschicht durch, was zu partieller Verdampfung in der Zweiphasengrenzschicht fiihrt.

Der Massenstrom im Makroflissigkeitsfilm wird wie folgt formuliert:
ms = PﬂuﬂAm 2-47
Hier bezeichnet m, die Flissigkeitsforderrate von stromauf, ps die Dichte der Flissigkeit, us die

Geschwindigkeit der FlUssigphase und A, den Querschnitt zwischen Heizer und groRen Blasen. Der
Verdampfungsmassenstrom im Makroflissigkeitsfilm unter den groRen Blasen wird formuliert mit:

m, = qmakrko 2-48
d Ah,

Wobei m, den produzierten Dampfmassenstrom, q,qkro die Warmestromdichte beim Stromungssieden, A4,,
die Flache unter der Dampfblase und Ah,, die Verdampfungsenthalpie bezeichnen.

Ein ortliches Austrocknen des Flissigkeitsfilms tritt auf, wenn die értliche Versorgung mit frischer Fliissigkeit
nicht ausreicht und die Siedekrise eintritt. Aus Gl 2-47 und 2-48 folgt:

prius AR, A 2-49
Qmakro = A—
w

Zudem wird angenommen, dass sich die Dicke des Makroflussigkeitsschicht- Flissigkeitsfilms &,,, und die der
grol3en Blasen L, so ergeben, dass 4,,, und 4,,wie folgt ausgedriickt werden kdnnen:

A ~ 8Ly 2-50
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2-51
Thermal insulator wall
Two-phase boundary layer
Abbildung 2-35: Schema des mechanistischen Modells [31].
Durch eine Umformung folgt:
_ pﬂuﬂAhv6m 2-52

Qmakro = Lb

Wie bereits erwahnt, sind die unabhangigen Variablen im axialen Teil der Dampfproduktion die Geschwindigkeit
der Flussigphase, die Dicke des Makroschichtflissigkeitsfilms und der groRen Blasen. Die thermophysikalischen
Werte der Flissigkeit sind eine Funktion der ortlichen Sattigungstemperatur, welche wiederum von dem
ortlichen Druck abhangt. Auf die detaillierte Berechnung der restlichen Variablen des Modells wird hier nicht
eingegangen und stattdessen auf die Literatur verwiesen [31].

2.4 Zielsetzung der Arbeit

Obwohl es bis heute bereits eine Vielzahl unterschiedlicher theoretischer und experimenteller Ansatze zur
Vorhersage der Siedekrise gegeben hat, beschrankt sich deren Anwendbarkeit meistens auf einen speziellen
Bereich. Dies ist durch die hohe Komplexitdt der Zweiphasenstromung und die bisher physikalisch nicht
vollstdndig verstandenen Ursachen fir das Auftreten der Siedekrise bedingt. In Hinsicht auf den sicheren Betrieb
des IVR ERVC im Kernschmelzunfall bei neueren Reaktoren hdherer Leistungsdichte, besteht weiterhin die
Notwendigkeit Experimente an vollmaRstablichen Versuchsanlagen zu den jeweiligen IVR ERVC- Konfigurationen
durchzufiihren, was mit erheblichen Kosten und Zeitaufwand verbunden ist.

In den Kapiteln 2.3.1.1 und 2.3.1.2 wurde gezeigt, wie sich die Zweiphasennaturkonvektionsstromungen, welche
die zur Siedekrise filhrende Parameter bestimmen, bei den verschiedenen IVR ERVC-Konfigurationen
unterscheiden kdnnen. Neben Unterschieden in Massenstromdichte und Fluidunterkihlung ist mit Instabilitaten
unterschiedlicher Arten zu rechnen, welche zu Massenstrom- und Druckoszillationen flihren. Abhdngig von der
jeweiligen IVR ERVC- Konfiguration ist zudem mit unterschiedlichen Parametern der Massenstromoszillationen
zu rechnen. Somit ist die Kenntnis tGber den Einfluss der Massenstromoszillationen auf die Siedekrise 1.er Art fiir
das IVR ERVC von hoher Bedeutung.

Wie aus Kapitel 2.3.2 hervorgeht, ist das Wissen tiber den Einfluss der Massenstromoszillationen auf die kritische
Warmestromdichte sehr begrenzt, vor allem in dem fiir das IVR ERVC relevantem Parameterbereich. Ausgehend
aus den experimentellen Betrachtungen der Zweiphasennaturkonvektionsstrémung bei den verschiedenen IVR
ERVC- Konfigurationen und den Ergebnissen komplexer Systemcodes des IVR ERVC- Betriebs, setzt sich diese
Arbeit als Ziel den Einfluss von Massenstromoszillationen, wie sie beim IVR ERVC vorkommen kénnen [30,31,103,
156], auf das Eintreten der Siedekrise parametrisch zu untersuchen. Hierzu wurde im Rahmen der Arbeit eine
ebene Heizteststrecke entwickelt, um mit ihr an der COSMOS-L Versuchsanlage eine Messkampagne bei den IVR
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ERVC- relevanten Parameterkombinationen, welche im Gegensatz zu friiheren vergleichbaren Studien [32, 96]
. - _— . . . AG
eine Variation der Massenstromoszillationsparameter Periode 7 und relative Amplitude - enthalten,

durchzufiihren. Die Ergebnisse der Experimente werden analysiert und mit den bisherigen Kenntnissen
verglichen. Daraufhin wird die Anwendbarkeit bisheriger Korrelationen bei den vorliegenden
Versuchsbedingungen bewertet. Der Einfluss der Oszillationsparameter wird durch systematische Variation
untersucht und basierend auf den gemessenen Strémungsparametern und analytischen Betrachtungen erklart.
Aufbauend auf den entstandenen Messdaten wird eine Modifikation aktueller Korrelationen vorgeschlagen, mit
welcher der Einfluss der Massenstromoszillationen bericksichtigt werden kann.

Dank des breiten optischen Zugangs der COSMOS-L Anlage, welcher eine Drauf- sowie Seitensicht der Strémung
auf 60 % der beheizten Linge ermdglicht, findet in dieser Arbeit eine detaillierte phanomenologische
Betrachtung der Siedekrise statt. Basierend darauf werden die in Abschnitt 2.3.3 aufgelisteten Modelle anhand
ihrer Anwendbarkeit und Richtigkeit ihrer physikalischen Formulierung, zumindest unter den speziellen
Versuchsbedingungen dieser Arbeit, bewertet. Letztlich wird basierend auf den optischen Betrachtungen, ein
eigener Mikro- Mechanismus vorgeschlagen, um die physikalische Natur der Leidenfrosttemperatur [129, 145]
zu erklaren.

Dank der im Zuge der Experimente unerwartet aufgetretenen hochfrequenten Zweiphaseninstabilitdten, von
welchen bereits in IVR ERVC- relevanten Studien berichtet wurde [25,94], wird basierend auf den gemessenen
thermohydraulischen Daten und den optischen Betrachtungen, deren Einfluss auf das Eintreten der Siedekrise
und ihre physikalische Natur erklart.
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3 Versuchsaufbau

Die Versuche in dieser Arbeit wurden an der Niederdruckwasserdampfversuchsanlage COSMOS-L (Critical-heat-
flux On Smooth and MOdified Surface — Low pressure) in der Arbeitsgruppe Mehrphasenstromungen (MPS) des
Instituts fUr thermische Energietechnik und Sicherheit (ITES) durchgefiihrt. Die Anlage wurde im Jahr 2010 von
Christoph Haas et al. [147-150] fiir Experimente zur Untersuchung der Siedekrise entwickelt und aufgebaut. Im
Laufe der Jahre und der an der Anlage durchgefiihrten Arbeiten entstanden mehrere Upgrades fir die Anlage,
welche sich hauptsachlich auf die Teststreckenkonfiguration und den Versuchskanal beziehen. Zudem wurde,
auch im Zuge dieser Arbeit, die Versuchsanlage um eine Reihe von Komponenten erganzt, welche den Betrieb in
einem groReren Parameterbereich erlaubten und fiir die besonderen Versuchsbedingungen bei oszillierender
Massenstromdichte unentbehrlich waren. Die fiir diese Arbeit relevanten Aufristungen werden im Folgendem
genauer erldutert.

Zur Durchfuihrung der Versuche in dieser Arbeit, wurde eine neue Teststrecke entwickelt, um in den COSMOS-L
Strémungskanal eingebaut zu werden. Diese sollte, soweit es die Restriktionen der Versuchsanlage erlauben, die
Bedingungen fur die Siedekrise, wie sie bei dem IVR ERVC - Stromungspfad vorliegt, nachbilden.

3.1 COSMOS-L Anlagenaufbau

Die COSMOS-L Versuchsanlage besteht aus einem geschlossenen Kreislauf mit voll-entsalzten Wasser fir
Siedeexperimente unter erzwungener Konvektion, ein vereinfachtes Schaltbild ist in Abbildung 3-1 zu sehen. Das
Eintreten der Siedekrise wird in der Teststrecke unter Variation der thermohydraulischen Versuchsparameter
wie Druck p, Eintrittsunterkiihlung AT; und Massenstromdichte G untersucht. Die Massenstromdichte G wird
an der Anlage mit einer Zahnradpumpe, die Eintrittsunterkiihlung AT, mithilfe eines Vorerhitzers und der
Systemdruck p mit einem mit Druckluft beaufschlagten Druckhalter eingestellt. Das Regelventil direkt stromab
nach dem Vorerhitzer dient als Drossel zur Regelung des gesamten Stromungswiderstandes der Versuchsanlage
um die Zwei-Phasen-Strémung im Strémungskanal zu stabilisieren.

ST /’ﬁ‘\.
AN O P - Druckmessung
| Kiihlturm T T = {1} X3 {7 T - Temperaturmessung
| F - Massenstrommessung
02 - Messung
o —L\-%-L— Sauerstoffgehalt
Druckluftversorgung L - Fullstandsmessung
Y - Leitwetmessung
Kondensator
Kiihler [
|
T
Regenerations- \/-f/\
Wirmetauscher =
\ ] — —
~KahImittel- ‘
Pumpe 2
(T Beipassventil 4 i
v S . / -
[P
\_/ Wasserqualititsmessung o
[ERYLTA (PN T N
Wasser/Dampf Pumpe AN A D j P

Kiihimittel __<> ‘T T F l|><} ‘{'I—j—g‘j

—jl Drosselventil  Regelventil

Vorerhitzer

Abbildung 3-1: Vereinfachtes Anlagenschema COSMOS-L.
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Zudem wird das Drosselventil fir eine feine Justierung des Massenstroms in den Experimenten benutzt.
Nachdem das Wasser durch die Teststrecke gestromt und teilweise verdampft ist, stromt das Zweiphasen-
Gemisch weiter in den Kondensator, welcher ebenso von dem Sekundarkihlkreislauf durchstromt wird, und
kondensiert. Das wieder einphasige Wasser stromt aus dem Kondensator weiter zum Kihler, wo es weiter auf
eine fir den Pumpenbetrieb zuldssige Temperatur abgekihlt wird. Wie bereits erwdhnt, trifft sich der
Sekundarkihlkreislauf der Anlage mit dem Primarkreislauf in Kondensator und Kiihler. Nachdem die Strome aus
Kondensator und Kiihler das Wasser im Primarkreislauf abgekihlt haben, werden diese wieder gesammelt und
mit einer Pumpe in einen Warmetauscher auBerhalb der Versuchshalle gefordert, wo das Wasser-Glykol-
Gemisch des Sekundarkreislaufs in einem Kihler durch freie Konvektion an der Umgebungsluft oder mithilfe von
zwei Gebldsen durch erzwungene Konvektion wieder abgekiihlt wird. Geregelt wird der Kiihlkreislauf durch die
Drehzahl der Kihlkreispumpe sowie Uber drei Pneumatik- Ventile, die sich im Hauptstrang, Kondensator- und
Kihlerstrang befinden.

Eine Reihe von Sensoren ist im Kreislauf zur Uberwachung der Betriebsparameter Druck und Temperatur
eingebaut, bestehend aus zehn Thermoelementen des Typs K und 6 Druckaufnehmern. Zudem wird die
Wasserqualitdt in den Versuchen direkt nach der Pumpe mit einem Sauerstoff- und Leitwertsensor iberwacht.
Zur Bestimmung des Massenstroms in der Versuchsanlage wird ein Coriolis- Durchflussmesser benutzt.

Im Zuge dieser Arbeit wurde die COSMOS-L Versuchsanlage um einen Regenerationswarmetauscher erganzt.
Dieser erlaubt, bei Bedarf, das kondensierte aber noch nicht im Kiihler abgekiihlte Wasser in den Warmetauscher
zu leiten, wo dieses seine Warme an den kiihleren, nach der Zahnradpumpe kommenden, Wasserstrom abgeben
kann. Dies erlaubt einerseits das Einstellen hoherer Enthalpiestréme am Teststreckeneinlass, welche einen
erweiterten Parameterbereich der Anlage hinsichtlich Eintrittsunterkihlung bedeuten (Tabelle 3.1), und
gleichzeitig einen energiesparsameren Anlagenbetrieb.

Zur Realisierung einer oszillierenden Massenstromdichte, wie diese beim IVR ERVC auftritt, wurde die COSMOS-
L Versuchsanlage um einen weiteren Bypass, welcher sich zwischen Drosselventil und Teststrecke befindet,
ergdnzt. Hierbei ist in jedem Strang je ein schnellschaltendes Proportional-Regelventil eingebaut. Durch
synchrones und gezieltes Auf- und ZuschlieRen der beiden Ventile wird eine oszillierende Massenstromdichte
realisiert. Gleichzeitig werden dadurch Druckschldge in der Anlage vermieden.

Damit die Siedekrise bei der Umstromung des Reaktordruckbehalters in den unteren Bereichen, wo die Stromung
horizontal und unter einem Winkel schrag gerichtet vorliegt, mit COSMOS-L untersucht werden kann, wurde im
Zuge dieser Arbeit eine Vorrichtung bestehend aus Kettenzug und Spannschloss gebaut. Der Drehflansch, an dem
der Stromungskanal an den Rest der COSMOS-L Versuchsanlage angebunden wird, erlaubt eine variable
Teststreckenausrichtung. Somit kann der Stromungskanal und somit auch der eingebaute Teststreckenheizer
geschwenkt werden und der Neigungswinkel zur Abbildung der jeweiligen Testbedingungen genau eingestellt
werden.

Weiterhin soll in diesem Abschnitt noch kurz der Anschluss der Teststrecke an der Gesamtanlage erldutert
werden. Wie bereits erwdhnt, wird diese in den Strémungskanal der Anlage eingebaut, welcher wiederum am
Eintritt an die Versuchsanlage mit 4 flexiblen Ringwellenschldauchen und am Austrittsflansch an das zum
Kondensator fiihrende Rohr angeschlossen wird. Die Warmeentwicklung in den Siedeexperimenten erfolgt direkt
im Heizer durch den Joule- Effekt. Hierzu wird der Heizer der Teststrecke an den Wechselstromtransformator der
Versuchsanlage angeschlossen. Die Einstellung der Heizleistung erfolgt durch Eingabe eines Sollwerts am
Transformator, welcher mit einer Thyristorsteuerung den elektrischen Strom im elektrischen Kreis regelt.

Massendurchfluss 0,01-1 kg/s
Austrittsdruck 1,2-4 Bar
Eintrittstemperatur 45-120 °C
Elektrische Teststreckenleistung 3-75 kw

Tabelle 3.1: Betriebsparameterbereich der COSMOS-L Anlage.
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Halterung mit Kettenzug und

Spannschloss Losflansch als Drehlager

Kettenzug

Drehflansch

Spannschloss

Abbildung 3-2: Geschwenkte Teststrecke mit Schwenkvorrichtung.

3.2 Versuchsteststrecke

Zur bestmoglichen Nachbildung der Bedingungen im COSMOS-L Strémungskanal, wie diese bei der Siedekrise im
IVR ERVC vorliegen, wurde eine Teststrecke entwickelt, dessen Heizer einen ebenen Blechheizer darstellt
(Abbildung 3-3). Dieser bildet die Geometrie der AuRenseite des Reaktordruckbehalters auf einer Lange von 300
mm in guter Naherung nach, da der Durchmesser der Druckbehélter der Generation Il Reaktoren mit mindestens
2 m relativ grof ist und deren Krimmung somit relativ gering.

3.2.1 Konstruktion der Teststrecke

Da der elektrische Heizer in den leitenden Stromungskanal eingebaut wird, muss dieser von der restlichen Anlage
elektrisch isoliert sein. Hierzu ist der Heizer von einer keramischen isolierenden Struktur umgeben. Diese wird
wiederum in einem Edelstahltrager dicht und gleichzeitig elastisch mit Silikon eingeklebt. Der Edelstahltrager soll
hierbei die bei der Montage und Dichtung gegen den Stromungskanal auftretenden Biegelasten aufnehmen und
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die elastische Silikonverklebung die keramische Struktur schonen. Der Heizer selbst wird gegeniiber der
keramischen Isolationsstruktur ebenfalls mit elastischen Silikonkleber gedichtet, allerdings mit einem
leistungsstarkerem als bei der Keramik- Edelstahltrager- Verbindung. Dies ist durch die bei den Versuchen
auftretenden Warmedehnungen und damit verbundenen Relativbewegungen zwischen den Teilen bedingt.

Kupferblock

Stromzufuhrbolzen
Kanal-

Einbauglaser

Li 2
il "o
il LY :
m Heizer
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77 padl
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Thermoelement-
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Edelstahltrager

Stromungsgleichrichter

Abbildung 3-3: Blechheizer- Teststrecke.

An den beiden Enden des Blechheizers ist jeweils ein Kupferblock mit einem Innengewinde angeldtet. Durch zwei
Einschraubbolzen, welche in die Kupferblocke eingeschraubt werden, erfolgt der elektrische Anschluss des
Blechheizers an dem Transformator der Versuchsanlage. Hierbei sei zu erwadhnen, dass der Strom erst ab Ende
der Lotverbindung mit dem Kupferblock Gber dem Heizer flieRt, sodass die Warmeentwicklung zwischen den
beiden inneren Kanten der Kupferblocke stattfindet. Somit betragt die beheizte Lange bei dieser Teststrecke
genau 300 mm. Die Breite des Heizers betrdgt 20 mm, da an den zwei Seiten noch genug Material der
keramischen lsolationsstruktur aus Festigkeits- und Isolationsgriinden vorhanden sein muss. Die Dicke des
Heizers ist einerseits durch die zu erzielenden Wirmestromdichten von rund 2 MW/m? und andererseits durch
die elektrischen Anschlusskabel, welche mit einem Maximalstrom von rund 1000 Amper zu belasten sind,
bedingt, und betragt 1 mm.

Die Temperaturmessung in der Teststrecke, welche fiir die Heizleistung abschaltende Sicherheitsfunktion im
Falle extrem schnell ansteigender Temperaturen beim Auftreten der Siedekrise unentbehrlich ist, erfolgt an der
Heizer- Rickseite mit zwolf Thermoelementen des Typs K. Ebenso befinden sich zu Montagezwecken im
Innenraum der Konstruktion, zwischen Heizer und keramischer Isolationsstruktur, Thermoelementhalter aus

56



Versuchsaufbau

Kunststoff. Diese halten die 12 Thermoelementdrdahte zusammen und erlauben einen reproduzierbaren
Montageprozess der abdichtenden Silikonverbindung zwischen Heizer und keramischer Isolationsstruktur. Die
Thermoelementdrahte kommen aus der Teststrecke und dem Stromungskanal durch eine Durchfiihrung in die
Umgebung und werden an der Messdatenerfassung angeschlossen. An der Riickseite des Heizers werden die
Thermoelemente durch 0,1 mm dicke Edelstahlstreifen fixiert, welche wiederum mit dem Heizer verschweil3t
sind.

Zuletzt soll in diesem Abschnitt der Stromungsgleichrichter erwdahnt werden, welcher Drall, Asymmetrien,
Turbulenzen und Querkomponenten der Geschwindigkeit in der Strémung reduziert, sowie die Stromung
vereinheitlicht. Dies wertet die Versuchsdaten dieser Arbeit, hinsichtlich spaterer Validierung von Rechencodes,
weiter auf. Die Funktion des Stromungsgleichrichters wurde numerisch mit einem einphasigen k-&-
Turbulenzmodell nachgerechnet. Die Geometrie der einzelnen Kanéle des Strémungsgleichrichters ist passend
zur Teststreckengeometrie rechteckig (Abbildung 3-4). Dies wurde durch das 3D- Druckfertigungsverfahren
realisiert.

% ANINNRRE f
Abbildung 3-4: Stromungsgleichrichter.

Die Einstromung in den Teststreckenkanal wurde fiir den Fall mit und ohne Stromungsgleichrichter auf einem
2D- Netz simuliert und die Strémungsparameter zu Anfang des Heizers verglichen (Abbildung 3-5). Anhand der
Geschwindigkeitskonturen ist zu sehen, dass durch die Quereinstrémung in den Eintrittsflansch und den
scharfkantigen Einlauf in den Kanal eine asymmetrische Stromung mit einer sehr dicken Grenzschicht und
Querkomponenten zur Hauptgeschwindigkeitsrichtung entsteht.
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Abbildung 3-5 (a): Geschwindigkeitskonturen ohne (oben) und mit Stromungsgleichrichter (unten).
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Abbildung 3-5 (b): Geschwindigkeitsverteilungen (am Anfang des Heizers) in Hauptstromungsrichtung (links)
und der Querkomponenten (rechts).
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Abbildung 3-5 (c): Turbulenzintensitat (am Anfang des Heizers).

Wie an den Verldaufen der Stromungsparameter in Abbildung 3-5 zu sehen ist, tragt der Stromungsgleichrichter
zu einer wesentlichen Verringerung der Grenzschichtdicke und zu einer Vereinheitlichung des Strémungsprofils
bei. So betrigt die maximale Geschwindigkeit mit Stromungsgleichrichter 1,24 m/s statt 1,38 m/s. Weiterhin wird
die Querkomponente der Stromungsgeschwindigkeit und die Turbulenzintensitat mit Stromungsgleichrichter
reduziert. Allgemein kann bestatigt werden, dass der Stréomungsgleichrichter zu einer Angleichung der
Strémungsparameter, an die einer ausgebildeten turbulenten Stromung beitragt.

3.2.2  Einbauin den COSMOS-L Strémungskanal

Die verwendete Druckhiille fiir die Teststrecke wurde bereits fir ein Rohrbiindel genutzt und bestand zum Beginn
der Arbeiten aus drei Hauptkomponenten, namlich dem Strémungskanal selbst, einem Eintritts- und einem
Austrittsflansch, an denen die hydraulische Anbindung an COSMOS-L erfolgt. Damit die in Abschnitt 3.2.1
vorgestellte Konstruktion in dieser Arbeit in den zur Verfligung gestellten Strémungskanal eingebaut werden
konnte, musste dieser um einige Komponenten erweitert werden (Abbildung 3-6). Die Druckhille wurde bis zu
dieser Arbeit ausschlieBlich fir Siedeexperimente mit beheizten Stdben verwendet, daher waren die
Durchfiihrungen fiir Heizer im oberen und unteren Flansch vorhanden. Da die Anbindungen an Stromversorgung
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und Messdatenerfassung in der Konstruktion der Blechheizer- Teststrecke quer zur Stromungsrichtung und zum
Heizer verlaufen, musste ein Weg gefunden werden den Stromungskanal mit Durchfihrungen quer zur
Strdmungsrichtung auszurusten. Da die Teststrecke an einer der Kanalwdnde befestigt wird, und der oberste
Bereich der beheizten Strecke von groRtem Interesse fiir die Beobachtung der Siedekrise ist, wurde das obere
Ende des Heizers auch am oberen Rand des durch den optischen Zugang sichtbaren Bereichs positioniert. Somit
bat es sich an, das optische Sichtfenster an einer der vier Kanalwande durch einen Dummy mit Durchfiihrungen
fr Stromanschluss und Messtechnik zu ersetzen (Abbildung 3-6). Die Durchfiihrung fiir den Stromanschluss am
unteren Ende des Heizers wurde durch einen Zusatzflansch, welcher zwischen Stromungskanal und
Eintrittsflansch eingebaut wird, mit entsprechender Bohrung fiir die Stromzufuhrbolzen realisiert. Gleichzeitig
tragt dieser zu einer Verlangerung des Stromungskanals bei. Da die Dichtflache, gegen welche die
Teststreckenkonstruktion gedichtet wird, aus mehreren Teilen besteht und damit Unebenheiten mit sich bring,
wurde hierbei ebenfalls eine flexible Silikondichtung eingesetzt. Die Teststrecke wird im neu entstandenem
Druckbehalter, am Zusatzflansch und dem Dummy mit Schrauben befestigt, wahrend der Stromungsgleichrichter
formschlissig zwischen Eintrittsflansch und Zusatzflansch fixiert ist.

Da der Heizer, bedingt durch die Isolations- und Tragerstrukturen, eine geringere Breite als der Stromungskanal
aufweist, werden in den Kanal zusatzlich, entlang der Kanten des Heizers zwei Schaugldser eingesetzt, welche
die durchstromte Kanalbreite an die beheizte Breite angleichen. Diese sind ebenso in Abbildung 3.2 deutlich zu
sehen.

Der Stromungskanal selbst besitzt einen durchstromten Querschnitt von 43x43 mm?, mit der eingebauten
Teststreckenkonstruktion samt eingesetzten Schaugldsern zur Angleichung der Kanalbreite an die beheizte
Breite, resultiert der durchstrémte Querschnitt in den Siedeversuchen zu 20x22,7 mm?2. In Tabelle 3.2 sind die
konstruktiven Parameter der Versuchsteststrecke nochmals zusammengefasst.

Beheizte Breite
(Kanalbreite) b [mm|]

Beheizte Linge
LBeheizt [mm]

Spaltbreite liber Heizer
s [mm]

Heizer- Werkstoff

20

300

22.7

1.4301

Tabelle 3.2: Konstruktive Parameter der Versuchsteststrecke (Abbildung 3-7).

Im Stromungskanal erfolgt wahrend der Versuche eine Messung der thermodynamischen Strémungsparameter
Druck p und Temperatur T im Eintrittsflansch, direkt am Anfang der beheizten Strecke und am Austritt aus dem
Stromungskanal. Des Weiteren sind optische Zugange fiir eine Drauf- und Seitenansicht auf das
Siedekrisenphdanomen vorhanden, welche den Einsatz optischer Messtechnik wie Hochgeschwindigkeitskameras
erlauben. Ein Schema, welches die wesentlichen geometrischen Merkmale und die Anordnung der Messstellen
im Versuchskanal wiedergibt, ist in Abbildung 3-7 zu finden.
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Durchfiihrung
flr Druckmessung
nach Stromungs-
gleichrichter

Durchfiihrung fiir Druck-
messung nach der
Teststrecke

Befestingsschraube
Fensterdummy

Durchfiihrung fur
Stromanschluss

Optischer Zugang
fur Seitenansicht
Optischer Zugang
fiir Frontalansicht

Durchfiihrung fur
Messtechnik
Thermoelemente
und Kabel zur
Leistungsmessung

Fensterdummy

Befestingsschraube
Zusatzflansch

Zusatzflansch

Durchfiihrung fiir
Stromanschluss

Strémungs-
gleichrichter

Eintrittsflansch

Abbildung 3-6: COSMOS-L Stromungskanal mit eingebauter Teststrecke.
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Abbildung 3-7: Versuchskanal Schema.
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3.2.3  Elektrische Beheizung der Teststrecke

Wie bereits erwahnt, erfolgt die Warmezufuhr in den Siedeversuchen durch einen elektrisch direkt beheizten
Blechheizer. Die Wahl des Werkstoffs fiir den Blechheizer erfolgte nach folgenden Kriterien:

1) Fur eine aussagekraftige Untersuchung der Siedekrise unter IVE ERVC — dhnlichen Bedingungen sollte
der Werkstoff moglichst vergleichbare Siedekrise-relevante Eigenschaften haben, wie der Werkstoff des
Reaktordruckbehélters (20 MnMoNi 5 5 im Falle deutscher Leichtwasserreaktoren [176]).

2) Der Werkstoff sollte fur die Dauer der Versuchskampagne bei den extremen thermohydraulischen
Bedingungen bei der Siedekrise standhalten.

3) Bedingt durch das gewdhlte Design — Konzept der Teststrecke, sollte der Werkstoff gut zu zerspanen
und mit Kupfer thermisch verbindbar sein.

4) Der Werkstoff sollte Gber einen gentigend hohen elektrischen Widerstand verfiigen, damit die fiir die
Versuche benétigte Warme durch den Joule- Effekt bei einem Heizer-Querschnitt entwickelt werden
kann, bei dem noch die bendtigte Steifigkeit des Heizers gewahrleistet ist (Gleichung 3-1).

QHeizer = IzpelAHeizer = Izpeldb 3-1

5) Der Werkstoff sollte als Blech in kleinen Stlickzahlen erwerbbar sein

Der Werkstoff 20 MnMoNi 5 5 weist eine maximale Einsatztemperatur von 400 °C auf. Da beim Auftreten der
Siedekrise mit einem plotzlichen Anstieg der Temperatur zu rechnen ist, musste, um sicherzugehen, dass der
Heizer tiber 100 Siedekrisenexperimente Gbersteht, ein Werkstoff mit einer hGheren Einsatztemperatur gewahlt
werden. Daher wurde der Werkstoff 1.4301 gewahlt. Im Vergleich zum Prototypenwerkstoff ist 1.4301 ein
deutlich hoéher legierter Stahl, dessen Edelmetallkonzentrationen (Cr, Ni) eine GroRenordnung hoéher sind.
Dennoch sind die bekannten physischen Eigenschaften wie Dichte, thermische Leitfdhigkeit und spezifische
Warmekapazitat mit dem Prototypenwerkstoff vergleichbar (Tabelle 3.3) [175, 176, 179]. Des Weiteren besitzt
er im Vergleich zu anderen Legierungen einen hohen elektrischen Widerstand von 0,73 Qmm?/m. Diese
Eigenschaften machen ihn zu einem der geeignetsten Werkstoffe fiir den Einsatz in IVR ERVC- Siedeexperimenten
in der COSMOS-L Anlage. Dies erfolgt dadurch, dass obwohl die im Rahmen dieses Projektes beschafften
Stromkabel, welche eine maximale Stromstarke von rund 1000 Amper im Kreislauf erlauben, bei Bedarf mit
vertretbaren Kosten groRer dimensioniert werden konnten, der Transformator der COSMOS-L Anlage nur mit
maximal 1650 Amper belastet werden kann. Ein eventueller Ausbau oder eine Neuanschaffung wéaren im
Rahmen dieses Projektes nicht moglich gewesen. Somit kann mit diesem Werkstoff ein Heizer gebaut werden,
welcher mit den Abmessungen 1 x 20 x 357 mm? bei Montage und Betrieb stabil genug ist, und gleichzeitig einen
gentgend hohen elektrischen Widerstand aufweist, um bei den zuldssigen Stromstadrken die fiir die Versuche
bendtigte Heizleistung zu erreichen.

Physikalische Eigenschaften 20MnMoNi 5 5 [176] 1.4301
Wirmeleitfahigkeit 4 [ﬁ] 42 15
= e M 430 500
Spez. Warmekapatzitét c, [kgK]
. kg
Dichte p [dTﬁ] 7,85 7,93

Tabelle 3.3: Vergleich physikalischer Eigenschaften von 1.4301 und 20MnMoNi 5 5.

Der fiir die elektrische Beheizung verwendete Transformator (Ruhstrat) stellt einen einstellbaren Wechselstrom
bereit. Die Steuerung des elektrischen Stroms erfolgt durch einen Thyristorsteller (Modell 1A-400-280HFRL1 von
AEG). Die Energieversorgung erfolgt auf der Primérseite des Transformators mittels Drehstroms. Auf der
Sekundarseite kann der Transformator eine Spannung von 45 V und einen Strom von 1650 A bei einer Frequenz
von 50 Hz bereitstellen. Somit kann der Transformator bei geeignetem Heizer- Widerstand eine Leistung von bis
zu 74,25 kW bereitstellen. Der Transformatorbetrieb fangt mit einem Mindeststrom von 420 A und wird in
kleinen Schritten bis zum Maximalstrom mit dem Anlagensteuerprogramm erhoht. Im spateren Verlauf dieser
Arbeit erwies sich dieser Betriebsbereich nicht ausreichen. Wie im spateren Ergebniskapitel vorgestellt wird,
erweist sich die kritische Warmestromdichte bei horizontaler Teststrecke mit der siedenden Strémung von unten
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um viele Male geringer als die bei vertikal nach oben durchstromter Teststrecke. Zur erfolgreichen Durchfiihrung
dieser Versuche war ein Herabsenken des minimalen Teststreckenstroms notwendig. Dies wurde durch eine
Zuschaltung von Lastwiderstanden parallel zur Teststrecke realisiert (Abbildung 3-8, 3-9). So kann bei Bedarf ein
Teil des minimalen Transformatorstroms von der Teststrecke auf die Lastwiderstande abgelenkt werden und der
minimale Teststreckenstrom somit herabgesenkt werden. Der gemessene Widerstand der Teststrecke betragt
10 mQ. Laut dem Gesetz von Kirchhof (Gleichung 3-2) ist fiir eine Halbierung der minimalen Stromstarke tber
der Teststrecke ein gleich grofRer parallel geschalteter Lastwiderstand notwendig.

ITransformator R 3-2
Teststrecke

I =
Teststrecke R R R
Teststrecke Lastwiderstand,1 ** Kpastwiederstand,n

Als wirtschaftliche und schnell realisierbare Losung hat es sich angeboten, mehrere 0,1 () Widerstdnde parallel
zu schalten. Diese Losung bot ebenso eine Variabilitat beim Einstellen der minimalen Stromstdrke tber dem
Heizer. So wurden in den Experimenten 10 bis 11 Lastwiderstdnde parallel zur Teststrecke geschaltet, um den
benétigten Einstellbereich der Stromstédrke zu erzielen. Zudem war eine aktive Kiihlung der Lastwiderstiande
notwendig, hierfir wurden diese auf Warmesenken montiert, welche wiederum mit einem Ventilator
angeblasen wurden.

Stromverteiler

Warmesenke

Lastwiderstand

Kihlgeblase

Abbildung 3-8: Aufbau des Parallelstromkreises.
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Abbildung 3-9: Schaltschema des Parallelstromkreises.
3.3 Messtechnik

Bei der Durchfiihrung der Siedeexperimente in dieser Arbeit findet der Einsatz einer Reihe von Messverfahren
statt. Grundsatzlich Iasst sich die eingesetzte Messtechnik hinsichtlich ihrer Aufgaben in drei Gruppen aufteilen.
Die erste Gruppe bildet die Anlageninstrumentierung des COSMOS-L Wasser-Dampf-Kreislaufs. Diese dient
hauptsachlich dem sicheren und kontrollierten Betrieb der COSMOS-L Anlage, um jeglichen Schaden der
kostbaren Anlagenkomponenten zu vermeiden. Weiterhin erfolgt im Kreislauf die Messung von
Versuchsparametern, welche im Stromungskanal und der Teststrecke selbst nicht erfasst werden kénnen. Der
zweiten Gruppe gehort die Messtechnik im Versuchskanal und die in der Teststrecke unmittelbar verbaute
Messtechnik an. Diese ist sowohl fir die Bestimmung der Versuchsrandbedingungen als auch fiir die Detektion
der Siedekrise und die Messung der kritischen Warmestromdichte verantwortlich. Zur dritten Gruppe gehéren
die optischen Messverfahren, welche in dieser Arbeit die Hochgeschwindigkeitskamera bildet. Diese liefert
Kenntnis Gber die im Stromungskanal vorliegende Stromungsform und das detaillierte Verhalten der Zwei-
Phasen-Strémung. Wie bereits im Grundlagenkapitel beschrieben, haben diese Aspekte entscheidenden Einfluss
auf das Auftreten der Siedekrise, weswegen dieses Messverfahren von hochstem Nutzen fiir diese Arbeit ist.
Nachfolgend, wird die hier erwdhnten Messtechnik detailliert beschrieben.

3.3.1  Anlageninstrumentierung der COSMOS-L Anlage

Flr einen sicheren und kontrollierten Betrieb der Wasser-Dampf-Anlage, ist vor allem die genaue Kenntnis tGber
die thermodynamischen Parameter des Anlagenfluids an allen fiir den Betrieb der einzelnen Komponenten
relevanten Stellen notwendig. Hierzu sind zur Temperaturmessung des Kreislauffluides in der COSMOS-L
insgesamt zehn Thermoelemente des Typs K im Primarkreislauf und ein Thermoelement im Sekundarkreislauf
verbaut. Zur Druckmessung sind im Primarkreislauf acht Drucksensoren an verschiedenen relevanten Stellen der
Anlage montiert. Zusatzlich zu den thermodynamischen Parametern des Fluides ist fiir eine zuverlassige Funktion
des Druckhalters, ohne den kein Anlagenbetrieb moglich ware, die Kenntnis tGber den Fillstand im Druckhalter
notig. Hierfir ist in den Druckhalter eine Fillstandanzeige eingebaut.

Weiterhin sind im Kreislauf drei Coriolis-Durchflussmesser eingebaut. Einer direkt nach der Pumpe, dessen
Drehzahl und somit der Massenstrom im Kreislauf mit einem Frequenzumrichter gesteuert wird, einer im Bypass
zur Teststrecke und einer im zur Teststrecke flihrenden Strang. Letzterer liefert auch die Information Uber den
bei den Siedeversuchen vorliegenden Massenstrom und somit auch der Massenstromdichte. Zum Anschluss
sollen in diesem Abschnitt noch die Wasserqualitat prifenden Sauerstoff- und Leitwertsensoren erwdhnt
werden, welche direkt nach der Primarkreislaufpumpe installiert sind. Diese sind fiir die Reproduzierbarkeit der
Messergebnisse von Bedeutung.

Im Rahmen dieser Arbeit wurde die Anlagensoftware parallel mit der COSMOS-L Anlage weiterentwickelt, damit
fiir diese Arbeit notwendige Funktionen, wie eine oszillierende Massenstromdichte realisiert werden konnten.
Bei der Anlagensteuerung erfolgt die Messdatenerfassung tiber eine PC-basierte Messplattform (PXI 1042 von
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National Instruments). An den PC ist ein sogenanntes ,Chasis” angebunden, in dessen Steckpladtzen verschiedene
Controller und Messkarten installiert sind. Als Schnittstelle zwischen Controllern und Messkarten einerseits, und
den verschiedenen Aktoren und Sensoren sind schlieflich Module dazwischengeschaltet. Bei einigen
Messinstrumenten, wie z. b den Thermoelementen, welche konstruktionsbedingt nur sehr kleine
Signalspannungen ausgeben kénnen, sind zusatzlich noch Signalverstarker zwischengeschaltet. Somit werden
von dem Anlagensteuersystem insgesamt 50 Eingangssignale fiir Messtechnik, acht Ausgangssignale und zehn
Relayschalter fir Aktoren betrieben. Die Datenerfassungs- und Ausgaberate kann in der Steuersoftware
eingegeben werden. Bei den Versuchen in dieser Arbeit betragt diese 100 Hz.

Thermoelemente Typ- K

Bei der fiir die Anlagen- und Teststreckeninstrumentierung eingesetzten Temperaturmesstechnik handelt es sich
um Mantelthermoelemente des Typs — K der Klasse 1 mit einer Unsicherheit von 1,5 K. Lediglich der
AuRendurchmesser des Edelstahlmantels weist abhangig von den konstruktiven Restriktionen Unterschiede auf.
Wobei die bei der Anlageninstrumentierung eingesetzten Thermoelemente generell einen groReren
Durchmesser besitzen als die im sehr begrenzten Teststreckeninnenbauraum verbauten. Der kleinere
Durchmesser bei den Teststreckenthermoelementen bringt auch den Vorteil einer kiirzeren Ansprechzeit,
welcher fiir eine optimale Funktion des Sicherheitsabschaltmechanismus beim Auftreten der Siedekrise von
Bedeutung ist. Zudem wird die Flexibilitdt durch den kleineren Durchmesser geférdert, was die Montage der
Konstruktion erleichtert, obwohl mehr Vorsicht geboten wird, da die diinneren Thermoelemente einfacher
reilen oder beschadigt werden kénnen.

Edelstahl-
Mantel

MgO-
Isolierung

Thermoelementepaar
mit VerschweiBungsstelle

Abbildung 3-10: Schema des Aufbaus der Eingesetzten Thermoelemente.

Grundsatzlich besteht ein Thermoelement aus einem Paar elektrischer Leiter aus verschiedenen Materialien,
welche an einem ihrer Enden typischerweise durch Verschweilen verbunden sind. Beim Anlegen einer
Temperaturdifferenz zwischen Kontaktstelle und den anderen zwei Enden der Thermodrahte tritt eine Spannung
auf. Diese Spannung wird auch Thermospannung genannt und tritt aufgrund des Seedbeck- Effekts [151] auf.
Wie bereits erwéahnt, ist diese Thermospannung zu gering, um von der Datenerfassung ausgewertet zu werden,
weswegen eine Verstarkerzwischenschaltung notwendig ist. Bei den Thermodrahten der Thermoelemente des
Typs K handelt es sich um Ni und Cr/Ni. Da die Thermodrahte extrem diinn sind, ist der Edelstahlmantel zur
Aufnahme mechanischer Lasten notwendig. Zusatzlich missen im Falle der COSMOS-L die Thermodrahte von
dem Edelstahlmantel elektrisch isoliert sein, da insbesondere bei der Teststrecke elektrische Potenziale
auftreten, welche die Messung verfalschen kénnen. Hierzu sind die Thermopaare im Mantel in eine isolierende
Matrix aus Magnesiumoxid eingebettet.

Die maximale Abweichung bei der Temperaturmessung dieser Thermoelemente wird vom Hersteller mit +1,5 K
angegeben. Um aber eine genaue Vorstellung tGber die Temperaturmessabweichungen bei den Experimenten zu
bekommen, ist eine Betrachtung der gesamten Kalibrierungskette der Thermoelemente notwendig. Als
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Referenzsensor wird dazu ein PT100 Sensor und eine temperaturstabilisierende Einrichtung benutzt. Die
Referenztemperatur wird mit einer Genauigkeit von +0,03 K eingestellt. Die Genauigkeit des PT100 Sensors
betragt +0,02 K. Mit einer maximalen Abweichung der Approximationskurve fir Cr/Ni Thermoelemente von 0,1
[183] K, ergibt sich im ungunstigsten Fall die maximale Gesamtabweichung des Messsystems aus der Summe der
einzelnen maximalen Abweichungen zu + 1,65 K.

Drucksensoren

Bei den fir die Anlageninstrumentierung und Druckmessung am Ein- und Austritt des Kanals genutzten
Drucksensoren handelt es sich um Absolutdruckmesser des Typs PXM4202-006BG10V von Omega- Engineering,
welche auf der ,Silikon-auf-Saphir“- Technologie basieren. Bei dem Funktionsprinzip dieser Drucksensoren
beeinflusst die infolge des gemessenen Drucks resultierende mechanische Belastung auf ein
Halbleiterbauelement die Beweglichkeit der Elektronen in der kristallinen Struktur. Dies resultiert wiederum in
einer Verdnderung des spezifischen Wiederstandes und somit des Ausgangssignals, welche von der
Auswerteelektronik erfasst wird. Der relative Fehler dieser Drucksensoren wird vom Hersteller mit 0,4 %,
einschlieflich Linearitdt und Hysterese, angegeben. Ein Kalibrierzertifikat wurde ebenso vom Hersteller
bereitgestellt.

Massenstromsensoren

Bei den benutzten Massenstromsensoren handelt es sich um Coriolis- Massenstromsensoren von Endress &
Hauser des Typs 80E25-9AR6/0. Der relative Messfehler dieser Gerate wird vom Hersteller mit 0,15 % angegeben.
Als Versuchsparameter wird in dieser Studie bei den stationaren als auch bei den Experimenten mit oszillierender
Massenstromdichte stets der Wert des Gerdts gewadhlt, welches sich vor der Teststrecke befindet
(Abbildung 3-1).

3.3.2  Teststreckeninstrumentierung

Wie bereits zu Anfang von Kapitel 3.3 erwahnt, bilden die zweite Gruppe von Messtechnik in dieser Arbeit die in
den Stromungskanal und in die Teststrecke eingebaute Instrumentierung. Zur Kontrolle der
Versuchsrandbedingungen sind vor und nach der beheizten Ldnge jeweils ein Thermoelement und ein
Drucksensor eingebaut, welche die thermodynamischen Parameter Druck p und Temperatur T der
Versuchsfluides wiedergeben. Zudem helfen diese Werte, das Verhalten der Zwei-Phasen-Stromung zu
verstehen.

Unmittelbar in der Teststrecke eingebaut und auf der Riickseite des Heizers montiert, befinden sich zwolf
Thermoelemente. Diese tragen zum Verstandnis der Zwei-Phasen- Strémung und dienen zur Abgleichung, dem
besseren Verstandnis und der Verifizierung der Hochgeschwindigkeitsaufnahmen. Schlieflich sind diese zur
Detektion des pl6tzlichen Temperaturanstiegs, welcher das Eintreten der Siedekrise signalisiert, und fir die
Sicherheitsabschaltungsfunktion der Anlage notwendig. Am Ende der beheizten Strecke, wo wegen des hohen
Dampfanteils das Eintreten der Siedekrise zu erwarten ist, ist die Thermoelementbelegung dichter als am Start
der beheizten Lange (Abbildung 3-3, 3-7).

Wie bereits erwdhnt, erfolgt der Warmeeintrag in den Siedeversuchen durch direkte elektrische Beheizung des
Blechheizers. Dies mach eine indirekte Bestimmung der im Versuch vorliegenden Warmestromdichte durch
Bestimmung der (ber dem Heizer anliegenden elektrischen Leistung moglich. Fir die Bestimmung der
elektrischen Leistung tGiber dem Heizer ist die Messung der iber dem Heizer abfallenden Spannung und des durch
den Heizer fliekRenden Stroms notwendig. Zur Messung der Spannung sind neben den Thermoelementen, in
gleicher Art und Weise mittels Anheftens durch an der Heizer-Riickseite angeschweifter Edelstahlblattchen, zwei
hochtemperaturbestdndige Litzen an den zwei Enden des Heizers befestigt. Diese werden zusammen mit den
zwolf Teststreckenthermoelementen durch die Durchfiihrungen in Teststrecken und Stromungskanal raus
gefadelt. Schlieflich erfolgt eine Anbindung der Litzen an ein AV Wattmeter (Redur 0-80 kW), welches die
Spannung Uber dem Heizer misst. Die Messung des Stroms erfolgt im Stromkreis des Heizers an den
stromzufiihrenden Kupferkabeln mit einer Wirbelstrom- Messzange. Der relative Fehler bei der Spannungs- und
Strommessung wird von den Herstellern mit jeweils 0,3 % und 0,2 % angegeben. Da die elektrische Leistung
durch das Produkt dieser zwei Werte gebildet wird, ergibt sich durch Fehlerfortpflanzung ein relativer Fehler bei
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der elektrischen Leistungsmessung von 0,5 %. Die Messung der Heizleistung wurde anhand der
thermodynamischen Parameter vor und nach der beheizten Strecke validiert. Die Warmestromdichte wahrend
den Versuchen berechnet sich aus der gemessenen elektrischen Leistung wie folgt:

__Qa 3-3
LMessb

Hier bezeichnet g die Warmestromdichte im Versuch, Q,;- die gemessene elektrische Leistung, Ly.ss den
Abstand zwischen den zwei die Heizer- Spannung messenden Litzen und b die Heizerbreite. Die lokale
Warmestromdichte an einer beliebigen Stelle des Heizers hangt von dem lokalen spezifischen Widerstand ab.
Dieser ist wiederum eine Funktion der Temperatur. Somit kénnen sich die lokalen Warmestromdichten an
verschiedenen Stellen in Abhdngigkeit der Temperaturen unterscheiden. Basierend auf den Messdaten zum
spezifischen elektrischen Widerstand [179], wurde der lineare Temperaturkoeffizient a,; ;;;, zu 0,00076104 1/K
ermittelt. Die gemessenen Temperaturen an verschiedenen Stellen des Heizers unterscheiden sich um maximal
20 K. Somit ergibt sich der maximale Unterschied des spezifischen Widerstands an zwei verschiedenen Stellen
nach folgender Formel:

R -
T+20K _ (1 + dginAT) 3-4
RT ’

Zu 1,015. Da die durch den Joule-Effekt erzeugte Warme nach Gleichung 3.1 linear von dem spezifischen
Widerstand abhangt, betragt der maximale Unterschied bei den lokalen Warmestromdichten 1,5 %.

3.3.3  Optische Messtechnik

Zur Durchfiihrung der Siedeversuche wurden zwei Hochgeschwindigkeitskameras des Typs Olympus i-Speed 3
mit allem bendtigtem Zubehor bereitgestellt. Dank der optischen Zugidnge und der geometrischen
Besonderheiten der ebenen Blechheizer- Teststrecke kann der Siedevorgang von der Drauf- und Seitenansicht
beobachtet werden, was im Vergleich zu Rohr- und Rohrbiindelteststrecken die Bildung eines dreidimensionalen
Eindrucks des Geschehens im Kanal ermdglicht. Zwecks Lastaufteilung werden die zwei
Hochgeschwindigkeitskameras im Versuch an einen eigenen Rechner angeschlossen, mit dem die Steuerung und
Synchronisierung erfolgt. Das Kamerasystem ist (iber einen Relay-Schalter mit der COSMOS-L Anlagensteuerung
verbunden, damit die Aufnahme des Siedevorganges im richtigen Moment zu Erfassung des
Siedekrisenphdnomens stattfindet. Die Aufnahme findet bei 1500 Bildern die Sekunde, was hinreichen schnell
ist, um die kurzen Zeitskalen des Phanomens aufzuldsen. Bei dieser Bilderrate betragt die Dauer der Aufnahmen
3,14 Sekunden. Hierbei ist 75 % der Aufnahmezeit vor dem Zeitpunkt des Detektierens der Siedekrise und 25 %
danach. Bei der vertikalen Teststreckenkonfiguration konnen die zwei Hochgeschwindigkeitskameras direkt auf
die betrachteten Ebenen gerichtet werden. Bei den Versuchskonfigurationen mit geneigter Teststrecke war,
bedingt durch die konstruktiven Restriktionen der Teststrecke und der elektrischen Anbindung des Heizers, ein
Spiegelsystem fir die Hochgeschwindigkeitskamera bei der Draufsicht und die Beleuchtung notwendig, um eine
Beobachtung der Siedeversuche zu ermdglichen. Die Abbildungen 3-11 und 3-12 zeigen Fotos von dem Aufbau
der optischen Messverfahren wahrend der Versuche mit geneigter Teststrecke.
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Abbildung 3-12: Gesamtansicht des optischen Aufbaus.

3.34 Messunsicherheit

Wahrend sich die Messunsicherheit bei den direkt gemessenen Versuchsparametern aus der Betrachtung des
Kalibrierungsprozesses und den Herstellerangaben zum relativen Messfehler entnehmen lassen, bendétigt die
Bestimmung der relativen Messabweichung bei den indirekt gemessenen Werten, in erster Linie der kritischen
Warmestromdichte, eine Betrachtung der Fehlerfortpflanzung.

3.3.4.1 Kritische Warmestromdichte

Die kritische Warmestromdichte in den Experimenten berechnet sich nach der Formel 3-3. Der relative
Messfehler fiir die ebenso indirekt gemessene elektrische Leistung wurde bereits in Abschnitt 3.3.2 zu 0,5 %
bestimmt. Darliber hinaus flieRen in die Bestimmungsgleichung fiir die Warmestromdichte die Ldnge, an der das
Spannungsmesssignal abgegriffen wird und die Breite des Heizers hinein. Die relativen Messfehler fir diese zwei
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geometrischen GréRen ergeben sich aus den Fertigungstoleranzen. Die Fertigungstoleranzen sind wiederum von
den jeweiligen Fertigungsverfahren abhdngig. Bei der Breite des Heizers, welche mit Frasen hergestellt wird,
betragt die Toleranz +0,05 mm, wobei die Messtoleranz bei dem Aufschweilfen der Litzenkabel fir die
Spannungsmessung +0,3 mm betragt.

Aq — AQel + ALMess + & 3-5
q Qel LMess b

An dieser Stelle soll ebenso der Einfluss von Warmeverlusten erwdahnt werden. Diese sind generell in jedem
System zu finden. Abbildung 3-13 veranschaulicht die Betrachtung des Warmeverlusts am Heizer wahrend des
Versuchs. Durch den Joule-Effekt entsteht die Warme gleichmaRig im Heizer im Bereich zwischen den zwei
Kanten der angeloteten Kupferblocke (mit Rot gekennzeichnet). An der Grenzfliche zwischen Heizer und
Stromung erfolgt die Warmedbertragung durch Blasensieden. Der Waiarmelibergangskoeffizient beim
Blasensieden ldsst sich nach dem VDI-Warmeatlas abschatzen [45] und liegt fiir den Fall der héchsten in den
Versuchen gefahrenen Teststreckenleistung 13,35 kW in der GroRenordnung von 43454 W/m?2K. Die
Verlustwarme fliet Gber die restlichen 5 Flachen des Heizers (vorne, hinten, rechts und links). An den Seiten
trifft die Warme auf einen Warmewiderstand bestehend aus einer 2 mm dicken Silikon-Schicht, einer 6,85 dicken
Keramik-Schicht, einer 3 mm dicken Edelstahlschicht, einer 43 mm dicken Glasschicht und dem
Warmeubergangskoeffizienten an der ruhenden Luft auBerhalb der Teststrecke. Vorne und hinten trifft die

r

RW, Seite Qvertust, hinten

ABlasensieden

Edelstahl Keramik Silikon

Glas Edelstahl Keramik Silikon Silikon Kunststoff Silikon

Abbildung 3-13: Schema Verluste im Heizer (Rot).

Warme auf einen Widerstand bestehend aus einer 2 mm dicken Silikonschicht, einer 6,5 mm dicken
Keramikschicht, einer 6,5 dicken Edelstahlschicht, 54,9 mm dicken Kunststoffschicht und dem
Wiarmelbergangskoeffizienten am konvektiv kithlenden Wasser (3500 W/m?2K nach [45]). Unter dem Heizer trifft
die Warme auf einen Warmewiderstand bestehend aus einer 6 mm dicken Silikonschicht, einer 2 mm dicken
Kunststoffschicht, einer weiteren 2 mm dicken Silikonschicht, einer 5 mm dicken Keramikschicht, einer 42 mm
dicken Edelstahlschicht und dem Warmeibergangskoeffizienten an der ruhenden AuRenluft. Der
Wirmelbergang bei ruhender Luft wird nach [45] zu 2 W/m2K geschitzt. Da die Warme, dhnlich wie der
elektrische Strom, in Richtung des kleinsten Widerstands flieRt, wurde versucht den zum Blasensieden genutzten
Warmestrom anhand der Analogie mit dem Gesetz von Kirchhof in Abhangigkeit der Verhaltnisse der
Warmewiderstande abzuschatzen:
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Qgiasensieden _ Qveriuste Gesamt 3-6

2RV,Se‘L'te + RV,Unten + 2RV,Vm‘ne(Hlnt'e‘n) RBlasensieden
Rpiasensieden _ Qer — Opiasensieden 3-7

2RV,Seit:e + RV,Unten + 2RV,Vorne(HInten) Qgiasensieden

Um die Anwendbarkeit dieser Analogie auf den Warmeverlust zu priifen, wurde eine vereinfachte thermische
Simulation mit den genannten Randbedingungen durchgefiihrt. Die Simulation wurde fir zwei Falle
durchgefiihrt. Der erste Fall ist bei einer der hochsten Teststreckenleistungen von 13,35 kW und 43454 W/m?2K
Warmeubergangskoeffizient (Ref. 2.8 9 = 90°), wahrend im zweiten Fall das Experiment mit einer der
niedrigsten Teststreckenleistungen von 1,18 kW und 7914 W/m?2K Warmeubergangskoeffizient (Ref. 2.4 9 = 0°).
Die zwei Extremfdlle wurden deshalb gewdhlt, weil der Warmeubergangskoeffizient beim Strédmungssieden
proportional zur Warmestromdichte ist. Somit ergeben sich die maximalen relativen Warmeverluste in den
Fallen mit niedriger Teststreckenleistung, wahrend die kleinsten relativen Verluste bei den Versuchen mit hoher
Teststreckenleistung vorliegen. Somit erlaubt eine Simulation der zwei Extremfélle eine Bestimmung des
Bereichs der relativen Warmeverluste. Die Warmewiderstande werden mit folgenden Formeln berechnet:

R _ 1 dEdelstahl dKeramik dGlas \ dsilikon 3-8
V,Seite — '
LBeheiztd“Luft AEdelstahiLBeheiztd AkeramikLBeheiztd AGlasLBeheiztd AsilikonLBeheiztd
R _ 1 dEdelstahl dgeramik dKunSfStOff . dsilikon 3-9
V,Unten — !
LBeheiztbaLuft AEdelstahlLBeheizth AkeramikLBeheizth lKunststoffLBeheiztb AsilikonLBeheizth
R _ 1 dEdelstahl dgeramik dRgunststof f ,_dsilikon 3-10
V\Vorne(Hinten) — o
( ) bdawagsser lEdelstahlbd AKeramikbd AKunststoffbd ASilikonbd

Mit  den  Warmeleitfahigkeiten  Aggeistan = 15ﬂ; Akunststoff = 0’24H; Asitikon = 2 i Aglas =
0.8 —; Ageramix = 146 — [179,187 — 190] ergeben sich die Warmewiderstinde Ryseice, Rvuntens

Ry vorne(Hinten) j€Weils zu 1865,47; 86,42 und 346,74 K/W. In Tabelle 3.4 sind die Werte des Warmeverlusts bei
der Simulation und dem vorgeschlagenen Ansatz (3-6, 3-7) zu finden.

Fall Gleichung 3-7 Simulation
Qe [W] 1 13350 13350
Qpiasensieden [W] 13349,99 13.36
Qvertuste Gesame [W] 0,011 23,7
Verluste v [%] 0,000085 0,17
Qe [W] 2 1180 1180
Qsiasensieden [W] 1179,9945 1175,01
Qvertuste Gesame [W] 0,0055 4,9904
Verluste v [%] 0,00046 0,42

Tabelle 3.4: Gegeniiberstellung der mit Gl. 3-7 berechneten Verluste und der Simulation.

Aus dem Vergleich geht hervor, dass der vorgeschlagene Ansatz nicht anwendbar ist, da die simulierten Werte
sich um einige GroRenordnungen unterscheiden. Die simulierten Werte von 0,17-0,42 % Warmeverlusten sind
im Gegensatz zu der Messunsicherheiten vernachlassigbar klein und werden im weiteren Verlauf dieser Arbeit
nicht mehr betrachtet.

3.3.4.2 Massenstromdichte

Wie auch bei der Warmestromdichte, handelt es sich bei der Massenstromdichte um einen indirekt gemessenen
Wert, welcher nach der Gleichung 3-11 berechnet wird.

AG Am As Ab 3-11

G m+s+b
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Der relative Messfehler wird entsprechend aus den relativen Messfehlern des direkt gemessenen Massenstroms,
der Kanalbreite und dem Wasserspalt tiber dem Heizer gebildet. Der Messfehler des Massenstroms ist aus den
Herstellerangaben des Messgerdts bekannt. Da die Kanalgldser, welche die Kanalbreite bestimmen, direkt
entlang der Kanten des Heizers positioniert werden, kann der relative Fehler der Kanalbreite, dem relativen
Fehler der Heizerbreite gleichgesetzt werden. Der relative Fehler des Spalts Uber dem Heizer ergibt sich aus der
Toleranzkette des KanalinnenmaRes und des AuRenmales der eingebauten Teststrecke und resultiert zu
+0,3mm. In Tabelle 3.5 sind die endgtltigen Messfehler fir die im Versuch gemessenen Werte zusammengefasst.

Parameter Messfehler
Temperatur T +1,65K
Druck p +0,4 %
Elektrische Leistung P,; +0,5%
Massenstrom m +0,1%
Spaltbreite Gber Kanal s +1,35%
Heizer (Kanal)breite b +0,25%
Lange Uber der die Spannung gemessen wird Ly ,¢¢ +0,1%
Massenstromdichte G +1,7%
Warmestromdichte g +0,85%

Tabelle 3.5: Endgiiltige Messfehler der Versuchsparameter.
3.4 Versuchsablauf und Messmatrix

Um die Reproduzierbarkeit der Messdaten sicherzustellen, wurde bei der Durchfiihrung der Siedekrise-
Experimente eine einheitliche Versuchsprozedur durchgesetzt. Bevor die Messungen am Versuchstag begannen,
wurde die COSMOS-L Anlage durchgewarmt, um die Betriebstemperaturen der massiven Edelstahlkomponenten
zu vereinheitlichen. Gleichzeitig wurde bei dem Durchwarmvorgang das Wasser entgast, da sich die Loslichkeit
der Gase in Wasser mit steigender Temperatur verringert.

Bevor mit dem Einstellen der Versuchsparameter und mit den eigentlichen Versuchen begonnen wurde,
erfolgten zunachst einige Funktionsprifungen. Diese umfassen in erster Linie die Abschaltsicherheitsfunktion bei
Auftreten der Siedekrise, sowie die Funktionen der im vorigen Abschnitt genannten Messinstrumente. Als eine
einwandfreie Funktion der Gesamtanlage sichergestellt wurde, wurde zum Einstellen der Randbedingungen
gemaR Versuchsprogramm (ibergegangen. Als Erstes wurde der bendtigte Gesamtmassenstrom eingestellt,
gefolgt von der Eintrittstemperatur vor der Teststrecke und schlieRlich dem Austrittsdruck. Bei den Experimenten
mit stationdrer Massenstromdichte entsprach der Gesamtmassenstrom der Anlage dem Massenstrom in der
Teststrecke. Bei den Experimenten mit oszillierender Massenstromdichte wurde zusatzlich das synchronisierte
Schalten des Teststrecken- und Bypass- Ventils mit der jeweiligen Frequenz initialisiert, womit nur ein Teil des
Gesamtmassenstroms in die Teststrecke geleitet wurde, wahrend der Rest in den Bypass wanderte. Als die
Randbedingungen einen stationdren Zustand erreichten, wurde zum eigentlichen Versuch Gbergegangen und
der Transformator fiir die Teststreckenheizung eingeschaltet. Damit wahrend des Versuchs die
Randbedingungen konstant bleiben, erfolgte die Erhéhung der Transformatorleitung nicht kontinuierlich,
sondern schrittweise immer nach dem, als ein eingeschwungener Zustand der Anlage erreicht wurde.

34.1 Messmatrix

Basierend auf den in Abschnitt 2.3.1 beschriebenen Studien zu den Stromungsverhaltnissen beim IVR ERVC —
Betrieb entstand die Messmatrix fur die Versuchsreihen bei 90°, 45°, und 0° Neigungswinkel. Bei den fiir den Bau
und Betrieb geplanten Reaktortypen der 1000+ MW- Klassen zeigten die Ergebnisse der experimentellen Studien,
dass Massenstromdichten von rund 600 kg/m?s zu erwarten sind [25, 30, 31, 93, 94, 95, 103]. Die
Flissigkeitsunterkiihlung variierte (iber den Kanal aufgrund der Wassersaule von einigen Kelvin bis 50 Kelvin. Der
Druck im oberen zylindrischen Teil des beheizten RDB-Bereichs betrug bei den meisten Konfigurationen einige
Hundert Millibar Gber dem atmospharischen Druck. An dieser Stelle soll noch einmal erwahnt werden, dass es
sich bei diesen Werten um einen eingeschwungenen stationdren Zustand handelt, welcher in dem isoliert
betrachteten IVR ERVC- Stromungspfad erreicht wurde. Die Ergebnisse der Studie [152, 154, 156] zeigten jedoch,
dass kritische Siedezustédnde bei dem IVR ERVC- Betrieb bereits in den ersten Stunden des Unfallverlaufs
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auftreten kénnen, bevor sich die maximale Massenstromdichte im IVR ERVC — Naturkonvektionsbetrieb
einstellen kann (Abbildung 2-27). Die Komplexitat des Siedekrisenphdanomens beim IVR ERVC wird durch die
auftretenden Zwei-Phasen- Instabilitditen und die daraus resultierenden Massenstromoszillationen weiter
erhoht. Wie experimentelle Arbeiten [30, 92] und Systemcodes [156] belegt haben, variieren die relativen

. AG _—— . . - - .
Amplituden - der Massenstromoszillationen im Bereich einiger Zehn Prozent bis tiber 100 % mit auftretenden

Ruckstromungen. Perioden wurden im Bereich zwischen 10 und 100 Sekunden beobachtet. Es sei zudem zu
erwdhnen, dass die Oberflachenbeschaffenheit einen weiteren Einflussfaktor auf das Eintreten der Siedekrise
darstellt [191]. Im Rahmen dieser Studie wurden keine Messungen der Oberflachenbeschaffenheit des Heizers
durchgefiihrt. Allerdings lasst sich die Oberflachenbeschaffenheit des Heizers in dieser Studie durch die Angabe
der Oberflachenpraparierung des Heizers vor den Versuchen definieren. Die Oberflache des Heizers wurde mit
einem Schleifpapier mit einer Kérnung von 400 geschliffen. Die Zahl der Kérnung orientiert sich an der Einheit
Mesh [192] und wird durch die Anzahl der Maschen pro 1 Zoll= 25,4 mm definiert.

Obwohl die genannten Studien teilweise unterschiedlich konzipiert wurden und das Phdnomen unter
verschiedenen Aspekten betrachte, korrelieren die Haupterkenntnisse. Somit wurde basierend auf der
Gesamtheit dieser Erkenntnisse, eine Messmatrix zur Untersuchung des Einflusses von
Massenstromdichteschwankungen auf das Phanomen der Siedekrise unter IVR ERVC — typischen Bedingungen
entworfen. Diese ist in Tabelle 3.6 dargestellt.

Austrittsdruck | Neigungswinkel | Eintrittsunterkiihlung | Massenstromdichte Relative Periode
p [mbar] 9 [°] ATy [K] kg Amplitude T [s]

G [—-] AG
me-s —

1200 90; 45; 0 10 200 stationar stationar

400 0,3;0,7; 10; 50;

stationar stationar

600 stationar stationar

30 200 0,3;0,7; 10; 50;

stationar stationar

400 0,3;0,7; 10; 50;

stationar stationar

600 0,3;0,7; 10; 50;

stationar stationar

50 200 stationar stationar

400 0,3;0,7; 10; 50;

stationar stationar

600 stationar stationar

Tabelle 3.6: Messmatrix der Siedekrisenversuche bei stationdrer und oszillierender Massenstromdichte.

Es ergeben sich insgesamt 87 geplante Messpunkte, welche den aus den erwdhnten Studien resultierenden
Messbereich abdecken. Die Bezeichnung der einzelnen Versuchspunkte samt Messparameter ist in Tabelle 3.7.

Experiment | puper [mbar] | ATy[K] Xgin[%] G [k_g AG T[sec]
m?s G
Refl.1 200 30 -5,6 400 0 oo
Ref1.2 200 30 -5,6 400 0,3 10
Refl.3 200 30 -5,6 400 0,3 50
Refl.4 200 30 -5,6 400 0,7 10
Refl.5 200 30 -5,6 400 0,7 50
Ref2.1 200 30 -5,6 200 0 oo
Ref2.2 200 30 -5,6 600 0 oo
Ref2.3 200 10 -1,8 200 0 oo
Ref2.4 200 10 -1,8 400 0 oo
Ref2.5 200 10 -1,8 600 0 oo
Ref2.6 200 50 -9,3 200 0 oo
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Ref2.7 200 50 -9,3 400 0 oo
Ref2.8 200 50 -9,3 600 0 oo
Ref3.1 200 30 -5,6 200 0,3 10
Ref3.2 200 30 -5,6 200 0,3 50
Ref3.3 200 30 -5,6 200 0,7 10
Ref3.4 200 30 -5,6 200 0,7 50
Ref3.5 200 30 -5,6 600 0,3 10
Ref3.6 200 30 -5,6 600 0,3 50
Ref3.7 200 30 -5,6 600 0,7 10
Ref3.8 200 30 -5,6 600 0,7 50
Refd.1 200 10 -1,8 400 0,3 10
Ref4.2 200 10 -1,8 400 0,3 50
Refd.3 200 10 -1,8 400 0,7 10
Ref4.4 200 10 -1,8 400 0,7 50
Ref4.5 200 50 -9,3 400 0,3 10
Ref4.6 200 50 -9,3 400 0,3 50
Ref4.7 200 50 -9,3 400 0,7 10
Ref4.8 200 50 -9,3 400 0,7 50

Tabelle 3.7: Bezeichnungen der Messpunkte in den Versuchsreihen.
3.4.2 Messsystemvalidierung

Die zuverlassigste Methode zur Validierung des thermohydraulischen Messsystems ist eine Betrachtung der
Warmebilanz zwischen Start und Ende der beheizten Strecke im Kanal. Diese ist mit Gleichung 3-12 definiert als:

QWB’ = Qel - QVerluste = Th(hAus - hEin) = Cpm(TAus - TEin) 3-12

Hier bezeichnet Q,; die elektrische Leistung der Teststrecke, Qyeruste die gesamte Warmeverlustleistung, m den
Massenstrom, hy,s und hg;,, die Ein- und Austrittsenthalpie. Die Enthalpie kann anhand der jeweiligen
gemessenen Werte fir Druck und Temperatur bezogen werden, die elektrische Leistung und der Massenstrom
aus dem Messsystem. Die Warmeverluste setzen sich aus den Warmeverlusten direkt in der
Teststreckenkonstruktion (Vyeststrecke), Welche in Abschnitt 3.3.4.1 erlautert wurden, und den Warmeverlusten
Uber die Flissigkeit und die sie umgebenden Kanalwande, diese werden von der Temperaturdifferenz zwischen
der Umgebung auBerhalb des Strémungskanals und der Flissigkeit im Kanal getrieben, wobei fir die
Fllissigkeitstemperatur unter der Bedingung konstanter Warmestromdichte die mittlere Temperatur zwischen
Ein- und Austritt zu berlcksichtigen ist. Der Warmewiderstand zwischen Zweiphasenstromung und der
Umgebung setzt sich aus dem Warmelibergangskoeffizienten der Umstromung der Kanalwand, der
Warmeleitung Gber die Kanalwand und dem Wairmelbergangskoeffizienten der freien Konvektion an der
umgebenden Luft. Da der nach [45] geschatzte Warmelbergangskoeffizient bei erzwungener Konvektion mit
werten von 3500 W/m?K zwei GréBenordnungen héher als der Warmetibergangskoeffizient bei freier Konvektion
an Luft von 2 W/m2K ist [45], |4sst sich der Warmewiderstand konservativ mit Gleichung 3-13 vereinfachen:

1 dkanaiwand 3-13

AKanal aLuft AEdelstahlAKanal
Und zu 25,5 K/W berechnen. Die Warmeverluste werden mit Gleichung 3-14 berechnet.

(TFl,mitt - TLuft) 3-14
QVerluste = QelUTeststrecke + R—
w

RW=

Diese Betrachtung lber die Warmebilanz ist allerdings hauptsachlich beim Betrieb mit hohen Massenstromen
und Eintrittsunterkiihlungen moglich, bei denen am Austrittstemperatursensor die gasformige Phase bereits
kondensiert ist und die Energiebilanz fiir eine Phase gilt. Die Warmeverluste wurden anhand der Versuchsdaten
mit Gleichung 3-12 berechnet und sind in Tabelle 3.8 aufgefiihrt. Bei der Berechnung der Warmeverluste anhand
der Messdaten muss ebenso bertiicksichtigt werden, dass diese fehlerbehaftet sind. Der relative Fehler bei der
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Berechnung der Warmebilanz setzt sich aus dem Fehler der Temperaturmessung der Thermoelemente und dem

Fehler bei der Messung des Massenstroms zusammen.

Am AT 3-15
frel,QWB = oy T,

Experiment I QVerluste,mess QVerluste,rechn Qel QWB frel,QWB AQVerluste

(1 | ew] W] (kW] W] | op] | Uew]
Refl.1 90 | 0,03 2,43135612 | 9,54 9,51 25,43 2,43
Refl.2 90 | 0,12 2,44011845 | 9,36 9,24 26,92 2,50
Refl.3 90 | -0,24 2,42321286 | 8,93 9,17 27,27 2,51
Refl.4 90 | 0,37 2,36997218 | 8,65 8,29 27,66 2,30
Refl.5 90 |-041 2,42787976 | 8,34 8,75 28,26 2,48
Ref2.1 90 | 0,15 2,61484121 | 8,12 7,96 15,07 1,21
Ref2.2 90 |-0,20 2,37154369 10,78 10,98 34,05 3,75
Ref2.3 90 Dampf am Austritt
Ref2.4 90 | 0,10 3,14339068 | 6,76 6,66 37,17 2,48
Ref2.5 90 | 0,20 3,0580532 8,15 7,95 46,46 3,70
Ref2.6 90 | 0,41 1,95438058 10,57 10,16 11,80 1,21
Ref2.7 90 | 0,10 1,75603762 12,44 12,34 19,88 2,47
Ref2.8 90 | 0,11 1,65874718 13,35 13,24 27,85 3,70
Ref3.1 90 | 0,93 2,56902947 | 8,31 7,38 16,87 1,25
Ref3.2 90 | 0,38 2,61393641 | 8,18 7,80 15,97 1,25
Ref3.3 90 | 0,55 2,50788364 | 7,62 7,06 19,92 1,41
Ref3.4 90 | 0,49 2,49326388 | 6,73 6,24 19,61 1,23
Ref3.5 90 | 0,20 2,42830835 10,02 9,81 38,76 3,81
Ref3.6 90 |-0,33 2,37316282 | 9,94 10,26 36,24 3,73
Ref3.7 90 | -0,42 2,35759063 | 9,36 9,79 39,32 3,86
Ref3.8 90 | -1,05 2,35616199 | 8,74 9,78 36,44 3,57
Ref4.1 90 | 0,57 3,2290615 6,90 6,33 40,87 2,60
Ref4.2 90 | 0,15 3,1131035 6,50 6,35 38,89 2,48
Ref4.3 90 | 0,14 3,19720282 | 6,80 6,65 35,94 2,40
Ref4.4 90 | -0,09 3,11991335 | 6,64 6,72 36,96 2,49
Ref4.5 90 | 0,15 1,75418039 11,84 11,69 21,49 2,52
Ref4.6 90 | 0,20 1,76756199 11,68 11,48 21,23 2,45
Refd.7 90 | 0,01 1,73941777 10,42 10,41 21,86 2,29
Ref4.8 90 | -0,72 1,71094019 | 9,60 10,32 23,02 2,39
Refl.1 45 10,25 2,4012118 8,67 8,41 29,42 2,48
Refl.2 45 | -0,03 2,37640107 | 8,04 8,07 30,11 2,44
Ref1.3 45 10,14 2,41935553 | 8,95 8,82 26,13 2,31
Refl.4 45 10,02 2,35678107 7,52 7,51 33,13 2,49
Refl.5 45 10,05 2,40525961 | 7,38 7,33 31,35 2,31
Ref2.1 45 10,59 2,51821748 | 6,72 6,12 20,19 1,24
Ref2.2 45 | -0,03 2,37963932 10,26 10,29 35,53 3,67
Ref2.3 45 10,97 3,18358311 | 4,64 3,67 32,22 1,18
Ref2.4 45 10,40 3,1026268 6,24 5,84 42,72 2,50
Ref2.5 45 10,40 3,10200772 | 7,53 7,13 51,28 3,66
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Ref2.6 45 |0,27 1,8596617 | 9,05 8,78 13,83 1,22
Ref2.7 45 | 0,14 1,78722961 | 13,46 13,32 18,02 2,41
Ref2.8 45 | - - - - - -

Ref3.1 45 | 0,49 2,51921752 | 6,85 6,36 19,52 1,25
Ref3.2 45 | 0,59 2,52021757 | 6,76 6,18 19,57 1,21
Ref3.3 45 | 0,54 2,43102277 | 5,72 5,19 24,99 1,30
Ref3.4 45 | 0,28 2,48612068 | 5,92 5,64 20,94 1,19
Ref3.5 45 |-0,37 2,3854015 10,26 10,63 33,89 3,61
Ref3.6 45 |0,25 2,39606869 | 10,02 9,76 35,58 3,48
Ref3.7 45 10,20 2,31554097 | 9,06 8,86 41,80 3,71
Ref3.8 45 | -0,46 2,35249515 | 8,49 8,95 38,17 3,43
Ref4.1 45 | 0,42 3,10267442 | 5,64 5,23 45,81 2,40
Ref4.2 45 10,39 3,08843563 | 5,41 5,02 46,40 2,33
Ref4.3 45 | 0,54 3,04633835 | 4,90 4,37 53,23 2,33
Ref4.4 45 | 0,22 3,07995903 | 5,02 4,79 47,32 2,27
Ref4.5 45 | 0,00 1,71913107 | 11,98 11,97 20,99 2,52
Ref4.6 45 | - - - - - -

Ref4.7 45 |0,34 1,65417553 | 9,35 9,02 25,80 2,34
Ref4.8 45 | -0,07 1,70774956 | 9,70 9,77 23,38 2,29
Refl.1 0 |048 2,26587189 | 2,67 2,19 110,17 2,42
Ref1.2 0 |-0,03 2,21677427 | 2,02 2,05 120,81 2,48
Refl.3 0 |0,00 2,19124922 | 1,65 1,66 140,90 2,34
Refl.4 0 |-0,13 2,14077058 | 1,48 1,61 143,82 2,32
Refl.5 0 |o012 2,1941065 1,11 0,98 237,08 2,33
Ref2.1 0 |0,28 2,21325029 | 0,62 0,35 350,83 1,22
Ref2.2 0 |o013 2,28296796 | 4,40 4,27 85,76 3,67
Ref2.3 0 |0,57 2,96023893 | 0,64 0,07 1694,27 | 1,22
Ref2.4 0 |o034 2,98776408 | 1,18 0,84 289,44 2,43
Ref2.5 0 |o0,03 2,94133325 | 2,21 2,18 168,40 3,68
Ref2.6 0 |1,41 1,40621112 | 1,94 0,53 228,13 1,21
Ref2.7 0 |0,07 1,54293204 | 4,30 4,23 56,94 2,41
Ref2.8 0 |o012 1,56388544 | 6,66 6,54 55,13 3,61
Ref3.1 0 |06 2,20825005 | 0,54 0,38 323,85 1,23
Ref3.2 0 |o0,24 2,17201019 | 0,40 0,16 771,83 1,23
Ref3.3 0 |o0.27 2,22782243 | 1,27 1,00 130,82 1,30
Ref3.4 o |o0,22 2,16224782 | 0,40 0,18 646,19 1,15
Ref3.5 0 |-0,06 2,22877485 | 2,97 3,03 123,16 3,73
Ref3.6 0 |0,53 2,22439369 | 2,97 2,43 143,23 3,49
Ref3.7 0 |032 2,18886816 | 2,28 1,96 191,89 3,76
Ref3.8 0 |-045 2,22987015 | 1,49 1,94 176,98 3,44
Ref4.1 0 |049 2,9557149 1,30 0,81 306,69 2,49
Ref4.2 0 |0,37 2,95871505 | 0,92 0,55 428,80 2,36
Ref4.3 0 |0,28 2,90785544 | 1,23 0,94 244,60 2,31
Ref4.4 0 |0,38 2,86871068 | 0,71 0,33 694,65 2,27
Ref4.5 0 |-0,06 1,47178573 | 3,03 3,09 80,68 2,50
Ref4.6 0 |0,30 1,47411917 | 2,74 2,44 95,48 2,33
Ref4.7 0 |-016 1,48054806 | 2,68 2,84 79,39 2,26
Ref4.8 0 |0,09 1,39959175 | 0,89 0,80 295,60 2,38

Tabelle 3.8: Warmebilanz, Warmeverlust und relative Fehler.




Versuchsaufbau

Der absolute Fehler der Warmeverluste ergibt sich schlieBlich durch die Addition der absoluten Fehler der
elektrischen Leistungsmessung und der nach Gleichung 3-12 berechneten Warmebilanz:

AQVerluste = QWB * frel,QWB + Qel * frel,Qel 3-16

Wie aus Tabelle 3.7 ersichtlich wird, sind die relativen Fehler bei der Berechnung der Warmebilanz mit Werten
von 18,02 bis 1694,27 % sehr hoch. Dies ist bedingt durch den hohen absoluten Fehler bei der
Temperaturmessung. Wobei die hochsten relativen Fehler bei den Versuchen mit geringem Warmeeintrag und
niedriger Temperaturdifferenz zwischen Eintritt und Austritt auftreten. Aus diesem Grund ergeben sich bei der
Berechnung der Warmeverluste sowohl positive als auch negative Werte. Daher eignet sich die analytische
Gleichung 3-14 besser zur Abschatzung der Warmeverluste in den Experimenten, da diese konservativ aufgestellt
wurde und auf relativ einfachen und eindeutigen Randbedingungen basiert.

3.4.3 Reproduzierbarkeitsanalyse

Reproduzierbarkeit ist ein Hauptprinzip, dass der wissenschaftlichen Versuchsmethode zugrunde liegt.
Reproduzierbarkeit der Ergebnisse einer Studie bedeutet, dass Ergebnisse, die in einem Experiment erzielt
wurden, bei der Wiederholung des Experiments mit einem hohen MaR an Zuverlassigkeit erneut erzielt werden
kénnen [177]. Vor Beginn der eigentlichen Messreihen wurde eine Versuchsreihe gefahren, mit dem Ziel das
Verhalten der Anlage Uber mehrere Versuche hinweg, die Wiederholbarkeit bei der Einstellung der
Versuchsparameter und die Reproduzierbarkeit der Messergebnisse zu untersuchen. Der Versuchsaufbau und
die Versuchstechnik bei dieser Messreihe entsprechen den in den Abschnitten 3.2 und 3.3 beschriebenen. Hierzu
wurde der Versuch unter der in Tabelle 3.9 aufgelisteten Parameterkombination 23-mal wiederholt.

Massenstromdichte Eintrittstemperatur Austrittsdruck Teststreckenneigungswinkel
kg AT, p [mbar] 9 [°]
G [—l
ms
185 45 1200 90

Tabelle 3.9: Versuchsparameter der Versuchsreihe zur Reproduzierbarkeitsanalyse.

Die Ergebnisse der Versuchsparametereinstellung und der gemessenen kritischen Warmestromdichten sind in
Tabelle 3.10 dargestellt.

3.4.3.1 Kritische Warmestromdichte

In Abbildung 3-11 und 3-12 sind die Haufigkeitsverteilungen der kritischen Warmestromdichte mit den jeweiligen
Klassenauflésungen 1/100 MW/m? und 1/1000 MW/m? dargestellt. Die Haufigkeitsverteilung in Abbildung 3-14
dhnelt einer Gauflschen Normalverteilung nur entfernt, was auf die geringe Anzahl der Messungen
zuriickzuflihren ist. Die Standardabweichung betragt o, . = 0,0211MW /m? und der arithmetische Mittelwert

betragt ECHF = 1,59W /m?. Bei einer Auflésung um eine GréRenordnung feiner ist sowohl die GauRverteilung
besser zu sehen (Abbildung 3-15), als auch die Tatsache, dass es an Messpunkten mangelt, um eine richtige
Gauldverteilung zu sehen.
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Abbildung 3-14: Haufigkeitsverteilung der kritischen Warmestromdichte (Klassenaufldsung LMW/mz).
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Abbildung 3-15: Haufigkeitsverteilung der kritischen Warmestromdichte (Klassenauflosung ﬁMW/mZ).
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Versuchs- Kritische Eintritts- Austritts- Massenstrom- | Teststreckenneigungs-
nummer | Wiarmestro | temperatur | {iberdruck dichte winkel
m-dichte Tein [°C] | Piber [mbar] kg 9 [°]
w G[—]
qcur [l m-s
1 1,57 59,47 163 186,63 90
2 1,56 59,53 168 186,5 90
3 1,6 59,5 173 188,13 90
4 1,6 59,5 177 185,38 90
5 1,6 59,42 175 185,68 90
6 1,6 59,51 185 186,09 90
7 1,58 59,62 171 185,87 90
8 1,59 59,47 174 187,34 90
9 1,58 59,41 170 186,93 90
10 1,6 59,54 164 186,61 90
11 1,6 59,51 164 186,06 90
12 1,56 59,26 147 186,25 90
13 1,6 59,49 164 186,02 90
14 1,59 59,5 164 185,61 90
15 1,58 59,41 163 185,22 90
16 1,63 59,51 173 186,27 90
17 1,66 59,78 196 185 90
18 1,57 59,58 147 187,02 90
19 1,58 59,76 166 185,95 90
20 1,59 59,86 170 185,29 90
21 1,60 59,68 174 185,22 90
22 1,57 59,66 169 186,04 90
23 1,59 59,82 177 184,65 90

Tabelle 3.10: Ergebnisse der Versuchsreihe zur Reproduzierbarkeitsanalyse.

Abbildung 3-16 zeigt den Verlauf der gemessenen Werte der kritischen Warmestromdichte tber der
Versuchsnummer. Es zeigt sich keine Tendenz fir steigende oder fallende Werte mit voranschreitender
Versuchsnummer. Die Werte haben die Tendenz immer wieder um den arithmetischen Mittelwert aufzutreten.
Basierend darauf kann trotz mangelnder Messwerte, die Reproduzierbarkeit der Messung der kritischen
Warmestromdichte bestatigt werden.

Wahrend bei einer unendlichen Anzahl an Messwerten und einer eindeutig abgebildeten Gau3-Verteilung der
statistische Messfehler mit Gleichung 3-17 berechnet werden kann, muss im Falle einer geringen Anzahl von
Messwerten der statistische Messfehler durch einen zusatzlichen Faktor aus der Student-Verteilung korrigiert
werden (Gleichung 3-18) [177]. Im Gegensatz zur GAUSS-Verteilung ist die t-Verteilung eine Funktion, welche
von der Anzahl der Messungen und von der statistischen Sicherheit abhangt.

Afens = 0gopp/VN 3-17

AGens = to—t?cz-u!«"/\/H 3-18

Der Wert fur t kann aus entsprechenden Tabellen aus der Literatur entnommen werden [177]. Bei der hier
vorliegenden Anzahl an Messungen von 23 und einer statistischen Sicherheit von 99 % betragt der t-Wert 2,819.
Somit lasst sich der statistische Messfehler bei der Messung der kritischen Warmestromdichte basierend auf
dieser Messreihe zu 0,0124 MW/m? berechnen. Der statistische Messfehler gibt an, wie stark der gefundene
Mittelwert von dem wahren Wert abweicht [178].
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Abbildung 3-16: Kritische Warmestromdichte bei voranschreitender Versuchsnummer.
Eintrittstemperatur

Die Eintrittstemperatur konnte im Experiment mit einer vergleichsweise hohen Wiederholbarkeit eingestellt
werden mit einer Standardabweichung o, = 0,14K. Der Einfluss der Eintrittstemperaturverteilung wird somit
als minimal eingeschatzt.

Massenstromdichte

Die Wiederholbarkeit der Einstellung der Massenstromdichte ist mit dem Mittelwert G = 186 kg/m?s und der
relativ geringen Standardabweichung von o; = 0,8kg/m?s bestitigt. Somit hat die Einstellung der
Massenstromdichte keinen Einfluss auf die Reproduzierbarkeit der gemessenen kritischen Warmestromdichte.
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4 Ergebnisse

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse der Versuche mit der in Abschnitt 3.4.1 festgelegten Messmatrix
dargestellt. Die Einfllisse der variierten Versuchsparameter werden systematisch analysiert und diskutiert. Die
Messdaten werden mit bisherigen Ergebnissen aus der Literatur verglichen, sowie die Anwendbarkeit von
Korrelationen aus der Literatur bewertet. Mithilfe der Kombination aus optischen Messdaten und
thermohydraulischen Messwerten wird das Phanomen Siedekrise analysiert. Auftretende Zwei-Phasen-
Instabilitditen werden anhand optischer Messdaten analysiert und deren Natur erkldrt. Basierend auf der
Gesamtheit der gemachten Erkenntnisse, werden Erweiterungen einer ausgewahlten Korrelation vorgeschlagen,
mit denen die kritische Warmestromdichte in dem Parameterbereich dieser Studie berechnet werden kann.

Der Einfluss der Massenstromoszillationen auf das Eintreten der kritischen Massenstromdichte wird analysiert,
und die verschiedenen Wirkmechanismen bei der Parametervariation besprochen. Darauf aufbauend wird eine
Korrelationserweiterung vorgeschlagen, mit welcher die kritische Warmestromdichte bei oszillierenden
Massenstromdichten im Stromungsregime des Blasensiedens berechnet werden kann.

4.1 Ergebnisse der stationdren Versuche bei 90° Neigungswinkel

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse bei 90° geneigter nach oben durchstrémter Teststrecke prasentiert
(Abbildung 1-2). Zunachst erfolgt die Betrachtung des Einflusses der variierten Parameter gefolgt von einer
phanomenologischen Betrachtung des Stromungsregimes. Im ndchsten Schritt werden die Daten friiheren
Ergebnissen aus der Literatur gegeniibergestellt und die Anwendbarkeit von Korrelationen gepriift. Basierend
auf den gemachten Erkenntnissen wird eine Erweiterung flr die ausgewdhlte Korrelation vorgeschlagen.

4.1.1 Einfluss der Massenstromdichte und der Eintrittsunterkiihlung

In Abbildung 4-1 ist der Verlauf der kritischen Warmestromdichte in Abhangigkeit der Massenstromdichte und
Eintrittsunterkihlung dargestellt.
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Abbildung 4-1: Kritische Warmestromdichte in Abhangigkeit von Massenstromdichte (oben) und
Eintrittsunterkihlung (unten).

Als Erstes ist zu bemerken, dass die kritische Warmestromdichte grundsatzlich mit zunehmender
Massenstromdichte und Eintrittsunterkiihlung ansteigt. Der Einfluss der Massenstromdichte erklart sich durch
den intensiveren Blasentransport und die Tatsache, dass eine hohere Heizleistung notwendig ist, um einen
lokalen Dampfgehalt an der Heizflaiche zu erreichen, wie er z. b bei dem , Bubble-Crowding-Modell“ (Kapitel
2.3.3.1) fur das Eintreten der Siedekrise bendtigt wird. Bezogen auf das , Liquid Film Dryout Modell“ (Kapitel
2.3.3.2) bedeutet ein hoherer Massenstrom ebenfalls einen starkeren Zustrom des Flussigkeitsfilms an der
Heizflache, was die kritische Warmestromdichte zu héheren Werten fihrt. Es ist auBerdem zu bemerken, dass
der Prozess des unterkihlten Blasensiedens immer ein Zusammenspiel zwischen Verdampfung an der Heizflache
und Kondensation an der unterkihlten Kernstromung bedeutet. Wie alle Warmelibergangsprozesse wird das
Blasensieden durch eine hohere Massenstromdichte, einen hoheren Warmelibergangskoeffizienten und einen
hoheren Temperaturgradienten beglinstigt. Weiterhin bedeutet eine hdhere Massenstromdichte hohere
Flissigkeitsgeschwindigkeiten und somit eine kiirzere Verweilzeit der Fllssigkeit am Heizer. Dies resultiert in
einer schwacheren Erwarmung des Fluides am Heizer und verschiebt das Stromungsregime in Richtung kleinerer
Dampfkonzentrationen, also fernab des Filmsiede- Regimes. In Bezug auf das in Kapitel 2.3.3.3 erwdhne
,Leidenfrost- Temperatur Modell” bedeutet eine schwachere Aufheizung der Fliissigkeit ebenso eine niedrigere
Wandtemperatur und somit eine hohere kritische Warmestromdichte. Zudem verringert der vorhin erwahnte
starkere Blasentransport die Aufheizung des Heizers. Weiterhin bedeutet ein geringer Dampfanteil ein héheres
Flachen-Volumen-Verhaltnis der Dampfblasen und somit eine hdhere spezifische Grenzflache flissig- gasformig.
Dies resultiert in einem intensiveren Warmeaustausch zwischen den Phasen, was zu einer hdoheren kritischen
Warmestromdichte fuhrt.

Der Einfluss der Eintrittsunterkiihlung verhalt sich in einigen Aspekten dhnlich der Massenstromdichte. Als Erstes
sei hierbei der Warmeaustausch zwischen der Wasser- und der Gasphase genannt. Dieser wird durch einen
héheren Temperaturgradienten und somit durch eine hdhere Eintrittsunterkiihlung beglinstigt. Der starkere
Warmeaustausch zwischen der Wasser- und Gasphase resultiert in hoheren Kondensationsraten und fiihrt zu
einem niedrigeren Dampfgehalt am Ende der beheizten Strecke. Dadurch wird das Stromungsregime fernab des
Filmsiedens in den Bereich des Blasensiedens verschoben, was zu einer hoheren kritischen Warmestromdichte
fihrt.

Weiterhin erweist sich als zielflihrend fiir das Verstehen des betrachteten Phanomens die synergetische
Betrachtung der Einflisse von Eintrittsunterkiihlung und Massenstromdichte. Bei dem Verlauf in der oberen
Graphik von Abbildung 4-1 ist zu sehen, dass der Verlauf der kritischen Warmestromdichte bei 10 K Unterkiihlung
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bei einem Anstieg der Massenstromdichte von 200 kg/m?2s auf 400 kg/m?s zunichst einen relativ schwachen
Anstieg aufweist. Bei einem weiteren Anstieg der Massenstromdichte von 400 kg/m?s auf 600 kg/m?s nimmt der
Anstieg des Warmestromdichteverlaufs deutlich zu. Das Verhalten der kritischen Warmestromdichte dhnelt
einer quadratischen Funktion, wo der Anstieg der Kurve tiber ihrem Verlauf ansteigt. Dies weist darauf hin, dass
bei niedrigen Unterkihlungen der Einfluss der Widerstandskraft der Flissigphase auf die Dampfphase, welche
guadratisch mit der Stromungsgeschwindigkeit der Fliissigphase kurz vor dem Abldsen der Blasen ansteigt,
dominierend ist (Gleichung 4-1). Wobei sich Gleichung 2-4 fur die Widerstandskraft vereinfachen lasst zu:

ﬁwiderstand = E CdpflufleProj 41
Wobei Ap,,; die projizierte Blasenfliche, C; der dimensionslose Widerstandskoeffizient (Abbildung 4-2) und
P, Usy die Dichte und Geschwindigkeit der fliissigen Phase bezeichnen.

zzz)lz
ﬁ Widerstand

Abbildung 4-2: Wirkung der Widerstandskraft an einer Blase vor der Ablésung.

Bei den Versuchen mit einer Eintrittsunterkiihlung von 30 K weist der Verlauf der kritischen Warmestromdichte
einen nahezu linearen Verlauf mit konstantem Anstieg auf. Hier wird der Einfluss der Warmelbertragung
zwischen Gas- und Flussigphase sichtbar. Bereits bei niedrigeren Massenstromdichten bedeutet dies einen
starkeren Anstieg der kritischen Warmestromdichte bei Erh6hung der Massenstromdichte. Des Weiteren hat der
Einfluss der Widerstandskraft einen schwéacheren Beitrag. Dies ist darauf zurtickzufiihren, dass bei hoherer
Eintrittsunterkihlung die Blasen kleiner sind (Abbildung 4-3), was eine geringere projizierte Flache in Gleichung
4-1 und somit einen geringeren Einfluss der Widerstandskraft im Vergleich zu den Experimenten bei geringer
Eintrittsunterkihlung bedeutet.

ATy = 50

Abbildung 4-3: BlasengroRen bei unterschiedlichen Eintrittsunterkihlungen (G = zfr?zksg; 9 = 90°).
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Bei den Versuchen mit der hochsten Eintrittsunterkiihlung von 50 K ist der Anstieg der kritischen
Warmestromdichte bei der Steigerung der Massenstromdichte von kleinen Werten der starkste, fillt aber bei
weiterer Erhohung der Massenstromdichte merklich ab. Dies lasst sich dadurch erklaren, dass bei kleineren
Massenstromdichten, wo der Prozess der Siedekrise von dem Warmelibergang zwischen den zwei Phasen
dominiert wird, die kleineren Dampfblasen und somit die hohere spezifische Grenzflache gasférmig- fliissig zu
einem intensiveren Warmeaustausch zwischen den zwei Phasen fiihrt. Hingegen wird der Verlauf im Bereich
hoéherer Massenstromdichten und  FlUssigkeitsgeschwindigkeiten dadurch abgeflacht, dass der
Warmeibergangskoeffizient bei der Grenzflaichenkondensation, wie bereits Studien zeigten [167], mit einem
Exponenten kleiner 1 Ansteigt (Gleichung 4-2 [167]), und somit der Anstieg der Kurve mit héher werdender
Massenstromdichte kleiner wird:

Nu = 0,2575 Re®7Ja 02043 py=04564 4-2

In diesem Zusammenhang wird zur Quantifizierung der Einflisse der Kondensation und der Widerstandskraft der
Flissigphase auf die Gasphase an der Stelle, wo die kritische Warmestromdichte auftritt, die Dampfqualitat
herangezogen, welche sich wie folgt berechnen lasst:

4-
R e 9y g 3
aus Ah, Ah,

Bei dem Vergleich der Verlaufe der kritischen Warmestromdichten iber der Massenstromdichte (Abbildung 4-1)
der verschiedenen Experimente, zeigt sich ein eindeutiger Zusammenhang. Im Grunde genommen, gibt die
Dampfqualitdt das Mall wieder, in dem Kondensationsprozesse zwischen Dampfpolster an dem Heizer und
Kernstromung die Siedekrise beeinflussen kdnnen. Ist die Dampfqualitdt negativ und der negative Betrag groR,
so sind die Kondensationsprozesse von hoher Bedeutung fir das Siedekrisenphdnomen. Bei positiver
Dampfqualitat ist keine Unterkiihlung im Fluid mehr vorhanden und das Dampfblasenvolumen wird mit dem
Betrag groRer, weswegen die Widerstandskraft durch die Flissigkeit an Bedeutung gewinnen und der Anstieg
der kritischen Warmestromdichte Gber der Massenstromdichte hoher wird (Tabelle 4.1).

Massenstromdichte Eintrittsunterkiihlung Xqus Aq ["W]
G ["_g] ATy [K] AG kg/s
m2s
200->400 10 -0,0018 0,56
200->400 30 -0,032 1,2
200->400 50 -0,071 1,55
400->600 10 -0,0052 1,15
400->600 30 -0,038 1
400->600 50 -0,071 0,775

Tabelle 4.1: Vergleich der Dampfqualitat am Austritt mit dem Anstieg der kritischen Warmestromdichte.
4.1.2 Phanomenologische Betrachtung

Dieser Abschnitt dient der phanomenologischen Betrachtung des Siedekrisenphdnomens basierend auf den in
den Experimenten gewonnen optischen Aufnahmen in Kombination mit den thermohydraulischen Messdaten.
Abbildung 4-4 zeigt den zeitlichen Verlauf eines besonders interessanten Erscheinungsbildes der Siedekrise
wahrend des in Abschnitt 3.4.3 durchgefiihrten Experimentes der Reproduzierbarkeitsanalyse.

Entsprechend dem in Abbildung 4-4 gezeigten zeitlichen Verlauf des Siedekrisenerscheinungsbildes, stellt
Abbildung 4-5 die Temperaturverlaufe fur in dieser Betrachtung ausgewahlter Sensoren da. Die Positionen der
Thermoelemente hinter dem Heizer sind ebenfalls in Abbildung 4-4 zu sehen. Die schwarzen Rander lber den
Temperaturverlaufen in Abbildung 4-5 definieren die entsprechenden Bildsequenzen aus Abbildung 4-4.

Es ist grundsatzlich bekannt, dass das Phanomen der Siedekrise erster Art eine lokale Wiederbenetzung der
Heizflache mit Fllssigkeit verhindert. Dies flihrt lokal zu einem dramatisch verringerten
Warmeibergangskoeffizienten und somit einem Temperaturanstieg. Bei den Temperaturverlaufen in Abbildung
4-5 ist bereits ca. 8 Sekunden (Zeitpunkt ca. 2,2 Sekunden auf Abbildung 4-5) vor der Systemdetektion der
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kritischen Heizer- Temperatur und der Sicherheitsabschaltung der Heizleistung ein Anstieg der Temperaturen an
den zwei benachbarten, im Abstand von 10 mm angeordneten Messstellen zu sehen. Bemerkenswert ist, dass
es nach dem Ende der initialen Phase des Temperaturanstiegs (Zeitpunkt ca. 3,7 Sekunden auf Abbildung 4-5)
wieder zu einer Absenkung der Temperatur an der Messstelle T6 um fast 10 K kommt, wahrend bei der
benachbarten Messstelle T5 ein schwacher, aber kontinuierlicher Anstieg zu vermerken ist. Wahrend die
Temperaturabsenkung um 10 K bei T6 eine teilweise Wiederbenetzung bedeuten konnte, ist die allmahlich
ansteigende Temperatur bei T5 auf ihre Ndahe zur Messstelle T6 zurlickzufiihren.
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0-0,33 Sekunde 0,33-1 Sekunde 1-1,33 Sekunde 1,33-2,66 Sekunde  2,66-3,2 Sekunde

Abbildung 4-4: Aufnahmen der Siedekrise mit 1500 fps bei G = 185 %,ATu =45K,p = 1200 mbar.
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Nach dem Ende der Abkuhlungsphase (Zeitpunkt ca. 4,6 Sekunden auf Abbildung 4-5) folgt ein nahezu
kontinuierlicher Temperaturanstieg bis zum Start der in Abbildung 4-2 gezeigten Bildersequenz. Bereits in
Sequenz 1 ist bei der Messstelle T6, wo der Temperaturanstieg registriert wurde, eine Art anhaftender
Dampffleck zu sehen. Wahrend dieser Dampffleck in Sequenz 1 noch eine geringere Flache einnimmt, wird diese
in Sequenz 2 bereits groBer. Ebenso ist auch der Temperaturanstieg in Sequenz 2 mit 6 K/s um vieles groRer,
wobei ein Temperaturanstieg in Sequenz 1 nicht registriert werden kann.

225

112 |3 4 5
220
215
210
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200
o 195 T5
T [°C] T6
190 -
I4
185
180
175
170
165
160
0 200 400 600 800 1000

t [secx107?]
Abbildung 4-5: Temperaturverlauf an den Thermoelementmessstellen hinter dem Heizer gemalR Abbildung 4-4.

In Sequenz 3 folgt ein Zustand, bei dem keine VergroRerung des Dampfflecks und weder ein Temperaturanstieg-
oder Abfall beobachtet werden kann. SchlieRlich wird die Flache unter dem Dampffleck in Sequenz 4 weiter
vergroRert und die Temperatur fingt an dramatisch mit einem mittleren Temperaturgradienten von ca. 11,5 K/s
anzusteigen, bis die kritische Temperatur von dem Steuersystem registriert und die Heizleistung abgeschaltet
wird. In Sequenz 5 ist die Heizleistung bereits ausgeschaltet, aber der Dampffleck tGber der Stelle, an der der
Temperaturanstieg registriert wurde, bleibt weiterhin bestehen. In dieser Sequenz setzt der Vorgang der
Wiederbenetzung ein. Die optischen Betrachtungen in Kombination mit den Temperaturmessungen an den
entsprechenden Stellen des Auftretens von Dampfflecken sind ein Beleg dafiir, dass das Siedekrisenphdnomen,
zumindest unter den bei den Versuchsreihen dieser Studie herrschenden Bedingungen, folgende
Erscheinungsform aufweist. Es ist zu bemerken, dass es sich bei dieser Erscheinung um eine in den verschiedenen
Versuchen reproduzierbare Erscheinung handelt.

Ein Vergleich der Draufsicht mit der entsprechenden Seitenansicht (Abbildung 4-6) zeigt, dass der Dampffleck bei
der Siedekrise keine kugelartige, konvexe Form aufweist, sondern vielmehr eine flache Filmform entsprechend
dem fachlichen Ausdruck Filmsieden.

Aus der Definition der Oberflachenspannung in Kapitel 2.1.1.2 folgt, dass die Wirkung der Oberflaichenspannung
in Richtung minimaler Oberflache der Blase gerichtet und somit dafiir verantwortlich ist, dass Dampfblasen eine
konvexe kugelférmige Form anstreben. Dies wurde ebenso bei den Siedeexperimenten dieser Arbeit beobachtet
(Abbildung 4-7). Zudem, hat eine Reihe von Studien [157, 158, 159] die Wirkung der Oberflachenspannung als
einen der entscheidenden Parameter beim Prozess der Blasenablésung identifiziert, da diese entscheidend fiir
das Benetzungsverhalten des Fluides am Heizer ist (Gleichung 2-8).
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Abbildung 4-6: Vergleich der Erscheinung des Dampfflecks wahrend des Vorgangs der Wiederbenetzung
(links)mit dem Zustand, bei dem die Wiederbenetzung abgeschlossen und Dampffleck nicht mehr zu sehen ist
(rechts).

Abbildung 4-7: Konvexe Form der Blasen im Regime des Blasensiedens (G = ZOO%ATU =50K).
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Diese Betrachtung lasst darauf schlieRen, dass der Mechanismus des Phanomens der Siedekrise auf die Bilanz
der Grenzflachenkrdfte an den Grenzflaichen Fest-Gas-Flussigkeit zurlickzufiihren ist. Die optischen
Betrachtungen in dieser Arbeit korrelieren mit den dem in Kapitel 2.3.3.3 beschriebenen ,,Dry patch Leidenfrost
Model“. Die Tatsache, dass beim Leidenfrost-Model die Erscheinung des charakteristischen flachen Dampfflecks
an dem Heizer an die Temperatur des Heizers gekoppelt ist, ldsst in Kombination mit den optischen
Betrachtungen in dieser und vorherigen Arbeiten [135-144] vermuten, dass der Mechanismus an der Heizflache,
welcher entweder zum Blasenabtransport oder zur Siedekrise fiuhrt, mit dem Young'schen Model [66]
zusammenhdngt. Hiermit ware der Einfluss der Wandtemperatur in die Blasendynamik am Heizer
miteinbezogen, da die Grenzflachenspannung von der Oberflachenenergie abhéngig ist, welche wiederum von
dem Material, der Oberflachenbeschaffenheit und der Temperatur abhangig ist [160]. Demnach sinkt die
Oberflachenenergie o, von Feststoffen typischerweise mit steigender Temperatur [161]. Die Oberfldchenenergie
ist vom Betrag her stets positiv, weil Energie aufgebracht werden muss, um die Molekiilbindungen aufzubrechen.
Da der thermodynamisch stabile Zustand eines Systems immer derjenige mit der geringsten freien Energie ist,
hat jedes System ein Bestreben, Oberflachen hoher Oberflachenenergie zu vermeiden oder diese zu minimieren
(kugelartige Form von Blasen, Tropfen). Somit folgt, dass Materialien mit hohen Oberflachenenergien von
Materialien mit kleinen Oberflachenenergien benetzt werden [162, 163]. Demzufolge kann bei Erreichen der
Wandtemperatur eines kritischen Wertes, im Leidenfrost- Modell genannt Leidenfrost- Temperatur, und somit
einer kritischen Oberflachenenergie o, die Benetzung der Heizfldche von der Flissigkeit nicht mehr stattfinden,
und die Siedekrise setzt ein (Abbildung 4-8). Einige Studien belegen ebenfalls den Einfluss der
Oberflachenbeschaffenheit [147] und des Werkstoffes [165], welche die Oberflachenenergien festlegen, auf die
kritische Warmestromdichte.

Blasensieden Siedekrise

e

Abbildung 4-8: Schema zum Grenzflachenkraftegleichgewicht im Falle des Blasensiedend (g; — g, < 0) und
der Siedekrise (o; — g, = 0) analog zur Benetzbarkeit eines Werkstoffs mit einem Lot. In Anlehnung an [184].

A‘é‘,_'_\

Hyungdae Kima und Dong Eok Kim untersuchten in ihrer Arbeit [180] den Einfluss der Flachenbenetzung auf das
Behaltersieden, unter anderem auch auf das Verhalten von Dampfflecken (Dry Spots) und den relevanten
Trigger-mechanismus, der zur Siedekrise fiihrt. In der Studie wurden 4 Heizer-Oberflachen mit unterschiedlichem
Benetzungsverhalten gemessen und der Kontaktwinkel (Gleichung 2-9), untersucht. Die Variierung der Heizer-
Oberflachen hat einen signifikanten Einfluss auf das Entstehen, das Wachstum und die GréRe der Dampfflecken
(Dry Spots) und das Wiederbenetzungsverhalten ergeben. Somit war die kritische Warmestromdichte bei den
Oberflachen mit einer héheren Benetzbarkeit signifikant hoher. Zudem wurde wie in dieser Arbeit (Abbildung
4-4; 4- 5) beobachtet, dass die Siedekrise von einer lokalen trockenen Stelle aus ausgeldst wird. Die Experimente
in der Studie [180] wurden von einer numerischen Simulation validiert, welche gezeigt hat, dass die (kritischen)
trockenen Stellen stark Uberhitzt waren. Im Ergebnis formulierten die Autoren dieser Studie die maximale
Benetzungstemperatur (vergleichbar zu Gleichung 2-45) als Funktion der Benetzbarkeit unter Berlcksichtigung
des Gleichgewichts zwischen DampfriickstoR- und Grenzflaichenspannungskraften.

4.1.3 Vergleich mit friiheren Studien

Dieser Abschnitt dient dem Vergleich der in dieser Studie gewonnen Messdaten mit Experimenten aus friiheren
Studien. Die teilweise auftretenden Abweichungen bei den Messdaten werden analysiert und zu den
Unterschieden bei den Versuchsaufbauten und Versuchsbedingungen in Bezug gesetzt.

87



Ergebnisse

2,5
2,4
2,3
2,2
2,1

19

1,8

[MW '

— 1,7
dcHF m2

1,6

L5
14

-0,08 -0,07

0 100 200 300

G [—-l

S

m

0,06 -0,05 -0,04 -0,03 -0,02 -0,01

Xc

400

2,5
2.4
2.3
2,2
2,1

1,9
1.8

16
15
1,4
1
13
1%

—« ATy = 10 K (Diese Studie)

+ ATy = 30 K (Diese Studie)

ATy = 50 K (Diese Studie)
Kaist [100] AT, = 2K

- Kaist [100] AT, = 14K
. * Kaist [100] AT, = 25K
. « [165] ATy = 9K

- [166) ATy = 15 K
s ULPU 2400 M6 ATy = 10K
- + ULPU 2400 M63 ATy = 10K
_— ULPU 2000 ATy = 10K

500 600 700

MW  _._aTy = 10K (Diese Studie)
qcHF [W] - ATy = 30 K (Diese Studie)
ATy = 50 K (Diese Studie)
Kaist [100] ATy = 2K
Kaist [100] ATy = 14 K
« Kaist [100] AT, = 25 K
= [165] ATy = 15K
- [166) ATy = 15K
+« ULPU 2400 M6 ATy = 10K
+ ULPU 2400 M63 ATy = 10K
= ULPU 2000 ATy = 10K

L1

0,9
0,8

0,01 0,02

Abbildung 4-9: Vergleich von Messdaten bei 90° Neigungswinkel aus der Literatur mit den Daten aus dieser

Studie.

Abbildung 4-9 zeigt einen Vergleich der in dieser Studie erarbeiteten Messdaten mit Messdaten aus der Literatur.
Die Messdaten entstanden bei Experimenten, bei denen die Siedekrise im oberen beheizten Bereich des
Reaktordruckbehalters auftrat 9 > 80°. Wobei unter den Experimenten sowohl Studien mit ebenen
Heizerteststrecken (vergleichbar zur Teststrecke dieser Studie) als auch Studien mit Teststrecken, welche ein
gekrimmtes Segment des Reaktordruckbehélterbodens abbilden sollen, vorkommen. Auf den ersten Blick zeigt
sich, dass es sowohl gute Ubereinstimmungen als auch teilweise erhebliche Abweichungen von den Messdaten
in der Literatur gibt. In den folgenden Unterkapiteln wird der Unterschied bei den experimentellen Aufbauten
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und den Versuchsbedingungen systematisch analysiert und darauf aufbauend deren Einfluss auf die
entstandenen Messdaten der Studien erklart.

KAIST Experimente [100]

Unter anderem weisen die bei den KAIST-Experimenten entstandenen Messdaten, trotz erheblicher
Unterschiede bei der Dimensionierung der Versuchsstinde, die beste Ubereinstimmung mit den Messdaten aus
dieser Studie auf. Ublicherweise werden als Einflussparameter der kritischen Warmestromdichte der
Systemdruck, die Unterkiihlung der Flissigkeit am Eintritt, die Massenstromdichte und die Spaltbreite liber dem
Heizer genannt. Durch eine Gegenuberstellung zu den konstruktiven Versuchsbedingungen der restlichen in
Betracht gezogenen Studien soll nun Klarheit dartiber verschafft werden, wie es zu den teilweise erheblichen
Unterschieden bei den Versuchsdaten kommen kann.

Experimente am State Power Investment Corporation Research Institute [165]

Trotz des relativ dhnlichen Versuchsaufbaus und Versuchsparameter, weisen die Ergebnisse der kritischen
Warmestromdichte der Studie [165] erheblich héhere Messwerte auf. Die Eintrittstemperatur in die
Versuchsstrecke wird von den Autoren der Studie mit 90 °C angegeben. Leider wird das Druckniveau am Ende
der beheizten Strecke, wo typischerweise die Siedekrise auftritt, nicht angegeben, weswegen eine Schatzung der
Eintrittsunterkiihlung nicht moglich ist. Geht man aber davon aus, dass das Druckniveau vergleichbar zu den
anderen Studien ist, kann die Eintrittsunterkiihlung mit 15 K geschatzt werden.

Experimente an der TESEC- Anlage [166]

Bei dem Vergleich der Ergebnisse fallt auf, dass die Werte der kritischen Warmestromdichte bei 15 K
Eintrittsunterkiihlung weit Gber den hochsten Werten dieser Arbeit liegen.

ULPU 2000 Experimente [95]

Bei den ULPU 2000 Experimenten handelte es sich um eine maRstabsgetreue Nachbildung des IVR ERVC-
Stromungspfades des nie gebauten AP600 Konzeptes. Die Massenstromdichte in den Experimenten resultierte
durch die Aufheizung mit Zwei-Phasen-Naturkonvektion. Der Warmestromdichteverlauf wurde der ACOPO-
Versuchsreihe [22], bei der die Kernschmelze im Falle des Kernschmelzunfalls untersucht wurde, entnommen
(Abbildung 2-15). Bei der Betrachtung des Versuchsaufbaus lasst sich die Eintrittsunterkiihlung bezogen auf den
Druck an der Stelle der Siedekrise zu 10 K schatzen. Die kritische Warmestromdichte bei den ULPU 2000-
Experimenten ist deutlich héher ausgefallen, als die Verlaufe der Messdaten aus dieser Arbeit hatten erwarten
lassen.

ULPU 2400 Experimente [25]

Der experimentelle Aufbau bei den Experimenten der ULPU 2400- Versuchsreihe wurde bereits in Kapitel 2.3.1.1
beschrieben. An dieser Stelle soll noch einmal dran erinnert werden, dass die Siedeexperimente hierbei unter
Zwei-Phasen-Naturkonvektion stattfanden und die Heizer- Geometrie den Reaktordruckbehalter des AP1000
nachbildete. Darliber hinaus war der Warmestromdichteverlauf Giber der beheizten Strecke, vergleichbar zu den
KAIST-Experimenten, Uber die beheizte Lédnge ansteigend, mit der maximalen Warmestromdichte im obersten
Bereich (Abbildung 2-15). Der Warmestromdichteverlauf in dieser Studie wurde aus den ACOPO- Experimenten
[22] zur Kernschmelze entnommen. Die Eintrittsunterkihlung bezogen auf den Druck an der Stelle der Siedekrise
betrug 10 K. Die Werte der kritischen Massenstromdichte bei dieser Studie liegen trotz derselben
Eintrittsunterkihlung wie bei den Experimenten in dieser Arbeit deutlich tiber dem Trend.

Eine Zusammenfassung der wesentlichen Versuchsspezifikationen der Experimente bei den in diesem Abschnitt
genannten Studien ist in Tabelle 4.2 zu finden.

Experiment Kanal Wasserspalt Beheizte Lpeheizt Art der
(Heizer)- tiber Heizer Linge s Warmestromdichten-
Breite s [mm] Lpeheize [mm] verteilung
b [mm]
Diese Arbeit 20 21 300 14,28 Konstant
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KAIST [100] 152 100 3925 6,67 Stufenweise
ansteigend
(Abbildung 2-21)
[165] 50 150 80 0,533 Konstant
TESEC [166] 30 61 55 0,9 Konstant
ULPU 2000 152 228,6 2763 2,98 Stufenweise
[95] ansteigend
(Abbildung 2-15)
ULPU 2400 152 152,4 3140 4,4 Stufenweise
[25] ansteigend
(Abbildung 2-15)

Tabelle 4.2: Zusammenfassung der Versuchsspezifikationen der Studien.
4.1.3.1 Aufheizung des Fluides bis zur Siedekrise

In Bezug auf die Verteilung der Messdaten bei den unterschiedlich durchgefiihrten Studien, entstand der
Gedanke, dass ein weiterer Einfluss auf die kritische Warmestromdichte durch die Aufheizung des Fluides in der
beheizten Strecke bis zur Stelle des Auftretens der Siedekrise entstehen kénnte. Hierbei hat vor allem, unter der
Voraussetzung einer konstanten Warmestromdichte, das Verhaltnis der beheizten Lange zum Wasserspalt Gber
dem Heizer Einfluss. Demzufolge kann sich das Fluid entlang des kiirzeren Heizers bis zur Stelle, wo die kritische
Warmestromdichte typischerweise auftritt, weniger aufheizen, was zu geringeren lokalen Dampfanteilen,
Unterkihlung und somit zu einer hoheren kritischen Warmestromdichte fiihrt. Dies ist die Erklarung dafir, dass
die kritischen Warmestromdichten aus den Arbeiten [165, 166] viel hohere Werte hatten. Damit ein Vergleich
zwischen Studien mit konstanter und verdanderlicher Warmestromdichte hinsichtlich des Verhaltnisses zwischen
beheizter Ldnge und Wasserspalt moglich ist, ist die Einfuhrung einer modifizierten beheizten Linge bei den
Experimenten mit verdnderlicher Warmestromdichte notwendig, bei deren Formulierung angenommen wird,
dass die Warmestromdichte tUber der gesamten beheizte Lange konstant ist:

Q 4-4
q*b

* f—
LBeheizt -

Wird nun der Verlauf der kritischen Warmestromdichten bei Experimenten mit vergleichbarer
Massenstromdichte und Eintrittsunterkiihlung tGber dem % - Verhaltnis aufgetragen, so wird der bereits

genannte Zusammenhang bestatigt (Abbildung 4-10).

Bei dem Vergleich der Messdaten soll nun wieder die Dampfqualitdt an der Stelle der Siedekrise herangezogen
werden. Diese quantifiziert nicht nur die Intensitat der Kondensationsprozesse an der Stelle der Siedekrise,
sondern ebenso die Vorgeschichte des Aufheizens des Fluides in der beheizten Strecke bis zum Erreichen der
kritischen Warmestromdichte. Dennoch sollte beriicksichtigt werden, dass der Warmelibergang von dem Heizer
in die unterkiihlte Flissigphase der Kernstromung keineswegs ideal verlduft, sonst ware bei negativer
Dampfqualitat keine Dampfphase vorhanden, was optische Betrachtungen widerlegen. Deshalb sollte die
Dampfqualitat stets in Kombination mit der Eintrittsunterkiihlung bei der Bewertung von Siedeexperimenten
verwendet werden. Bei dem Vergleich in Tabelle 4.3 und Abbildung 4-9 erweisen sich demnach die
Dampfqualitdten im Bereich der Eintrittsunterkiihlungen, welche auch bei den Experimenten in dieser Arbeit
prasent waren, am nichsten an den entsprechenden Kennzahlen in dieser Studie. Damit wird die Ahnlichkeit der
Werte der kritischen Warmestromdichte mit dieser Studie begriindet. Der in Abschnitt 4.1.1 bereits erlduterte
Zusammenhang zwischen der Dampfqualitdat und dem Einfluss der Widerstandskraft der Flissigkeitsphase auf
die Gasphase ist bei den Messwerten aus [166, 95, 25] nicht direkt wiederzuerkennen. Ein Anstieg der kritischen
Warmestromdichte bei hoher werdender Massenstromdichte ist bei den Experimenten in [166, 95, 25] trotz des
relativ geringen (im Vergleich zu Tabelle 4.1) negativen Betrags der Dampfqualitdten praktisch nicht vorhanden.

Ein moglicher Grund fiir diese Abweichung sind die um einiges geringeren Verhéltnisse von Be’sw‘z‘.
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Abbildung 4-10: Warmestromdichteverlauf aus [25, 22, 95].

Auf Basis der Betrachtungen in diesem Kapitel erfolgt eine Priorisierung der Anwendbarkeit der in Kapitel 2.3.1
vorgestellten Korrelationen zur Berechnung der kritischen Warmestromdichte unter IVR ERVC- typischen
Bedingungen. Die Ergebnisse der Arbeiten [96, 32] sind bei den Betrachtungen in diesem Abschnitt entfallen, da
die Autoren in ihren veroffentlichten Arbeiten nur sehr wenige Messpunkte bei Versuchsparametern
prasentierten, welche sich von den Versuchsparametern in dieser Arbeit stark unterscheiden.

Experiment Massenstromdichte Eintrittsunterkiihlung Xaus
G [k_g ATy [K]
mes

Diese Studie 200 10 0,012
Diese Studie 400 10 -0,0018
Diese Studie 600 10 -0,005
Diese Studie 200 30 -0,0147
Diese Studie 400 30 -0,032
Diese Studie 600 30 -0,038
Diese Studie 200 50 -0,039
Diese Studie 400 50 -0,062
Diese Studie 600 50 -0,071

KAIST [100] 225 14 -0,01
KAIST [100] 225 2 0,012

KAIST [100] 300 2 0,01

KAIST [100] 225 25 -0,03
KAIST [100] 300 14 -0,012
[165] 481 9 -0,016
[166] 370 15 -0,016

[166] 540 15 -0,02

ULPU 2000 [95] 272 10 -0,01
ULPU 2400 M6 [25] 600 10 -0,011
ULPU 2400 M63 [25] 512 10 -0,008

Tabelle 4.3: Vergleich der Versuchsparameter mit den Dampfqualitdten bei den verschiedenen Experimenten
aus Abbildung 4-9.

4.1.3.2 KAIST Korrelation [100]

Da die in der Arbeit [100] entstandenen Versuchswerte basierend auf den Betrachtungen aus Abschnitt 4.1.3.1
sich am vergleichbarsten erwiesen haben, soll zuerst die Anwendbarkeit der auf deren Basis entstandenen KAIST-
Korrelation (Gl.2-23 und 2-24) geprift werden. Der Vergleich der Messdaten aus dieser Studie mit den mithilfe
der KAIST- Korrelation berechneten Werte ist in Abbildung 4-11 zu sehen.

91



Ergebnisse

Diese Arbeit
* TESEC [166] +15%
e ULPU 2400 [25]
2000 e JULPU 2000 [95]

2500

e Kaist [100] = © —15%
g’_{‘\l
E o
=L~ 1500 .
: 2
g
x 1000
=
o]
O
[
500
0
0 500 1000 1500 2000 2500

kw
qCHF.Experiment [mz ]

Abbildung 4-11: Vergleich der Messdaten mit den mit der KAIST-Korrelation berechneten Werten.
Die meisten Messwerte aus dieser Arbeit liegen in einem Bereich + 15 % um den berechneten Wert, wobei der
maximale Fehler 40% betragt. Dies kann vor allem, wie in Abbildung 4-10 gezeigt wurde, an dem relativ stark
abweichendem %— Verhaltnis liegen. Dies flihrt dazu, dass im Bereich niedriger Massenstromdichten und

Eintrittsunterkiihlungen (G bis 300 kg/m?s, AT, bis 30 K) auf dem diese Korrelation urspriinglich aufgestellt
wurde, die berechneten Warmestromdichten héher sind als die in den Experimenten. Zudem zeigt sich, dass die

Ubereinstimmung mit Messdaten aus Studien mit vergleichbaren %—Verhéltnissen (ULPU 2400 [25], ULPU

2000 [95]) um vieles besser ist als bei Experimenten, wo das % — Verhaéltnis um vieles kleiner ist (TESEC

[166]). Es zeigt sich hierbei wieder derselbe Trend, bei Experimenten, wo das LB“”S““"'" —Verhaltnis viel kleiner ist,

liefert die KAIST- Korrelation viel geringere Werte der kritischen Warmestromdichte als die im Experiment
gemessenen.

In dem Bereich hoherer Massenstromdichten und Eintrittsunterkiihlungen liefert diese Korrelation kleinere
Werte. Dies liegt daran, dass der Anwendungsbereich der Korrelation bis zu einer Eintrittsunterkiihlung AT, von
30 K liegt. Somit berlicksichtigt die Korrelation den starker werdenden Einfluss der Eintrittsunterkiihlung bei
héheren Werten nicht, welcher in Abschnitt 4.1.1 (Abbildung 4-1) dargestellt wurde. Somit unterscheidet sich
die Korrelation von den Messdaten in dieser Studie durch ihren linearen Verlauf in Abhangigkeit der
Eintrittsunterkihlung (Abbildung 4-12).
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Abbildung 4-12: Verlauf der KAIST-Korrelation Gber der Eintrittsunterkiihlungen.
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4.1.3.3 SULTAN Korrelation [32]

Der Aufbau der SULTAN- Anlage wurde bereits in Kapitel 2.3.1.1 ausfihrlich beschrieben. An dieser Stelle soll

nochmals auf das LBe’;e"Zf — Verhdltnis eingegangen werden. Da bei den SULTAN- Experimenten, im Gegensatz zu

den meisten Studien, die Spaltbreite variiert wurde, war das LBe’SwiZt — Verhaltnis im Bereich: 26,66-133,33.

Ausgehend aus den bisher gemachten Betrachtungen, lasst sich schlussfolgern, dass die SULTAN- Korrelation
beim Einsetzen der Parameter aus dieser Arbeit, geringere Werte berechnet als im Experiment.
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Abbildung 4-13: Vergleich der Messdaten aus dieser und anderer Studien mit der SULTAN Korrelation.

Abbildung 4-13 zeigt den Vergleich der SULTAN-Korrelation mit Messwerten aus anderen Studien. In der Tat

— Verhaltnis viel

. . . . . o . . Lgehei
ergibt diese beim Einsetzten der Parameter aus Studien mit einem deutlich kleinerem %

kleinere Werte der kritischen Warmestromdichte, als im Experiment gemessen wurden.

Beim Versuch die Spaltbreite in der SULTAN- Korrelation (Gl. 2.25-2.30) durch eine modifizierte Spaltbreite zu

*
Lpeneizt
N

ersetzen, bei der dasselbe — Verhaltnis wie bei den Experimenten in dieser Arbeit resultiert, stellt sich
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Abbildung 4-14: Vergleich der Messdaten mit der SULTAN Korrelation (s=280mm).

heraus, dass die sich ergebende Spaltbreite von 280 mm weit liber dem Anwendungsbereich (30-150 mm) dieser
Korrelation befindet. Die mit der Korrelation berechneten Werte der kritischen Massenstromdichte (Abbildung
4-14) werden nicht mehr unterschatzt (wie in Abbildung 4-13), dennoch besteht bei mehr als der Hélfte eine
Abweichung grofRer 20 %.
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Abbildung 4-15: Vergleich der Messdaten mit der SULTAN Korrelation (s=150 mm).
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Setzt man statt der Spaltbreite bei den Experimenten in dieser Arbeit die hoéchste Spaltbreite des

*
Beheizt

Anwendungsbereiches 150 mm ein, bei der ein = = 26,66 vorliegt, so verringern sich die Abweichungen

von den gemessenen Werten (Abbildung 4-15).

Fasst man die Betrachtungen bei den Korrelationsvergleichen der KAIST [100] und SULTAN [32] mit den
Ergebnissen dieser Arbeit zusammen, so wird wieder der Abschnitt 4.1.3.1 genannte Zusammenhang zwischen
dem % — Verhéltnis und der kritischen Warmestromdichte bestétigt. So fiihrt ein geringeres % -
Verhdltnis bei selber Massenstromdichte und Eintrittsunterkiihlung zu einer hoheren kritischen

*
Beheizt

Warmestromdichte, wahrend ein hoheres — Verhaltnis in einer geringeren kritischen Warmestromdichte

resultiert.
4.1.3.4 Korrelation von lwaki et. al [96]

Der Versuchsaufbau in der Arbeit [96] wurde bereits in Abschnitt 2.3.1.1 prasentiert. Da in der Arbeit [96] nur
wenige Versuchsdaten in einem unterschiedlichen Parameterbereich veroffentlicht wurden, welche sich fir
einen direkten Vergleich mit den restlichen Messdaten in diesem Abschnitt nicht eigneten, wird die Korrelation
fiir einen Vergleich herangezogen.

Da der Parameterbereich in [96] sich von dem Parameterbereich in dieser Arbeit weitgehend unterscheidet,
liefert auch die Anwendung der Korrelation nur in dem geringen Bereich der Uberschneidung plausible Werte
(Abbildung 4-16). Somit ist die Korrelation von Iwaki et. Al [96] in dem Parameterbereich der Versuche dieser
Arbeit nicht anwendbar.
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Abbildung 4-16: Vergleich der Messdaten mit der lwaki [96] Korrelation.
4.1.4 Entwicklung der Korrelationserweiterung

Basierend auf den im vorigen Kapitel gemachten Betrachtung wird als Grundlage fiir die Korrelationsentwicklung
die KAIST- Korrelation [100] gewahlt. Die Erweiterung der KAIST- Korrelation soll vor allem den sich unter
bestimmten Umstdnden verdandernden Gradienten des Verlaufs der kritischen Warmestromdichte tber der
Eintrittsunterkihlung bericksichtigen, welcher in Abschnitt 4.1.1 erldutert wurde. Hierzu wird der Koeffizient
(Gl. 2-24) in der KAIST- Korrelation (Gl. 2-23) so modifiziert, dass er den mit der Eintrittsunterkihlung
exponentiell groRer werdenden Anstieg wiedergibt. Um den Verlauf des Faktors C in Gleichung 2-24 aus einem
linearen in einen exponentiell steigenden umzuwandeln, wurde die Eintrittsunterkiihlung potenziert. Der
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Exponent wurde basierend auf der Methode der kleinsten Quadrate [185] graphisch bestimmt, sodass die
Summe der Abweichungsquadrate zwischen Messwerten und berechneten Werten minimal ist. So wird aus Gl.
2-24 Gleichung 4-5:

C =950 + 2,25(AT, — 2) 2-24
C =950 + 2,25(AT}***° — 2) 4-5

Weiterhin ist eine Anpassung hinsichtlich des unterschiedlichen % — Verhaltnisses bei den Studien
notwendig. Die Kaist- Korrelation [100] basiert unter anderem auf Daten von Siedekrise- Experimenten, welche
bei 0 kg/m?2s durchgefihrt wurden. Somit beriicksichtigt der erste Term in Gleichung 2-23 die kritische
Warmestromdichte beim Behéltersieden. Die kritische Warmestromdichte beim Behéltersieden hangt von dem
Verhiltnis zwischen Heizflache und der Masse des Fluides (iber dem Heizer ab [45]. Dieses Verhaltnis wird von
der Kanalgeometrie bestimmt. Somit ist der erste Term auf die Geometrie der Kaist- Versuche [100] ausgelegt.

Die Umrechnung des ersten Terms basiert auf dem Quotienten aus dem % — Verhiéltnis bei den KAIST-

Experimenten und der jeweiligen Kanalkonfiguration, bei der die kritische Warmestromdichte berechnet werden
soll. Die Umrechnung macht aus Gleichung 2-23:

Genr (@) = €C(1,2 4 0,004 * G)°* 2-23
Gleichung 4-6:

L*Beheizt Lzeheizt ot
Qeng = C| 1,2 % (—) /(—) +0,004 *G
S KAIST S Neue Konfiguration

Die mit der modifizierten Korrelation berechneten Messwerte geben somit die Messdaten aus dieser Arbeit mit
einer maximalen relativen Abweichung von 18,5 % wieder. AuBerdem kann diese Korrelation die kritische
Warmestromdichte mit vergleichbarer Genauigkeit bei anderen Kanalkonfigurationen wiedergeben (Abbildung
4-17).

4-6
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e TESEC [166] +15% g |
o ULPU 2400 [25]
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— o Kaist [100] -15%
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Abbildung 4-17: Vergleich der modifizierten Korrelation mit den Messwerten aus dieser und weiterer Studien.

Da die berechneten Daten mit der auf den %— Verhdltnissen basierenden Umrechnung die Messdaten bei

den unterschiedlichen Experimenten so gut wiedergeben, erweist sich der Einfluss des LEE’S‘”“ — Verhaltnisses
auf die kritische Warmestromdichte als bewiesen. Zudem ist es dank der KAIST-Korrelation gelungen, den
Einfluss des @ — Verhaltnisses auf die kritische Warmestromdichte, wenn auch indirekt, zu quantifizieren.
Somit beschreibt der erste Term in Gleichung 4-6 den Anteil der kritischen Warmestromdichte, der sich durch
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das Behaltersieden bei ruhender Stromung ergibt, wahrend der zweite Term den Effekt des Stromungssiedens

abbildet. So wird der Einfluss des ersten Terms mit zunehmendem % — Verhiltnis schwacher (Abbildung 4-

18). Dies liegt daran, dass die beheizte Ladnge Ly peize €in MaR fir die Flaiche und somit den Warmeeintrag Q in
das Fluid darstellt, wahrend die Spaltbreite s ein MaR fiir die zu verdampfende Wassermenge ist. Ein dhnlicher
Verlauf konnte bereits ansatzweise bei den Messwerten in Abbildung 4-10 erkannt werden.

Die so entstandene neue Korrelation (Gl. 4-6, 4-5) eignet sich somit zur Berechnung der kritischen

« . kw . . . . Lpehei R .
Warmestromdichte gy, s (F) bei Kanalabmessungen zumindest im Bereich der Be’swLZt—VerhaItnlsse, welche in

dieser Arbeit betrachtet wurden, bei Massenstromdichten im Bereich bis 1000 kg/m?s, bei
Eintrittsunterkiihlungen bis 50 K, IVR ERVC- typischen Druck und dem Medium Wasser. Wobei die

Eintrittsunterkihlung AT, in K, und die Massenstromdichte in m—fs einzusetzen sind.

C =950 + 2.25(AT}***° — 2) 4-5
0.4 4-6
8
Geng = C| 75+——+ 0,004 G
Beheizt
S
2500
2000
1500
kW
Gers [7]
1000
500
0
0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20
L

4
Beheizt

5
Abbildung 4-18: Verlauf der kritischen Warmestromdichte Giber dem @— Verhiltnis.

4.2 Ergebnisse der stationdren Versuche bei 45° Neigungswinkel

Analog zu Kapitel 4.1 erfolgt in diesem Kapitel zunachst die Vorstellung der Messdaten bei 45° geneigter nach
oben durchstromter Teststrecke. Diese Versuche sollen die Siedekrise im mittleren Teil des
Reaktordruckbehélterbodens nachbilden (Abbildung 4-19). Nach Vorstellung der Messdaten und einer
Betrachtung der Einfllisse der variierten Parameter erfolgt eine phanomenologische Betrachtung des
Stromungsregimes bei 45° geneigter nach oben durchstromter Teststrecke. Die Messdaten werden mit
Experimenten aus friiheren Studien verglichen und die Vorhersage von Korrelationen, welche die kritische
Warmestromdichte bei geneigtem Heizer berechnen kénnen, gepriift.

97



Ergebnisse

Abbildung 4-19: Versuchskonfiguration bei 45° Neigungswinkel.
4.2.1 Einfluss der Massenstromdichte und der Eintrittsunterkiihlung

Abbildung 4-20 zeigt den Verlauf der Warmestromdichten tiber der Massenstromdichte bei verschiedenen
Eintrittsunterkihlungen. Bei den Verldufen bei 10 und 30 K Unterkihlung ist ein um 20 % hoherer Anstieg der
Warmestromdichte mit der Massenstromdichte als bei den Referenzversuchen bei 90° Neigungswinkel zu
verzeichnen. Die kritischen Warmestromdichten fallen jedoch geringer aus. Dies ist dadurch zu erklaren, dass bei
geneigter Teststrecke die Komponente der statischen Auftriebskraft in Stromungsrichtung abnimmt, und somit
die dynamische Auftriebskraft hinsichtlich des Siedekrisenprozesses an Bedeutung gewinnt. Zudem bewirkt die
schwachere Gesamtauftriebskraft eine ldangere Verweildauer der Gasphase im Kanal, was in groRReren
Blasendurchmessern resultiert. Dies verstarkt umso mehr den Einfluss der dynamischen Auftriebskrafte bereits
im Bereich geringer Massenstromdichten.
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Abbildung 4-20: Verlauf der kritischen Warmestromdichte liber der Massenstromdichte bei 45°
Neigungswinkel.

Bei einer Eintrittsunterkiihlung von 50 K ist der Anstieg der kritischen Warmestromdichte mit der
Massenstromdichte bereits 50 % hoher als bei den 90° Neigungswinkel Referenzversuchen und die kritische
Wirmestromdichte bei G = 400 kg/m?s und AT, = 50 K (ibersteigt den Referenzpunkt um 10 %. Bei der
Uberpriifung der Messdaten hat sich herausgestellt, dass mit hoéher werdender Eintrittsunterkiihlung,
Massenstromdichte und Heizleistung Instabilititen auftreten, welcher mit der Erhéhung der genannten
Parameter in starkeren DruckstoRen mit héherer Frequenz resultierten (Abbildung 4-21; Abbildung 4-22). Durch
die héher werdenden Driicke und dadurch steigenden Sattigungstemperaturen wird die Dampfproduktion
verhindert und sogar der bestehende Dampf schlagartig kondensiert, was ein Eintreten der Siedekrise erschwert.
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Da die auftretenden Instabilitdten die Randbedingungen flr das Auftreten der Siedekrise wesentlich verandern,

dirfen die Messdaten aus diesen Experimenten nicht zum Vergleich mit den anderen Messdaten herangezogen
werden.

Bereits bei der Parameterkonfiguration G = 400 kg/m?s und AT, = 50 K waren die Druckschlige so intensiv
und die Temperaturen auf der Heizer- Rickseite so hoch, dass die Teststreckenkonstruktion wahrend dem
Experiment undicht wurde. Bei den Parametern G = 600 kg/m?s und AT, = 50 K war somit dem Trend nach
Abbildung 4-21 mit noch starkeren Druckschldagen und héheren Teststreckentemperaturen bis zum Eintreten der
Siedekrise zu rechnen. Da der COSMOS-L Stromungskanal nur auf ein Druckniveau von bis zu 5 bar zugelassen ist
und bei undichtem Teststreckenbetrieb keine elektrische Isolation mehr gewadhrleistet ist, konnte aus
sicherheitstechnischen Griinden dieser Versuch nicht gefahren werden.
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Abbildung 4-21: Verlauf der maximalen Druckschldge und Frequenzen Gber der Massenstromdichte bei
verschiedenen Eintrittsunterkihlungen.
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Abbildung 4-22 (a): Verlauf der Uberdriicke am Kanaleintritt (iber der Zeit (links G = ZOO%ATU =10K;
rechts G = 400 <L, AT, = 10 K).
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Abbildung 4-22 (b): Verlauf der Uberdriicke am Kanaleintritt (iber der Zeit (links G = 600k—f,ATU =10K;
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Abbildung 4-22 (c): Verlauf der Uberdriicke am Kanaleintritt tiber der Zeit (links G = 400 k—f,ATU =30K;
rechts G = 600 <L, AT, = 30 K).
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Abbildung 4-22 (d): Verlauf der Uberdriicke am Kanaleintritt tiber der Zeit (links G = 200k—zg,ATU =50K;
rechts G = 400~ AT, = 50 K).
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4.2.2 Phanomenologische Betrachtung

Auf gleiche Art und Weise wie in Abschnitt 4.2.1 erfolgt in diesem Abschnitt eine Betrachtung des
Siedekrisenphdnomens bei 45° Neigungswinkel nach oben durchstromter Teststrecke. Wie bereits in Abschnitt
4.2.1 erwahnt, zeichnet sich das Stromungssieden bei geneigter Teststrecke durch eine geringere Komponente
der statischen Auftriebskraft in Stromungsrichtung und einer hoheren Verweilzeit der Gasphase im
Strdmungskanal. Gleichzeitig entsteht eine Komponente der statischen Auftriebskraft in Richtung der Heizflache.
Dies bewirkt, dass die Gasphase gegen den Heizer gedriickt wird und so ein Abheben der Dampfblasen von der
Heizer- Oberflache verhindert (Abbildung 4-23). Die in Heizerrichtung wirkende Komponente der statischen
Auftriebskraft bewirkt auferdem ein Platten der Dampfblasen, wodurch diese von der durch die
Oberflachenspannung angestrebten kugelartigen Form abweichen. Obwohl der Neigungswinkel in dieser
Messreihe mit 45° Glber dem liegt, bei dem in der Studie [173] keine Schichtung der Phasen mehr beobachtet
wurde (30°), lasst sich anhand der Stromungsaufnahmen eine geschichtete Schwallstrémung (Abbildung 2-6)
erkennen. Ein Grund fiir diesen Unterschied kann die Tatsache sein, dass die Versuche der Studie [173] in einem
geneigten Rohr durchgefiihrt wurden. Die Trennung der Phasen bewirkt eine Verringerung der spezifischen
Grenzflache und der Kondensationsraten an der Flussigphase. Dieser Effekt fiihrt bei geneigter Teststrecke zu
grolleren Blasendurchmessern und einem héheren Dampfanteil in der Strémung. Der hohere Dampfanteil im
geneigten Kanal (im Gegensatz zum vertikalen) wurde ebenso in [173] beobachtet.

Abbildung 4-23: Typische Blasenform bei 45° geneigter Teststrecke bei G = 200 %,ATU = 50 K (Heizflache

ist oben).
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Sequenz 1 Sequenz 2 Sequenz 3 Sequenz 4 Sequenz 5 Sequenz 6 Sequenz 7 Sequenz 8 Sequenz 9 Sequenz 10

Abbildung 4-24 a: Dampfproduktion bei 45° Neigungswinkel G = 2001:—“25,ATU = 50 K (Stromungsrichtung

nach oben, Heizer auf der linken Seite).
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5

Sequenz 11 Sequenz 12 Sequenz 13 Sequenz14  Sequenz 15 Sequenz 16 Sequenz 17 Sequenz 18 Sequenz 19 Sequenz 20

Abbildung 4-24 b: Stromungsstagnierung und Start der Kondensation bei 45° Neigungswinkel
G= 200k—f,ATu = 50 K (Stromungsrichtung nach oben, Heizer auf der linken Seite).
mes

Basierend auf den optischen Betrachtungen (Abbildung 4-24 (a, b)), lassen sich ebenso die bei den Experimenten
auftretenden Instabilitaten erklaren. Die langere Verweilzeit der Dampfblasen im Stromungskanal bewirkt auRer
dem héheren Dampfanteil im Strdmungskanal ebenso einen héheren Dampfanteil in der Gesamtanlage, da die
Gasphase, im Gegensatz zu den Experimenten bei vertikaler Teststrecke, nicht schnell genug die beheizte Strecke
passieren kann, um in der Rohleitung stromauf wieder zu kondensieren. So entsteht ein Ungleichgewicht
zwischen Dampfproduktion und Kondensation zu Gunsten der Dampfproduktion. Dieses Ungleichgewicht
bewirkt wiederum durch den hoheren Dampfanteil in der Anlage einen Druckanstieg stromab, welcher wiederum
die Stromung im Kanal zunachst verlangsamt und schlieflich blockiert. Der hohere Druck bewirkt schlieBlich eine
héhere Unterkiihlung, welche dann zu einer schlagartigen Kondensation und zu einem ZusammenstoR der
Wassersaulen stromauf und stromab fiihrt, welcher wiederum in einem Druckschlag resultiert. In Abbildung 4-
24 (a, b) ist eine Bildersequenz dargestellt, welche den Ablauf dieses Vorganges illustriert. Zu Beginn (Sequenz 1-
5), findet eine erhohte Dampfproduktion statt. In Sequenz 6-10 (Abbildung 4-24(a)) wird die
Dampfstromungsgeschwindigkeit verlangsamt, der erzeugte Dampf blockiert den Kanal und die Stromung
stagniert. In Sequenz 11-15 (Abbildung 4-24 (b)) ist der Vorgang der schlagartigen Kondensation bereits
eingesetzt. In Sequenz 16-20 ist der Vorgang der schlagartigen Kondensation abgeschlossen und die
Wassersaulen vor und nach dem Dampf prallen aufeinander, wodurch es zu einem Druckschlag kommt. In der
Zeitspanne nach dem Druckschlag wird ebenso die Dampfproduktion wegen der tempordr erhohten
Unterkiihlung eingestellt, bis sich das thermohydraulische System wieder entspannt hat und der eingestellte
Systemdruck wieder herrscht. Auf diese Art und Weise wird das Eintreten der Siedekrise von diesem Phdanomen
verhindert. Je hoéher die Masse an Dampf bei der schlagartigen Kondensation ist, desto starker kdnnen die
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aufeinandertreffenden Wassersaulen beschleunigt werden und umso starker ist der Druckschlag. Gleichzeitig
bewirkt eine hohere Heizleistung eine intensivere Dampfproduktion und der kritische Punkt des
Ungleichgewichts, bei dem die schlagartige Kondensation eintritt, kann schneller erreicht werden, was zu einer
héheren Frequenz der Druckschldge fiihrt. Dieses Phanomen wird als Kondensationsschlag oder auch
kondensationsinduzierter Wasserhammer bezeichnet und wurde bereits in Abschnitt 2.2.2.3 beschrieben.
Obwohl dieses Phdnomen in der Art und Weise, wie es in den Experimenten dieser Arbeit auftrat, bisher in keiner
Studie beschrieben wurde, wird der generelle Trend, dass sich hohere Fluidunterkihlungen in intensiveren
Druckschldgen duBern, bestatigt [169, 170].

4.2.3 Vergleich mit friiheren Studien

In den meisten der Studien, welche in Abschnitt 4.1.3 zum Vergleich mit den Messdaten bei 90° Neigungswinkel
aus dieser Arbeit herangezogen wurden, wurde die Siedekrise ebenso unter verschiedenen Neigungswinkeln
untersucht. Hierbei soll wieder an die unterschiedlichen Herangehensweisen in diesen Studien beziglich
Kanalgeometrie und Leistungsverteilung erinnert werden. An dieser Stelle ist zu erinnern, dass bei den ULPU2000
[95] und ULPU2400 [25] Experimenten, wo die Siedekrise bei 45° Neigungswinkel auftrat, sich die
Leistungsverteilung von der in Abbildung 2-15 fiir den Fall bei 90° Neigungswinkel unterschieden hat. So trat die
maximale Leistungsdichte im mittleren Bereich der beheizten Strecke auf (Abbildung 2-16).

In der Studie [166] wurden die Siedekrise- Experimente, wie auch in dieser Arbeit, durch Schwenken des ebenen
Heizers um den Winkel 45° realisiert. Der Vergleich der Messdaten ist in Abbildung 4-25 dargestellt. Wie bereits
bei den 90° Versuchen, fallen auch bei 45° Neigungswinkel die kritischen Warmestromdichten der anderen
Studien deutlich hoher als bei den Experimenten in dieser Arbeit aus. Erklart werden diese Abweichungen durch

— Verhaltnis und der daraus resultierenden o6rtlichen kritischen Dampfqualitat.

. . LB ohei
das bereits erwdhnte %

Wahrend die %—Verhéltnisse bei der TESEC [166] Studie und in dieser Arbeit aus Tabelle 4.2 ibernommen
werden kdnnen, miissen die Werte bei den ULPU- Experimenten, wo die Siedekrise auf halber beheizter Lange

LBE’S‘”'“ — Verhaltnisse bei den ULPU 2000 und ULPU 2400

auftrat, entsprechend umgerechnet werden. Die
Experimenten ergeben sich somit zu 1,27 und 3,83. Die % — Verhaltnisse der TESEC [166] und der ULPU
2000 Studie liegen bei den 45° Experimenten sehr nah beieinander, daher passen die Daten der ULPU 2000 Studie

auch in den Trendverlauf der TESEC- Werte. Da die % — Verhiltnisse der Experimente aus der Literatur

geringer sind als in dieser Arbeit, liegen die kritischen Warmestromdichten Gber dem Trendverlauf der Werte
aus dieser Arbeit.
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Abbildung 4-25: Vergleich von Messdaten bei 45° Neigungswinkel aus der Literatur mit den Daten aus dieser
Studie.

Eine Anwendung der SULTAN- Korrelation [100] auf die Messdaten bei 45 ° Neigungswinkel liefert wegen der

. . LBehei A . . . ..
sich unterscheidenden BE’S“”” — Verhéltnisse der Studien ebenso um vieles kleinere Werte der kritischen

Massenstromdichte (Abbildung 4-26).
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Abbildung 4-26: Vergleich von Messdaten bei 45° Neigungswinkel mit der SULTAN- Korrelation [100].
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4.3 Ergebnisse der stationdren Versuche bei 0° Neigungswinkel

In diesem Kapitel werden die Messdaten bei 0° Neigungswinkel von unten durchstromter Teststrecke
prasentiert. Dieser Versuchsaufbau dient zur Abbildung des Siedekrisenphdanomens im unteren Teil des
Reaktordruckbehalterbodens, unmittelbar nach dem Einstromen in den IVR ERVC- Stromungspfad (Abbildung
4-27). Die Verlaufe der kritischen Warmestromdichten bei 0° Neigungswinkel werden vorgestellt, gefolgt von
einer Betrachtung der Einflisse der Versuchsparameter. Die phanomenologischen Besonderheiten der
Siedekrise bei 0° Neigungswinkel werden den anderen Versuchsreihen bei 0° und 45° Neigungswinkel
gegenlbergestellt. Die Messdaten werden mit Experimenten aus friiheren Studien verglichen und die
Vorhersage von Korrelationen, welche die kritische Warmestromdichte bei geneigtem Heizer berechnen kénnen,
gepruft.

g
ALY
=

Abbildung 4-27: Versuchskonfiguration bei 0° Neigungswinkel.
4.3.1 Einfluss der Massenstromdichte und der Eintrittsunterkiihlung

In Abbildung 4-28 sind die Verldufe der kritischen Warmestromdichten Uber der Massenstromdichte bei
verschiedenen Eintrittsunterkiihlungen dargestellt. Insbesondere im Bereich niedriger Massenstromdichten und
Unterkiihlungen sind die kritischen Warmestromdichten viele Male kleiner ausgefallen als bei den 90°
Neigungswinkel- Referenzversuchen. Waiahrend der Experimente bei der Parameterkombination
G= ZOO%ATU =10 K stieR die Versuchsanlage an ihre untere Leistungsgrenze, weswegen die
Glaubwirdigkeit dieses Wertes angezweifelt wird. Die generelle Tendenz der kritischen Warmestromdichte sich
mit steigender Massenstromdichte und Eintrittsunterkiihlung zu erhéhen wurde bestatigt.
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Abbildung 4-28: Verlauf der kritischen Warmestromdichte iber der Massenstromdichte bei 0° Neigungswinkel.

Flr den quantitativen Vergleich der Messdaten bei 0° Neigungswinkel mit den Referenzversuchen bei 90° wird

ein dimensionsloser Kennwert eingefiihrt, welcher die kritischen Warmestromdichten bei den verschiedenen

Experimenten ins Verhaltnis setzt und somit den Einfluss des Neigungswinkels quantifiziert:

«  9chf90° 4-7
Q9 = — —

qchf,()"

Der Verlauf dieses Kennwerts (iber der Massenstromdichte (Abbildung 4-29) zeigt, dass der Einfluss des

Neigungswinkels mit hoherer Massenstromdichte und Eintrittsunterkiihlung abnimmt. Der Grund fir dieses

Verhalten ist die Tatsache, dass bei hoherer Massenstromdichte und Flissigkeitsgeschwindigkeit der Anteil der

statischen Auftriebskraft in der Kraftebilanz an der Dampfphase abnimmt und somit der Einfluss der

Kanalneigung abnimmt.
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Abbildung 4-29: Verlauf von g tber der Massenstromdichte bei 0° Neigungswinkel.
4.3.2 Phanomenologische Betrachtung

Dieser Abschnitt dient der Erlduterung der Besonderheiten des Stromungsbildes bei 0° Neigungswinkel im
Bereich des kritischen Siedezustandes. Abbildung 4-30 zeigt die seitliche Aufnahme des Strémungsbildes bei
G = ZOO%ATU = 50 K. Die Bilder wurden im zeitlichen Abstand von 0,2 Sekunden aufgenommen. An den
markierten Farben kann die Bewegung der Blasen verfolgt werden. In diesem Fall liegt die maximale
Fltssigkeitsgeschwindigkeit bei 0,2 m/s, wahrend die maximale Blasengeschwindigkeit nur bei 0,1 m/s liegt und
sich einige Blasen kaum bewegen. Dieses Verhalten kann mit der hoheren Komponente der statischen
Auftriebskraft in Richtung Heizer und der dadurch resultierenden hdéheren Reibung (ﬁReibung =
uReibungﬁNormal,uReibung — Reibungskoeffizient) zwischen Dampf und Heizer erkldrt werden.
Bemerkenswert ist, dass nach der initialen Blasenbildung keine weiteren Blasen mehr produziert werden und der
Warmeibergangsprozess von dem Heizer zur Stromung hauptsachlich durch Grenzflaichenverdampfung- und
Kondensation stattfindet. Das Dampfpolster am Heizer wirkt hierbei als eine Art Warmepumpe, wahrend an der
Heizflache in die Gasphase Dampf produziert wird, kondensiert dieser wieder an der Flissig- Gas-Grenzflache.
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Abbildung 4-30: Strémungsregimen bei 0° Neigungswinkel und ZOO%ATU = 50 K (Heizer oben,

0 Sekunden

0,2 Sekunden

0,4 Sekunden

0,6 Sekunden

1,2 Sekunden

Strémungsrichtung nach rechts).

4.3.3  Vergleich mit friiheren Studien

In diesem Abschnitt findet der Vergleich der Messdaten aus dieser Arbeit mit den Werten der kritischen
Warmestromdichte aus anderen Studien im Kanalbereich bei 0° Neigungswinkel statt. An dieser Stelle soll wieder
an das veranderliche Leistungsprofil (Abbildung 2-17) bei den UPLU 2000, 2400 Experimenten mit gekrimmtem

. . . . LBeohei e
Heizer erinnert werden. Dies erfordert eine erneute Umrechnung der % —Verhiltnisse.

In Abbildung 4-31 sind die Messdaten aus den Studien Gber dem Trendverlauf der Messdaten aus dieser Arbeit
aufgetragen. Zu beachten ist, dass die Siedekrise bei den Versuchen aus der Literatur nicht direkt bei 0°, sondern
ein Stuck weiter stromauf bei 10° Neigungswinkel auftraten. Ebenso wurde die Neigung in den TESEC [166]
Versuchen zu 10° eingestellt.
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Abbildung 4-31: Vergleich von Messdaten bei 0-10° Neigungswinkel aus der Literatur mit dieser Arbeit.

Wie erwartet, liegen die Werte der kritischen Warmestromdichte bei den Studien aus der Literatur wegen des

geringeren % — Verhaltnisses deutlich Gber den Messwerten aus dieser Arbeit. Dennoch zeigt sich hierbei
ein gewisser Widerspruch bei dem Vergleich der Messdaten aus der TESEC [166] Studie mit der ULPU 2000 [95]

Studie. Das berechnete %—Verhéltnis bei der ULPU 2000 [95] betradgt 0,47 und ist fast 2-mal geringer als in

der TESEC [166] Studie. Dennoch liegt der Wert bei der ULPU 2000- Studie deutlich unter dem Trendverlauf aus
[166]. Eine mogliche Erklarung hierfur findet sich in der phanomenologischen Betrachtung aus dem letzten
Abschnitt. Bei dem Prozess der Siedekrise bei niedrigem Neigungswinkel, wo der Beitrag des statischen Auftriebs
gering ist, gibt es eine minimale Geschwindigkeit, unter jener der Blasentransport in Stromungsrichtung praktisch
nicht stattfindet. Erst bei Uberschreiten dieser minimalen Geschwindigkeit kann der Blasenabtransport
stattfinden, sodass der Wert der kritischen Warmestromdichte stark ansteigt. Dies erkldrt ebenso die Erh6hung
der kritischen Warmestromdichte um mehr als 100 % bei einem Anstieg der Massenstromdichte von 200 auf 400
kg/m?s in dieser Arbeit.
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Abbildung 4-32: Vergleich von Messdaten bei 0-10° Neigungswinkel aus der Literatur und dieser Studie mit der
SULTAN-Korrelation.
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Der Vergleich der Messdaten mit der SULTAN- Korrelation (Abbildung 4-32) zeigt bei 0° Neigungswinkel eine
bessere Ubereinstimmung als in den Fillen bei 90° und 45°. Zudem liegen die berechneten Werte sowohl iiber
als auch unter den gemessenen Werten. Abschliefend zur SULTAN- Korrelation kann geschlussfolgert werden,
dass diese wegen ihres Einsatzbereichs bei der Spaltbreite von 0,03 bis 0,15 m fiir auf Anwendung im Bereich der
Kanalparameter in dieser Studie nicht geeignet ist.

4.4 Korrelationsentwicklung fiir die kritische Warmestromdichte bei geneigter Teststrecke

In diesem Abschnitt wird die in dieser Arbeit entwickelte Korrelation vorgestellt, welche ausgehend aus dem
Wert der kritischen Warmestromdichte bei Vertikal nach oben durchstromter Teststrecke, welcher sich bei
verschiedenen Kanalabmessungen mit der in Kapitel 4.1.4 vorgestellten Korrelation in Gleichung 4-6 berechnen
Iasst, die kritische Warmestromdichte bei geneigter Teststrecke berechnet.

Die Herleitung der Korrelation basiert auf den phanomenologischen Betrachtungen zum Einfluss des
Neigungswinkels auf die Blasendynamik wahrend des Siedeprozesses. So wurde der Einfluss der Kanalneigung
auf die Komponente der statischen Auftriebskraft in Stromungsrichtung in den vorigen Kapiteln hervorgehoben.
Abbildung 4-33 zeigt schematisch die Bilanz der wesentlichen auf die Gasphase wirkenden Krafte. Die
Widerstandskraft wurde bereits in Kapitel 2 erldutert und in Gleichung 4-1 vereinfacht. Die Komponente der
statischen Auftriebskraft in Stromungsrichtung wird mit folgender Formel berechnet:
ﬁStatischer Auftrieb, Strémungsrichtung — APVQSinﬁ 4-8
Bei dem Ansatz zur Berechnung der kritischen Warmestromdichte bei dem jeweiligen Neigungswinkel der
Teststrecke, wird nun die Summe der an der Gasphase wesentlicher angreifender Krafte in das Verhaltnis zum
jeweiligen Referenzwert bei 90° geneigter Teststrecke gesetzt:

N

R ; L Sp
FStatischer Auftrieb

| B
Y F 5 3
N, I Statischer Auftrieb,
N ;
v \\ Strémungsrichtung

H

> “
FWiderstand kS

Abbildung 4-33: Schema der Bilanz der wesentlichen an der Gasphase angreifenden Krafte.

n

- -
FWiderstand,x° + FStat.Auftrieb,x° ) 4-9

Acnfxe = Qehf,90° * <—> =

widerstand,00° T Fstat.aurtrieb,90°
Beide Krafte beinhalten in ihrer Definition die geometrischen Parameter der Blase. Wobei bei der
Widerstandskraft die projizierte Flache, also die Abmessungen der Dampfblasen quer zur Strémungsrichtung,
maRgebend ist, wahrend bei der statischen Auftriebskraft das Gesamtvolumen der Blase von Bedeutung ist. Im
Folgenden soll sz die maximale Dicke, wg die maximale Breite und [z die maximale Lange der Blase sein. Unter
der Annahme, dass alle Dampfblasen allgemein eine ellipsoide Form aufweisen, wird aus Gleichung 4-9 mit der

Definition der Flussigkeitsgeschwindigkeit us; = ———:
& & & It pri(1-¢)

G’msywy | Apmsgwglygsind

pr(1—€)?8 6 4-10
Genfx = denf00° ™ | —Gags o 4 Dpmspwplpgsin90°
pr(l—¢€)*8 6
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G*msywy |, Pp(1 — €)*BApmsgwglp gsind i
prd—e)28 6
GPrsgwy pri(1 — €)?8Aprsgwglp gsin90° /

Prrc—e)28 6

denf x> = Qenf,90° * {

Da sich die Abmessungen der Blasen wahrend des Siedeprozesses sehr komplex verhalten kdnnen und hierfir
eine Korrelation bendtigt wiirde, welche die Abmessungen der Blasen in Abhdngigkeit sowohl
thermohydraulischer als auch geometrischer Parameter des Stromungskanals berticksichtigt musste, wurden im

Rahmen dieser Arbeit die Blasenabmessungen und andere physikalische GroRen in Gleichung 4-10 gekiirzt und
6

Gegensatz zur Korrelationsmodifizierung in Abschnitt 4.1.4, wurde im Fall von Gleichung 4-10 bei der
Bestimmung der Koeffizienten K;, K,, n numerisch vorgegangen. Hierfiir wurde ein Skript geschrieben, welches
die Summe der Fehlerquadrate bei unterschiedlichen Parameterkombinationen berechnet. Auf Basis dieser
Berechnung bestimmt das Skript die Kombination der Koeffizienten K;, K,,n bei der sich das Minimum der
Summe der Fehlerquadrate ergibt. Die im Rahmen dieser Arbeit vorgeschlagene Korrelation zur Berechnung der
kritischen Warmestromdichte bei verschiedenen Kanalneigungswinkeln lautet demnach:

der restliche Ausdruck mit einem entsprechenden Koeffizienten K = zusammengefasst. Im

G 2+gsin19

| P2 o 4‘”
Qenf x> = Genf,90° (i)z + gsin90°
Pr1 K,

Mit K; = 18,8%; K, = 20,6%; n =1 und qcpf 90> aus Gleichung 4-6. In Abbildung 4-34 ist der Vergleich der
Korrelation mit den Messwerten aus dieser Arbeit zu sehen. Die meisten Messwerte liegen im Bereich £20 % um
den wahren Wert. Abbildung 4-35 zeigt das Ergebnis der Anwendung von Gleichung 4-6 und 4-11 bei den
Parametern und Kanalgeometrie aus den Studien [166, 25, 95]. Wobei Studie [166] Messwerte bei 10°, 20°, 30°,
40°, 50°, 60°, 70°, 80° enthalt. Auch bei den anderen Studien, bei denen sich die geometrischen Parameter stark
unterscheiden, zeigt Gl. 4-11 eine vergleichbar gute Genauigkeit. Somit kénnen Gleichungen 4-6 und 4-11 zur
Berechnung der kritischen Warmestromdichte bei verschiedenen Neigungswinkeln im Bereich des
Atmospharendrucks, bei Massenstromdichten bis 1000 kg/m?s, Eintrittsunterkiihlungen bis 50 K und zumindest
in Geometrien im Bereich der in dieser Arbeit aufgefiihrten Experimente benutzt werden.
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Abbildung 4-34: Vergleich der Korrelation aus Gl.4-11 mit den Messwerten aus dieser Arbeit.
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Abbildung 4-35: Vergleich der Korrelation mit den Messdaten aus [166, 25, 95].
4.5 Siedekrise bei oszillierenden Massenstromdichten

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse der Experimente bei oszillierender Massenstromdichte prasentiert, bei
denen zusatzlich zu den Parametern Massenstromdichte und Eintrittsunterkiihlung eine Variation der
Oszillationsparameter Periode T und relative Amplitude A?G betrachtet werden. Diese liefern einen wichtigen
Beitrag fur das Verstindnis der Siedekrise bei den unter IVR ERVC- Bedingungen auftretenden
Stromungsregimen, welche in Kapitel 2.4-2.5 beschrieben wurden. Wie bereits in Kapitel 3 erldutert wurde,
erfolgt die Einstellung der Oszillationen bei den Versuchen mit einem Paar schnell schaltender
Proportionalventile. Die Massenstromdichte bei den Experimenten hat dabei einen sinusdhnlichen Verlauf
(Abbildung 4-36). Hierbei konnte bei den Experimenten keine ideale Reproduktion der Massenstromprofile
erreicht werden, die maximale Abweichung der kleinsten und héchsten Werte der Massenstromdichte betrug 5
%. In dem in Abbildung 4-36 gezeigten Fall betragt die Abweichung 1 % von dem Sollwert. Es sei zu betonen, dass
der sinusartige Massenstromdichteverlauf eine idealisierte Annahme darstellt und der wahre Verlauf von einer
harmonischen Funktion abweicht [30].
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Abbildung 4-36: Verlauf des Massenstroms bei G = 400k—g 7=10 sec;A?G =0,3.
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Im Folgenden werden die Messdaten der kritischen Warmestromdichte bei oszillierenden Massenstromdichten
unter 90° und 0° Neigungswinkel vorgestellt und der Einfluss der Oszillationen analysiert. Bei den Versuchen bei
45° Neigungswinkel erweist sich eine solche Analyse nicht als zweckmaRig, da sich die Druckschldage des
kondensationsinduzierten Wasserhammers und die Massenstromdichteschwankungen tberlagern, und so eine
Betrachtung des Einflusses der Massenstromdichteoszillationen nicht moglich ist. Zur Quantifizierung des
Einflusses der Massenstromdichteoszillationen wird ein dimensionsloser Parameter eingefiihrt, welcher die
kritische Warmestromdichte bei oszillierender Massenstromdichte gy o5, ins Verhdltnis zum Referenzwert bei
stationdrer Massenstromdichte qcpf seqtionar Setzt:

q* _ qchf,Osz
osz ——_—
qchf,Stationir 4-12

4.5.1 Versuche bei 90° Neigungswinkel

Abbildung 4-37 zeigt den Verlauf von g, Uber der Massenstromdichte bei verschiedenen Variationen der
Oszillationsparameter. Es ist zu erkennen, dass bei geringen Massenstromdichten Oszillationen geringer
Amplitude keinen oder sogar einen geringfligig positiven Einfluss auf die kritische Warmestromdichte haben
koénnen. Allerdings muss hierbei betont werden, dass die Differenz zwischen den Werten bei stationdrer und
oszillierender Massenstromdichte sehr gering ist und im, in Kapitel 3 beschriebenen, Unsicherheitsintervall liegt,
sodass kein Einfluss der Oszillationen bei geringen Amplituden und Massenstromdichten bestatigt werden kann.
Ruckblickend auf Abschnitt 4.1.3 kann der geringe Einfluss der Oszillationen in diesem Parameterbereich dadurch
erklart werden, dass der Einfluss der Massenstromdichte auf die kritische Warmestromdichte sehr gering ist. So
ware die kritische Warmestromdichte, berechnet mit Korrelation 4-6 bei der minimalen Massenstromdichte, nur

. . . . - . . A
um ca. 7 % geringer als bei der mittleren Massenstromdichte. Bei einer relativen Amplitude von ?G = 0,7 macht

sich der Einfluss der Oszillationen bei niedrigen Massenstromdichten bereits starker bemerkbar. Bei der
hochsten Periode wird die kritische Warmestromdichte um ca. 17 % verringert. Hier wirken sich die Phasen
niedriger Massenstromdichte bereits deutlich starker aus.
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Abbildung 4-37: Verlauf von g liber der mittleren Massenstromdichte bei AT, = 30 K, 9 = 90°.

Im Bereich mittlerer Massenstromdichten bei 400 kg/m?s ist die Wirkung der Oszillationen bereits bei niedrigen
relativen Amplituden bemerkbar und bewirkt EinbuRen der kritischen Warmestromdichte um fast 7 % bei der
hochsten Oszillationsperiode. Mit hoherer Amplitude wird der Einfluss der Oszillationen verstarkt, bleibt aber
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bei einer Oszillationsperiode von 50 Sekunden geringer als bei mittleren Massenstromdichten von 200 kg/m?s.
Bei einer mittleren Massenstromdichte von 600 kg/m?s ist der Einfluss der Oszillationen bei geringer Amplitude

mit dem bei 400 kg/m?s praktisch identisch. Bei einer relativen Amplitude von A?G = 0,7 wird der Einfluss der

Oszillationen deutlich verstarkt und bewirkt prozentual eine noch stirkere Absenkung der kritischen
Warmestromdichte als bei 200 kg/m?2s mittlerer Massenstromdichte.

In Abbildung 4-38 ist der Verlauf von q(s; bei einer mittleren Massenstromdichte 400 kg/m?s tber der
Eintrittsunterkhlung zu sehen. Im Bereich niedriger Eintrittsunterkihlungen von 10 K ist der Einfluss sehr gering
und die Differenz bei den verschiedenen Parameterkombinationen der Oszillation liegt im Rahmen der
statistischen Unsicherheit aus Abschnitt 4.1.3. Bei einer Eintrittsunterkiihlung von 30 K wird der Einfluss der
Oszillationen starker und verringert die kritische Warmestromdichte bei einer relativen Amplitude von A?G =0,7
und einer Periode von 50 Sekunden um 12 %. Bei der hochsten Eintrittsunterkiihlung in den Experimenten von
50 K ist der Einfluss der Oszillationen dem bei 30 K Unterkiihlung praktisch identisch. Massenstromoszillationen
mit einer relativen Amplitude AG—G = 0,7 wirkten sich am starksten bei 50 K Eintrittsunterkihlung aus und

bewirkten eine Verringerung der kritischen Warmestromdichte um fast 23 %.

Generell hat sich bei den Versuchen der Trend gezeigt, bei dem der negative Einfluss der
Massenstromoszillationen auf die kritische Warmestromdichte mit héherer relativer Amplitude und Periode
zunimmt.
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Abbildung 4-38: Verlauf von g, Uber der Eintrittsunterkiihlung bei G = 400%,19 = 90°.

4.5.2 Versuche bei 0° Neigungswinkel

In Abbildung 4-39 ist der Verlauf von qs; Uber der Massenstromdichte bei den Experimenten mit 0°
Neigungswinkel dargestellt. Wahrend die Messergebnisse den generellen Trend einer sich mit héherer
Amplitude und Periode der Oszillation verringernden kritischen Warmestromdichte bestéatigen, zeigt sich bei
einer mittleren Massenstromdichte von 200 kg/m?s, einer relativen Amplitude AG—G =0,7 und einer
Oszillationsperiode von 7 = 10 Sekunden eine Erhéhung der kritischen Warmestromdichte um 100 %. Dieses
Verhalten kann durch die Erkenntnisse zum Strémungsregimen in Abschnitt 4.3.2 erklart werden. So kann bei
gentgend kleiner Periode die Massenstromdichte wahrend ihrer Hochphase die ,,Offset“- Massenstromdichte,
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bis zu der praktisch keine Blasenbewegung stromabwarts stattfindet, (iberschreiten und die Dampfphase
stromab ziehen, was das Eintreten der Siedekrise verhindert und in einer héheren kritischen Warmestromdichte
resultiert als bei stationarer Massenstromdichte.

Des Weiteren hat sich der Einfluss der Oszillationen bei 0° geneigter Teststrecke um einiges starker erwiesen als
bei vertikal nach oben durchstromter Teststrecke. Sowohl eine héhere relative Amplitude als auch eine héhere
Periode bewirken eine starke Verringerung der kritischen Warmestromdichte. Der starke Einfluss der
Massenstromoszillationen resultiert aus dem starken Effekt der Massenstromdichte auf die kritische
Warmestromdichte (Abbildung 4-28). Somit liegt die Absenkung der kritischen Warmestromdichte bei einer

Amplitude AG—G = 0,3 bei 50 % und bei einer relativen Amplitude AG—G = 0,7 bei 90 %.

Abbildung 4-40 zeigt den Verlauf von gqp;s; Uber der Eintrittsunterkiihlung fiir verschiedene
Oszillationsparameterkombinationen. Es wird hervorgehoben, dass hier die kritische Warmestromdichte bei
genlgend kleiner Periode der Oszillationen geringfiigig erhoht werden kann. Das diese Verbesserung bei
niedrigen Amplituden auftreten, deutet darauf hin, dass hierfiir ebenso der Effekt des Stromabwartssplilens der
Gasphase wahrend der Hochphase der Massenstromoszillationen verantwortlich ist.
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Abbildung 4-39: Verlauf von g tiber der mittleren Massenstromdichte bei AT; = 30 K, 9 = 0°.

Die Werte der kritischen Warmestromdichte bei der minimalen Massenstromdichte wurden bei den
Betrachtungen in diesem Kapitel mit Gl. 4-6 abgeschatzt. Die Tatsache, dass die Oszillationsperiode einen
bemerkenswerten Effekt hat und die kritischen Warmestromdichte bei oszillierender Massenstromdichte héher
ist als bei stationarer minimaler Massenstromdichte, bedeutet, dass die kritische Warmestromdichte ebenso von
der thermischen Tragheit des Systems abhdngen muss. Andernfalls hatte die Periode keinen Einfluss und die
Siedekrise wirde auftreten, sobald die Massenstromdichte erreicht ist, bei der sie im stationaren Fall auftreten
wirde. Die kritische Warmestromdichte entsprache in diesem Fall der kritischen Warmestromdichte im
stationaren Fall bei minimaler Massenstromdichte.
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Abbildung 4-40: Verlauf von q;s; Uber der Eintrittsunterkiihlung bei G = 400 k9 ,9 = 0°.

m2s
4.5.3  Korrelationsentwicklung

Aufbauend auf den Erkenntnissen durch die Analyse der Messdaten bei oszillierender Massenstromdichte,
wurde im Rahmen der vorliegenden Arbeit ein Ansatz fiir eine Korrelation entwickelt, welcher die kritische
Warmestromdichte bei oszillierender Massenstromdichte berechnen kann. Hierbei sieht die entwickelte
Korrelation ausschlieflich eine Reduzierung der kritischen Warmestromdichte durch Massenstromoszillationen
vor, sodass der Ansatz als konservativ betrachtet werden kann.

Da die kritische Warmestromdichte bei der minimalen Massenstromdichte und die Tragheit des Systems als
Hauptbestandteile des Einflusses der Massenstromdichteoszillationen auf die kritische Warmestromdichte in
den Abschnitten 4.5.1-4.5.2 identifiziert wurden, sollen diese Parameter ebenso Hauptbestandteil der
Korrelation sein. Im Grunde stellt das Phdnomen der Siedekrise bei oszillierender Massenstromdichte einen
Prozess der Warmeubertragung bei oszillierender Randbedingung da. Ein Ansatz zur Beschreibung solcher
Phanomene besteht bereits in der Literatur [45] bei der Berechnung der Temperaturverteilung in einem Kérper
im Falle der instationdren Warmeleitung bei periodisch schwankender Umgebungstemperatur und lautet wie
folgt:

T =T+ (Tpax — T')Asin(? +¢) 4-13

Mit der periodisch schwankenden Randbedingung fiir die Umgebungstemperatur:

Too = T + (Tax — T)sin(C= 4-14

T

T bedeutet hier die Periode der Oszillation, t die Zeit und ¢ steht fir die Phasenverschiebung der
Temperaturwelle. A bezeichnet die dimensionslose Amplitude und ist ein MaR dafir, wie stark die
Temperaturschwingung (Gleichung 4-14) in den Korper eindringt. In diesem Ansatz sind ¢ und A Funktionen

einer Kenngrolle M=\/§X, wobei X die Koérperdicke und a die Temperaturleitfahigkeit des Korpers

bezeichnen. Die Temperaturleitfdhigkeit ist Gber das Verhaltnis aus Warmeleitfahigkeit und dem Produkt aus

Dichte und spezifischer Warmekapazitat a = p% definiert. Somit ist die dimensionslose Amplitude A eine
14

Funktion von 4, p, Cp, X und der Oszillationsperiode 7. Unter Berlcksichtigung der Definition der thermischen
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Fourier-Zahl Fo = %, welche das Verhaltnis aus Warmetransportrate zu Warmespeicherungsrate darstellt, wird
ersichtlich, dass A von der thermischen Tragheit des Systems abhangt.
Fur den Fall der Siedekrise bei oszillierender Massenstromrandbedingung lautet der modifizierte Ansatz zur

Berechnung des Verhaltnisses zwischen kritischer Warmestromdichte bei oszillierender Stromung zur kritischen
Warmestromdichte bei stationarer Stromung qgg; nun:

s 11— qchf(G) - qchf(G - AG) « A 4-15
Gosz qeny (G)

Wahrend qcpr(G) und qpr (G — AG) in Gl. 4-15 mit der Korrelation in Gl. 4-6 berechnet werden, ist A analog mit
dem Fall der instationdaren Warmeleitung Uber die Parameter, welche die thermische Tragheit beschreiben, zu
definieren. Die thermische Tragheit der Wand wird dabei zundchst nicht beriicksichtigt. Sie wird in Kap. 5
gesondert betrachtet. Da die Tragheitsmechanismen bei dem Blasensiedeprozess von sehr komplexer Natur sind
und durch eine Reihe von Faktoren bestimmt werden wie dem Dampfanteil in der Zwei-Phasen-Grenzschicht,
der Dicke der Zwei-Phasen-Grenzschicht und dem Warmelibergang von der Heizfliche an die unterkihlite
Flussigkeit, erfolgen die Betrachtungen im Rahmen dieser Arbeit vereinfacht anhand dimensionsloser
Kennzahlen des zweiphasigen Warmeiiberganges. So wurde das Verhalten der dimensionslosen Amplitude 4,
welche eine quantitative Aussage lber den Einfluss der Oszillationsperiode gibt, in Abhdngigkeit dimensionsloser
Kennzahlen des zweiphasigen Warmetiiberganges betrachtet. Wobei der Wert der dimensionslosen Amplitude A
mit Gleichung 4-15 aus den Messdaten ausgerechnet wurde. Der Ausdruck fiir die dimensionslosen Kennzahlen
wurde ausgehend aus der Korrelation nach Moles und Shaw [168] fir den zweiphasigen Warmeibergang
gewahlt zu:

(Bo . (_x)—0,746)0'67 4-16

Mit der Bo- Zahl Bo = % bei der minimalen Massenstromdichte. Bei der Betrachtung der dimensionslosen
Kennzahlen aus Ausdruck 4-16 wird ersichtlich, dass sowohl die Bo- Zahl als auch die thermodynamische Qualitat
X ein MakR fir die Geschwindigkeit der Ausbreitung einer Storung darstellen. Da die Bo- Zahl die Heizleistung ins
Verhaltnis zum Produkt aus Massenstrom und spezifischer Verdampfungsenthalpie setzt, bedeutet eine héhere
Bo- Zahl, dass das Potenzial fir die Aufnahme von Warme durch Phasenwechsel im Verhaltnis zur Heizleistung
geringer ist. Dies bedeutet, dass bei einer Anderung des Massenstroms, die zu (bertragene
Verdampfungsenergie fiir das Erreichen eines eingeschwungenen Zustandes im Vergleich zur Heizleistung gering
ist und dieser somit schneller eintritt. So kann sich ein kritischer Siedezustand wahrend der Periode niedriger
Massenstromdichte bereits bei kleinerer Oszillationsperiode einstellen. Analog ldsst sich der Einfluss der
thermodynamischen Qualitadt auf die Geschwindigkeit der Ausbreitung einer Storung erklaren. Mit einer héheren
Eintrittsunterkihlung steigt auch die zu tGbertragene latente Warme fiir das Erreichen eines eingeschwungenen
Zustandes im Vergleich zur Heizleistung, womit dieser langsamer eintritt.

Wahrend der minimale Wert der dimensionslosen Amplitude bei der kleinsten Oszillationsperiode in den
Versuchen sich als Funktion des Produktes aus Oszillationsamplitude und Eintrittsunterkiihlung erwiesen hat,
wurde fir das Fitten der Korrelation fir die Erhdhung der dimensionslosen Amplitude AA der Ausdruck der

dimensionslosen Parameter aus Gl. 4-16 Gbernommen (Bo * (—x)_0'746)0'67 (Abbildung 4-41). In Abbildung 4-
41 wird ebenso ersichtlich, dass mit hoéher werdendem Ausdruck
(Bo * x~9746)0:67 aine Erhéhung der Periode zu einer starkeren Reduzierung der kritischen Warmestromdichte
fiihrt. Dies stimmt mit der urspriinglichen Theorie, welche die Grundlage fiir den Ansatz in GI. 4-15 ist, Gberein,
wo bei einer geringen thermischen Tragheit des Systems ein hoherer Anteil der Oszillationsperiode der
Randbedingung vordringt. So kann sich auch beim  Strémungssieden bei oszillierender
Massenstromrandbedingung der kritische Siedezustand wahrend der Phase minimaler Massenstromdichte in
einem System mit geringer thermischer Tragheit bereits bei kleineren Oszillationsperioden einstellen.
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Abbildung 4-41: Erh6hung der dimensionslosen Amplitude bei der Erh6hung der Oszillationsperiode von 10 auf
50 Sekunden in Abhangigkeit des Warmeliberganges (links fiir 90° Neigungswinkel, rechts fiir 0°
Neigungswinkel).

Als Ergebnis sind folgende Gleichungen zur Berechnung der dimensionslosen Amplitude in Gleichung 4-15
entstanden:

A=c+axAG*AT + b * ((Bo * (—x)~0740)067 4+ d) x (1 — e) 4-17

Mit AT in K, AG in kg/m?s und 7 in Sekunden. Die Koeffizienten in Gleichung 4-17 wurden mit der Methode der
2
kleinsten Quadrate [185] zu a = 2,67 * 1075 :;—;; b= 0,0271&; c=0,14;d = —0,5296; e = 10 s; fur den Fall
sm?s,

;b = 0,051211; ¢ =0,35;d =0,0227; e = 10 s; fur den Fall
kgK s

mit 0° Neigungswinkel bestimmt. Mit dieser Korrelation lasst sich die durch Massenstromoszillationen
verringerte Massenstromdichte in den Versuchen in dieser Arbeit mit einem maximalen relativen Fehler von 10

% berechnen (Abbildung 4-42). Der Anwendungsbereich der Korrelation ist: G = 0 — 6007:—1; ATy =10 —
50 K;p~1,2 bar; ¥ = 90°,45° und 0°;%G =0,3-0,7;, T =10 — 50 sek.

mit 90° Neigungswinkel und a = 1,37 * 10~
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Abbildung 4-42: Vergleich der mit Gl.4-15; 4-17 berechneten Werten mit den Messwerten aus dieser Arbeit.
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An dieser Stelle sollte darauf hingewiesen werden, dass die Korellation in Gl. 4-15; 4-16 auf einer geringen Anzahl
an Messdaten beruht und eine eventuell mogliche Verbesserung der kritischen Warmestromdichte durch die
Massenstromdichteoszillationen nicht bericksichtigt wird. Demnach ist diese Korrelation nur bedingt
anwendbar. Dennoch bietet der in diesem Abschnitt vorgestellte Ansatz eine gute Grundlage fiir zukinftige
Arbeiten, bei denen eine hohere Anzahl an Oszillationsparameterkombinationen die Korrelation
vervollstandigen kdnnen.
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5 Einfluss der thermischen Tragheit der
Wand auf die Auswirkungen der
Siedekrise

Bei der Ubertragung der Erkenntnisse aus dieser Studie auf den IVR ERVC- Prototypen ist zu beachten, dass die
Versuche in dieser Studie an einem volumetrisch beheizten 1 mm dicken Blech (aus dem Werkstoff 1.4301)
durchgefiihrt wurden, wahrend beim IVR ERVC die Siedekrise an dem mehr als 150 mm dicken RDB (aus dem
Werkstoff 20MnMoNi 5 5) mit aufgepragtem Warmestrom auftretet. Wie in Abschnitt 4.5.3 an der Fourrier-Zahl
erklart wurde, steigt die thermische Tragheit proportional mit der spezifischen Warmekapazitat, der Dichte und
dem Quadrat der Wanddicke und verringert sich proportional zur Warmeleitfahigkeit, sodass die zeitliche
Temperaturentwicklung unterschiedlich in den zwei Fallen verlduft. Zur Untersuchung des unterschiedlichen
Verhaltens beim Aufstauen der Warme in Abhangigkeit der Geometrie und des verwendeten Werkstoffes bei
den zwei Fallen, wurde eine vereinfachte numerische Simulation durchgefiihrt. Dieses Kapitel stellt die
Ergebnisse der Untersuchung und die daraus resultierenden Schliisse zum instationadren Verhalten der Siedekrise
im Falle des IVR ERVC- Prototypen vor.

5.1 Aufbau der Simulation

Das Rechengebiet bei den Simulationen war in allen Fillen ein Wandsegment, wobei die Dicken des
Wandsegments und der Werkstoff bei den Simulationen unterschiedlich waren. Trotz der Tatsache, dass die
Dicke des RDBs 150 mm betragt, wurde bei der Simulation mit aufgepragter Warmestromdichte die Dicke des
Segments mit 10 mm gesetzt. Der Grund dafiir ist, dass der RDB ab dieser Dicke anfangt flissig zu werden [156]
und die Prozesse der Warmeubertragung ab dieser Stelle mit dem in dieser Studie verwendeten numerischen
Modell nicht abgebildet werden kénnen.

Der Warmestrom bei den Simulationen wurde basierend auf den Studien [93, 94, 95] gewahlt. Der
Warmelbergangskoeffizient beim Stromungssieden wurde mit den Formeln aus [45] berechnet, wahrend die
Fluidtemperatur im Sattigungszustand im oberen Bereich des RDBs gewahlt wurde. Die Randbedingung fiir das
Filmsieden wurde basierend auf den optischen Betrachtungen aus dieser Studie definiert. Dabei wurde
vereinfacht auf einem runden Bereich der gekihlten Fliche der Warmelbergangskoeffizient bei freier
Dampfkonvektion [45] gewahlt. Weil die Siedekrise ein lokales Phanomen ist, und das setzten einer periodischen
oder Symmetrie- Randbedingung an den Seiten des Wandsegements die Ergebnisse stark verfdlschen wiirde,
wurde vereinfacht eine adiabate Randbedingung gewahlt. Im Falle des Prototyps wurde die Randbedingung auf
der gekihlten gegeniberliegenden Seite mit einem aufgepragten Warmestrom definiert, wahrend bei der
Simulation des Blechs aus den Experimenten dieser Studie eine adiabate Randbedingung fiir diese Flache gewahlt
wurde. Der volumetrische Warmequellterm wurde bei der Simulation des Heizerblechs basierend auf dem
aufgepragten Warmestrom bei dem Fall des Prototyps und des Volumens des Rechengebiets im Fall des
Heizerblechs gesetzt. Die Positionen der Randbedingungen auf dem Rechengebiet sind in Abbildung 5.1
dargestellt, wahrend die Randbedingungen in Tabelle 5.1 aufgelistet sind.
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Abbildung 5.1: Rechengebiet im Fall des Blechheizers aus dieser Arbeit (links) und im Fall des Prototyps (rechts).

Randbedingung Definition

Prototyp Blechheizer
Rechengebiet [ x b X d 25 x 10 x 10 mm?3 25 x 10 x 1 mm?3
Volumetrischer Quellterm - 1600 MW/m?3
Blasensieden (gekihlte Seite) 37263 W/m?K; Trpiq = 110°C
Filmsieden (gekiihlte Seite, Fleck mit | 2 2.7, .. = 110°C
d=3,3 mm) mK
Seitenflachen des Segments Adiabat
Nicht gekihlte Seite Aufgepragter Waéarmestrom g = | Adiabat

1,6 MW /m?*

Tabelle 5.1: Randbedingungen bei den Simulationen.
5.2 Ergebnisse der Simulation

Abbildung 5.2 zeigt die Temperaturverteilung in der Struktur im Zentrum des Filmsiedeflecks. Wahrend
Abbildung 5.2 (a) die Temperaturverteilungen der Teststrecke aus dieser Studie und des Prototyps beim
Werkstoff 1.4301 (Blechheizer Werkstoff aus dieser Studie) zeigt, sind in Abbildung 5.2 (b) die
Temperaturverteilungen beim Prototypenwerkstoff 20MnMoNi 5 5 dargestellt. Angesichts der viel hdheren
Tragheit kommt die Wirkung der Siedekrise im Falle des Prototyps bei einer Wandtiefe von 1 cm viel spater an
als im Falle des Blechheizers bei 1 mm Wandtiefe. Auch die Warmeleitfahigkeit des Werkstoffs hat auf den
zeitlichen Verlauf der Temperatur nach dem Eintreten der Siedekrise entscheidenen Einfluss. So wird der nahezu
stationdare Zustand bei der Temperaturerhhung bei der Teststrecke aus dieser Studie im Falle des

Prototypenwerkstoffes mit einer Warmeleitfahigkeit von A = 42 % bereits nach 1,2 Sekunden erreicht,

wahrend im Falle des Werkstoffs 1.4301 die Temperaturerhéhung bis zu 2 Sekunden andauert. Fir einen
besseren Vergleich der zeitlichen Anderung des Temperaturprofils ist in Abbildung 5.3 der zeitliche
Temperaturverlauf im Falle der Prototypen bis 1 mm Wanddicke dargestellt. Bereits im stationdren Zustand vor
dem Eintreten der Siedekrise stellen sich grundsatzlich unterschiedliche Temperaturverlaufe ein. Der Grund fiir
die unterschiedlichen Temperaturverlaufe ist, dass die Erwarmung im Blechheizer durch eine volumetrische
Warmequelle zustande kommt, wahrend beim Prototypen die Strukturen durch einen aufgepragten
Warmestrom aufgeheizt werden. Wie an den stationdren Warmeleitungsgleichungen fir die zwei Félle
(Gleichung 5-1 volumetrisch beheizter Blechheizer, Gleichung 5-2 Prototyp) zu erkennen ist, ergibt sich im Falle
ohne volumetrische Warmequelle ein linearer Temperaturverlauf.

V- [AF) - VT®)] = —q(P) 5-1
V- [AF) - VT(#)] = 0 52
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Abbildung 5.2 (a): Zeitlicher Temperaturverlauf (links fir den Fall des Blechheizers, rechts fir den Fall des
Prototypen) beim Teststreckenwerkstoff 1.4301.
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Abbildung 5.2 (b): Zeitlicher Temperaturverlauf (links fir den Fall des Blechheizers, rechts fiur den Fall des
Prototypen) beim Prototypenwerkstoff 20MnMoNi 5 5.
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Abbildung 5.3: Zeitlicher Temperaturverlauf im Falle des Prototyp bis 1 mm Wandtiefe (links: Werkstoff 1.4301,
rechts: Werkstoff 20MnMoNi 5 5).
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Des Weiteren ergibt sich durch den steigenden Temperaturgradienten im volumetrisch beheizten Fall zum
Zeitpunkt t=0 s eine niedrigere Temperatur bei 1 mm Abstand von der gekiihlten Flache entfernt.

Auch auf einer Strecke von 1 mm von der gekiihlten Flache entfernt entfaltet sich die Wirkung der Siedekrise auf
den Temperaturverlauf im Falle des Blechheizers viel schneller. Wahrend die Temperaturerhéhung innerhalb von
2 Sekunden beim Bleichheizer auf der gekihlten Flache 160 K beim Werkstoff 1.4301 und 70 K beim
Prototypenwerkstoff 20MnMoNi 5 5 betragt, erhoht sie sich im Falle des Prototyps um 140 K beim Werkstoff
1.4301 und 50 K beim Prototypenwerkstoff 20MnMoNi 5 5. In einem Abstand 1 mm von der gekiihlten Flache
entfernt betragt die Temperaturerh6hung innerhalb von 2 Sekunden im Fall des Blechheizers 110 K beim
Werkstoff 1.4301 und 50 K beim Prototypenwerkstoff 20MnMoNi 5 und im Falle des Prototypen 60 K beim
Werkstoff 1.4301 und 20 K beim Prototypenwerkstoff 20MnMoNi 5.

Die Simulation zeigt, dass in einem System mit hoherer thermische Trégheit eine Anderung des
Warmeiberganges infolge des Eintretens der Siedekrise zu einer langsameren Temperaturerhéhung fihrt. Unter
den Stromungsbedingungen im IVR ERVC- Prototyp mit oszillierender Massenstromdichte, bei denen auch der
Warmeibergang infolge der Massenstromdichteoszillaitonen eine Funktion der Zeit ist, kann das einen
signifikanten Effekt auf das Eintreten und die Auswirkungen der Siedekrise haben. So ist die Temperaturerhéhung
an der gekihlten Seite wahrend der Phase niedriger Massenstromdichte nach dem Eintreten der Siedekrise im
Falle des Prototyps geringer. Unter der Annahme, dass die Wandtemperatur ein das Eintreten der Siedekrise
bestimmender Parameter ist [128, 129], kann die stdrkere Kihlung wahrend der Phase hoher
Massenstromdichte im Falle hoherer thermischer Tragheit zu einer rechtzeitigen Abkiihlung der Strukturen
flhren, eine Wiederbenetzung mit FlUssigkeit ermodglichen und somit das Eintreten des kritischen
Siedezustandes verhindern.
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6 Zusammenfassung

Das Ziel dieser Arbeit war die Untersuchung des Phanomens der Siedekrise bei Randbedingungen, wie sie beim
IVR ERVC passiven Sicherheitskonzeptes der Generation Ill Reaktoren zu finden sind, einschlieflich oszillierender
Massenstromrandbedingungen. Hierzu wurde eine Teststrecke entwickelt, welche ein Segment der durch
Blasensieden gekiihlten Reaktordruckbehalter- AuBenwand nachbildet. Mit einem entsprechenden Ventilsystem
wurden sinusartige Massenstromoszillationen in den Experimenten induziert. Basierend auf friiheren Arbeiten,
welche sowohl experimentelle als auch numerische Werkzeuge fiir die Charakterisierung der Strémungszustande
im IVR ERVC- Stromungspfad verwendeten, wurde eine Messmatrix definiert, um den Einfluss der
Oszillationsparameter auf das Eintreten der Siedekrise zu untersuchen. Somit liefert diese Arbeit einen Beitrag
zum Verstdndnis des parametrischen Einflusses von Massenstromdichteoszillationen auf das Eintreten der
Siedekrise im IVR ERVC relevanten Parameterbereich. Darlber hinaus wurde ein Beitrag zum Verstandnis des
Einflusses anderer, in der Literatur bisher nicht erwahnter Systemparameter, geleistet. Dieses Kapitel fasst die
wesentlichen Erkenntnisse aus dieser Arbeit zusammen.

Bei der Betrachtung der Referenzdatenpunkte bei vertikaler nach oben durchstromter Teststrecke wurde
zwischen den Einfliissen der Massenstromdichten und Eintrittsunterkiihlungen aufgrund der das Eintreten der
Siedekrise bestimmender Effekte wie der Widerstandskraft und der Grenzflachenkondensation differenziert.
Hierbei hat es sich gezeigt, dass bei hoheren Unterkiihlungen der Prozess der Grenzflichenkondensation
dominant ist, wahrend hierbei die geringen BlasengrofRen die Widerstandskraft schwachen. Das Gegenteil ist der
Fall bei geringen Eintrittsunterkiihlungen, wo durch die hoheren BlasengréRen der Effekt der Widerstandskraft
dominiert.

Mit der Kombination aus optischen Messdaten und Temperaturmessung an der Heizer- Riickseite ist es gelungen,
die optische Erscheinung des Phdnomens der Siedekrise eindeutig zu identifizieren. Auf dieser Basis wurde der
Mikromechanismus des , Leidenfrost-Modells” als am geeignetsten fiir die Erklarung der Erkenntnisse zum
Erscheinungsbild der Siedekrise empfunden. Aufbauend auf einer Literaturrecherche im Bereich der
Benetzungstheorie wurde eine Erklarung fir die Natur der ,Leidenfrost-Temperatur”, bei welcher die
Wiederbenetzung mit Wasser nicht mehr moglich ist, vorgeschlagen. Demnach sinkt die Oberflichenenergie
nach [161] von Feststoffen typischerweise mit der Temperatur. Die Oberflaichenenergie ist vom Betrag her stets
positiv, weil Energie aufgebracht werden muss, um die Molekilbindungen aufzubrechen. Da der
thermodynamisch stabile Zustand eines Systems immer derjenige mit der geringsten freien Energie ist, hat jedes
System ein Bestreben, Oberflichen hoher Oberflichenenergie zu vermeiden oder diese zu minimieren
(kugelartige, konvexe Form von Blasen, Tropfen). Die Folge davon ist, dass Materialien mit geringeren
Oberflachenenergien Materialien mit hohen Oberflichenenergien benetzen [162, 163]. Somit wird bei Erreichen
einer kritischen Heizertemperatur die Oberflaichenenergie des Heizers so weit herabgesetzt, dass die Benetzung
mit der Flussigkeit nicht mehr moglich ist.

Bei dem Vergleich der Messwerte bei stationarer Massenstromdichte aus dieser Arbeit mit den Messwerten aus
der Literatur wurde eine systematische Diskrepanz zwischen den Werten der kritischen Warmestromdichte bei
den verschiedenen Arbeiten entdeckt. Eine genaue Analyse der geometrischen Parameter bei den Versuchen in

Lgeh
S
zurlickzufihren sind. Somit flihrte eine hoéhere beheizte Lange bei einem geringeren Gesamtmassenstrom,

welche bei derselben Massenstromdichte von der Spaltbreite des Kanals bestimmt wird, zu einer hoheren
Gesamtaufheizung des Fluids bis zum Ende der beheizten Liange. Die héheren thermodynamischen Qualitdten

eizt_\/erhiltnisse

den verschiedenen Studien hat gezeigt, dass diese Diskrepanzen auf die unterschiedlichen

*
LBeheut_

fihrten somit bei den Experimenten mit héherem Verhaltnis zu einer geringeren kritischen

Warmestromdichte bei derselben Massenstromdichte und Eintrittsunterkihlung. Durch die Modifikation des

entsprechenden Terms der KAIST- Korrelation [100] mit dem %- Verhéltnis konnte eine Korrelation

entwickelt werden, welche die kritische Warmestromdichte qcpf (’;—VZ) in Abhangigkeit von der
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Massenstromdichte G (%) und der Eintrittsunterkiihlung ATy (K) bei unterschiedlichen Kanalgeometrien

berechnen kann. Mit dem Giltigkeitsbereich fiir das Fluid Wasser: G =0 — 1000%; ATy, =0 —
50 K;p~1,2 bar.

C = 950 + 2.25(AT,;*** - 2) 4-5
04 4-6
8
Geng = C| +——+0,004 %G
Beheizt
S

Bei der Messreihe mit 45° geneigter Teststrecke sind wahrend der Experimente unerwartete
Begleiterscheinungen in Form von Druckschlagen verschiedener Starke und Frequenz aufgetreten. Eine Analyse
der thermohydraulischen Parameter der Experimente hat gezeigt, dass sowohl die Starke als auch die Frequenz,
mit der die Druckschlage auftraten, bei einer Erh6hung der Eintrittsunterkiihlung und der Massenstromdichte,
was eine hohere Heizleistung im Siedekriseregime implizierte, zunahmen. Die Betrachtung der optischen
Messdaten zeigte, dass es sich bei den Druckschlagen um den Zusammenprall der durch den Dampf in dem Kanal
getrennten Wassersdulen handelte. Somit fiihrt ein Ungleichgewicht bei der Dampfproduktion im Kanal und der
Kondensation stromab zu einem erhéhten Dampfvolumen im Kanal, welches den Kanal blockierte. Das von der
Pumpe geforderte Wasser hinter dem Kanal staute sich auf und es kam zunachst zu einem Druckanstieg. Der
Druckanstieg flihrte seinerseits zu einem Anstieg der Fluidunterkihlung, bis dann die schlagartige Kondensation
der Dampfphase zu einem Zusammenprall der Wassersdulen fihrte, welcher den gemessenen Druckschlag
erzeugt.

Bei der Messreihe mit 0° geneigter horizontaler Teststrecke wurde eine deutliche Reduzierung der kritischen
Warmestromdichte um den Faktor 13 im Vergleich mit den Referenzdaten bei vertikal nach oben durchstromter
Teststrecke festgestellt. Es hat sich gezeigt, dass mit hoherer Massenstromdichte die Reduzierung der kritischen
Warmestromdichte stark abnahm und einen minimalen Wert von 2 annahm. Die optischen Betrachtungen
zeigten ebenso, dass bis zu einer bestimmten Massenstromdichte die initial erzeugten Blasen nicht stromab
stromen konnten und an der Heizflache fest hingen. In diesem Stréomungsregime wurde der Prozess der
Siedekrise fast ausschliefRlich durch das Gleichgewicht zwischen Verdampfung an der Heizflache in die bereits
bestehenden Blasen und die Kondensation an der Grenzflache flissig- gasformig bestimmt. Weiterhin hat sich
bei der Betrachtung der Messreihe bei 0° geneigter horizontaler Teststrecke in Abschnitt 4.3 herausgestellt, dass
der Einfluss der Neigung kleiner wurde, wenn der Anteil der Widerstandskraft (infolge hoherer
Massenstromdichten) in der Kraftebilanz an der Gasphase zunahm. Aufbauend auf diesen Erkenntnissen wurde
schlieBlich eine physikalisch basierte Korrelation entwickelt, welche in Kombination mit der Korrelation fiir die
kritische Massenstromdichte bei 90° Neigungswinkel, die kritische Warmestromdichte bei einer
Neigungswinkelvariation von 0° bis 90° in den verschiedenen Experimenten mit unterschiedlichen geometrischen

Parametern vorhersagen kann. Mit dem Anwendungsbereich fir das Fluid Wasser: G = 0 — 10007:—“35; AT, =
0—-50K;p~1,2bar; 9 = 0—90°

G .,  gsind

i + &¥——
I i o
Qenf x> = Yenf,90° (i)z + gsin90°
Pri K,

Mit K; = 18,8&; K, = 20,6#; n =1 und qcpf oo aus Gleichung 4-6. Nach abgeschlossener Analyse der

Messdaten bei stationdrer Massenstromdichte, wurde zu der Untersuchung des Einflusses von
Massenstromdichteoszillationen Ubergegangen. Hierfir wurden Siedekriseexperimente bei denselben
Eintrittsunterkiihlungen wie bei den Versuchen mit stationdrer Massenstromdichte, aber mit zusatzlicher
Variation der relativen Amplitude und Periodendauer der Oszillationen durchgefiihrt. Bei der
Teststreckenkonfiguration mit 45° geneigter Teststrecke fiel diese Betrachtung aus, da sich die Druckschlage
durch den kondensationinduzierten Wasserhammer mit der oszillierenden Massenstromdichte Uberlagerten
und eine Untersuchung des Einflusses der oszillierenden Massenstromdichten nicht zulieRen. Bei der
Versuchskonfiguration mit vertikaler nach oben durchstromter Teststrecke zeigten die Stromungsoszillationen
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im Bereich niedriger Eintrittsunterkiihlung fast keine Wirkung. Dies wurde durch die sich nur sehr schwach
unterscheidenden kritischen Warmestromdichten bei mittlerer und minimaler Massenstromdichte begriindet.
Mit hoherer Eintrittsunterkiihlung machte sich der Einfluss der Massenstromoszillationen bemerkbarer.
Demnach resultierte eine hohere relative Amplitude sowie eine héhere Periode der Oszillationen in einer
starkeren Reduzierung der kritischen Warmestromdichte. Der stdrkere Einfluss der Oszillationen wurde hierbei
durch die hoheren Differenzen der kritischen Warmestromdichte bei mittlerer und minimaler
Massenstromdichte begriindet.

Bei den Versuchen mit 0° geneigter horizontaler Teststrecke mit der Stromung unterhalb des Heizers hat sich
herausgestellt, dass die Massenstromoszillationen unter bestimmten Bedingungen die kritische
Warmestromdichte um 100 % anheben kdnnen. Die Erkldrung fir dieses Phanomen fand sich in den zuvor
gewonnenen Erkenntnissen bei der optischen Betrachtung des Stromungsregimes bei niedrigen
Massenstromdichten. So kann bei hinreichend geringer Oszillationsperiode die Hochphase bei den
Massenstromdichteoszillationen ein Abstrdmen der sonst am Heizer anhaftenden Blasen bewirken und somit
das Eintreten der Siedekrise verhindern. Mit Ausnahme dieses Phdnomens hat sich der generelle Trend einer
reduzierten kritischen Warmestromdichte mit hoherer relativer Amplitude und Periode der Oszillationen
bestatigt. Zudem, erwies sich der reduzierende Einfluss der Oszillationen bei horizontaler Teststrecke deutlich
starker als bei vertikaler. Dies wurde durch die viel hoheren, relativ zu kritischen Warmestromdichte bei mittlerer
Massenstromdichte, Differenzen zwischen den kritischen Warmestromdichten bei mittlerer und minimaler
Massenstromdichte begriindet.

Nach abgeschlossener Datenauswertung bei oszillierenden Massenstromdichten wurde basierend auf der
Theorie der instationdren Warmeleitung bei oszillierenden Randbedingungen ein Ansatz entwickelt, welcher die
kritische Warmestromdichte bei oszillierender Massenstromdichtebedingung berechnen kann. Dieser basiert auf
der Berechnung der kritischen Warmestromdichte bei mittlerer und minimaler Massenstromdichte und einer
dimensionslosen Amplitude, welche ein MaR fiir die Wirkung der minimalen Massenstromdichte wahrend der
Oszillation wieder gibt. Die dimensionslose Amplitude in dem vorgestellten Ansatz ist wiederum eine Funktion
der Oszillationsperiode und dimensionsloser Kennzahlen des zweiphasigen Warmelberganges, welche ein Mal
fir die thermische Tragheit des thermohydraulischen Systems sind. Bei der Analyse der Messdaten hat sich
gezeigt, dass die dimensionslose Amplitude mit héher werdendem Ausdruck (Bo * x~%746)%67 zynimmt, und
die kritische Warmestromdichte bei Oszillationen sich an die kritische Warmestromdichte bei minimaler
Massenstromdichte anndhert. Dies stimmt mit der urspriinglichen Theorie aus dem Bereich der instationaren
Warmeleitung Uberein. Demnach kommt in einem System mit geringerer Tragheit ein héherer Anteil der
Amplitude der oszillierenden Randbedingung an. Daraufhin wurde die Korrelation fiir die dimensionslose
Amplitude mit den Messdaten gefittet. Mit den Koeffizienten:

2

a=267x* 10'5$; b= 0,0271&; ¢ =0,14;d = —0,5296; e = 10 s; fiir den Fall mit 90° Neigungswinkel und
2

a=137=* 10'5$; b= 0,05121§;C =0,35;d = 0,0227; e = 10 s; fir den Fall mit 0° Neigungswinkel. Der

Anwendungsbereich dieser Korrelation richtet sich an der Messmatrix dieser Arbeit: G = 0 — 600%; ATy =

10 — 50 K; p~1,2 bar; 9 = 90°,45° und 0°;%G =03—-07;, T=10—-50sek.

G) — G —AG X 4-15
Gosz = 1— qchf( ) qchf( ) < A
thf(G)
A=c+axAG*AT + b * ((Bo * (—x)7°740)%67 4 @) * (T —e) 4-17

Als Ausblick ist hinzuzufligen, dass der vorgestellte Ansatz zur Berechnung der kritischen Warmestromdichte bei
oszillierender Massenstrombedingung ein erster Schritt zu dem Verstandnis des Prozesses und eine Grundlage
fir zuklinftige Studien bildet, welche durch zusatzliche Messdaten bei verschiedenen Oszillationsparametern
diesen vervollstindigen. Wie sich im Rahmen dieser Arbeit auBerdem herausgestellt hat, konnen die
geometrischen Parameter des Stromungspfades ebenso einen Einfluss auf diesen Prozess haben, somit muss fir
ein besseres Verstindnis auch dieser Effekt untersucht werden. Ebenso wére eine weitere optische
Untersuchung des Stromungsregimes in Abhangigkeit der geometrischen Parameter nitzlich, da sich bei den
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optischen Betrachtungen in dieser Arbeit gezeigt hat, dass die Blasendimensionen wahrend der Experimente
sehr oft durch den Kanal begrenzt waren. Ein besseres Verstandnis der Blasendimensionen wiirde ebenso die
Berechnungsgleichung fir die Siedekrise bei geneigter Teststrecke begtinstigen. SchlieBlich sei erwahnt, dass der
entscheidende Mechanismus bei der Siedekrise bis heute nicht verstanden ist. In dieser Hinsicht wird im Ausblick
in dieser Arbeit vorgeschlagen, Detailversuche zum Benetzungsverhalten an den Fest-Flussig-Gas-Grenzflachen
mit hochauflésender Temperaturmessung der einzelnen Phasen durchzufiihren. Ein moglicher Versuchsaufbau
ware ein Heizer mit einer einstellbaren Temperatur. Dieser kdnnte als ein durchstromter Kanal ausgefihrt
werden, bei dem die Temperatur an der AuRenwand durch die Temperatur des stromenden Fluids eingestellt
wird. Die AuRenwand waére die Heizflache fiir Behéltersiedeexperimente, an der die Benetzung des Heizers in
Abhangigkeit der Heizertemperatur bis hin zur Siedekrise beobachtet wird. Um den Fehler bei der
Temperatureinstellung moglichst kleinzuhalten, muss der Massenstrom des Heizfluides moglichst grol3 gewahlt
werden. Die Temperaturen der Flissig- und Gasphase kdnnten mit geeigneter Glasfasermesstechnik gemessen
werden. In Kombination mit entsprechenden Studien wie im Falle von [161] zur Bestimmung der
temperaturabhéngigen Oberflachenenergien und der Grenzflachenspannung fest-fliissig (o; in Abbildung 4-8)
nach Fowkes Methode [186] kénnte damit ein detailliertes Verstidndnis Uber das Phanomen der Siedekrise
verschafft werden.

Im letzten Kapitel dieser Arbeit wurde untersucht wie die in dieser Arbeit gewonnen Erkenntnisse Uber die
Siedekrise bei oszillierender Massenstromdichte auf den realen IVR ERVC- Prototypen zu tbertragen sind. Es hat
sich erwiesen, dass unter der Annahme, dass die Wandtemperatur ein das Eintreten der Siedekrise
bestimmender Parameter ist [128, 129], die thermische Tragheit der gekihlten Struktur einen signifikanten
Einfluss auf die kritische Warmestromdichte bei oszillierender Massenstromdichte hat. So ist die
Temperaturerhohung an der gekiihlten Flache wahrend der Phase mit niedriger Massenstromdichte und nach
dem Eintreten der Siedekrise bei einem System mit hoherer thermischer Tragheit geringer. So kann die starkere
Kihlung wahrend der Phase hoher Massenstromdichte im Falle hoéherer thermischer Tragheit zu einer
rechtzeitigen Abkiihlung der Strukturen fihren, eine Wiederbenetzung mit Flissigkeit ermdglichen und somit
das Eintreten des kritischen Siedezustandes verhindern.
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Anhang

Versuchsdaten der kritischen Warmestromdichte

Experiment | 9 | Diper ATy | xgin | G AG T kw
[°] | [mbar] | [K] [%] kg G [sec] Tens [z
m?2s
Refl.1 90 200 30 -5,6 400 0 oo 1590,07
Refl.2 90 200 30 -5,6 400 0,3 10 1559,92
Refl.3 90 200 30 -5,6 400 0,3 50 1488,97
Refl.4 90 200 30 -5,6 400 0,7 10 1442,30
Refl.5 90 200 30 -5,6 400 0,7 50 1389,92
Ref2.1 90 200 30 -5,6 200 0 oo 1352,94
Ref2.2 90 200 30 -5,6 600 0 oo 1795,95
Ref2.3 90 200 10 -1,8 200 0 oo 1008,33
Ref2.4 90 200 10 -1,8 400 0 oo 1126,86
Ref2.5 90 200 10 -1,8 600 0 oo 1358,20
Ref2.6 90 200 50 -9,3 200 0 oo 1761,66
Ref2.7 90 200 50 -9,3 400 0 oo 2073,33
Ref2.8 90 200 50 -9,3 600 0 oo 2225
Ref3.1 90 200 30 -5,6 200 0,3 10 1384,61
Ref3.2 90 200 30 -5,6 200 0,3 50 1363,97
Ref3.3 90 200 30 -5,6 200 0,7 10 1269,23
Ref3.4 90 200 30 -5,6 200 0,7 50 1121,32
Ref3.5 90 200 30 -5,6 600 0,3 10 1669,23
Ref3.6 90 200 30 -5,6 600 0,3 50 1656,25
Ref3.7 90 200 30 -5,6 600 0,7 10 1560,66
Ref3.8 90 200 30 -5,6 600 0,7 50 1455,88
Refd.1 90 200 10 -1,8 400 0,3 10 1150
Refd.2 90 200 10 -1,8 400 0,3 50 1083,95
Ref4.3 90 200 10 -1,8 400 0,7 10 1132,69
Refd.4 90 200 10 -1,8 400 0,7 50 1106,34
Ref4.5 90 200 50 -9,3 400 0,3 10 1973,33
Ref4.6 90 200 50 -9,3 400 0,3 50 1946,66
Ref4.7 90 200 50 -9,3 400 0,7 10 1736,53
Ref4.8 90 200 50 -9,3 400 0,7 50 1600
Refl.1 45 200 30 -5,6 400 0 oo 1444,23
Refl.2 45 200 30 -5,6 400 0,3 10 1340,38
Refl.3 45 200 30 -5,6 400 0,3 50 1492,30
Refl.4 45 200 30 -5,6 400 0,7 10 1253,84
Refl.5 45 200 30 -5,6 400 0,7 50 1230,76
Ref2.1 45 200 30 -5,6 200 0 oo 1119,23
Ref2.2 45 200 30 -5,6 600 0 oo 1709,61
Ref2.3 45 200 10 -1,8 200 0 oo 773,07
Ref2.4 45 200 10 -1,8 400 0 oo 1040,38
Ref2.5 45 200 10 -1,8 600 0 oo 1254,75
Ref2.6 45 200 50 -9,3 200 0 oo 1507,69
Ref2.7 45 200 50 -9,3 400 0 oo 2243,34
Ref2.8 45 200 50 -9,3 600 0 oo -
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Ref3.1 45 200 30 -5,6 200 0,3 10 1142,30
Ref3.2 45 200 30 -5,6 200 0,3 50 1126,92
Ref3.3 45 200 30 -5,6 200 0,7 10 953,84
Ref3.4 45 200 30 -5,6 200 0,7 50 986,53
Ref3.5 45 200 30 -5,6 600 0,3 10 1709,61
Ref3.6 45 200 30 -5,6 600 0,3 50 1669,23
Ref3.7 45 200 30 -5,6 600 0,7 10 1509,61
Ref3.8 45 200 30 -5,6 600 0,7 50 1415,38
Refd.1 45 200 10 -1,8 400 0,3 10 940,38
Ref4.2 45 200 10 -1,8 400 0,3 50 901,92
Refd.3 45 200 10 -1,8 400 0,7 10 817,49
Ref4.4 45 200 10 -1,8 400 0,7 50 836,50
Refd.5 45 200 50 -9,3 400 0,3 10 1996,19
Ref4.6 45 200 50 -9,3 400 0,3 50 -
Refd.7 45 200 50 -9,3 400 0,7 10 1558,93
Ref4.8 45 200 50 -9,3 400 0,7 50 1615,96
Refl.1 0 200 30 -5,6 400 0 oo 444,86
Refl.2 0 200 30 -5,6 400 0,3 10 336,12
Refl.3 0 200 30 -5,6 400 0,3 50 275,66
Refl.4 0 200 30 -5,6 400 0,7 10 247,14
Refl.5 0 200 30 -5,6 400 0,7 50 184,41
Ref2.1 0 200 30 -5,6 200 0 oo 103,99
Ref2.2 0 200 30 -5,6 600 0 oo 733,84
Ref2.3 0 200 10 -1,8 200 0 oo -
Ref2.4 0 200 10 -1,8 400 0 oo 196,76
Ref2.5 0 200 10 -1,8 600 0 oo 368,82
Ref2.6 0 200 50 -9,3 200 0 oo 323,19
Ref2.7 0 200 50 -9,3 400 0 oo 716,73
Ref2.8 0 200 50 -9,3 600 0 oo 1110,26
Ref3.1 0 200 30 -5,6 200 0,3 10 89,35
Ref3.2 0 200 30 -5,6 200 0,3 50 66,53
Ref3.3 0 200 30 -5,6 200 0,7 10 211,02
Ref3.4 0 200 30 -5,6 200 0,7 50 66,53
Ref3.5 0 200 30 -5,6 600 0,3 10 494,29
Ref3.6 0 200 30 -5,6 600 0,3 50 494,29
Ref3.7 0 200 30 -5,6 600 0,7 10 380,22
Ref3.8 0 200 30 -5,6 600 0,7 50 249,04
Refd.1 0 200 10 -1,8 400 0,3 10 216,73
Ref4.2 0 200 10 -1,8 400 0,3 50 153,99
Ref4.3 0 200 10 -1,8 400 0,7 10 204,37
Ref4.4 0 200 10 -1,8 400 0,7 50 117,87
Ref4.5 0 200 50 -9,3 400 0,3 10 505,70
Ref4.6 0 200 50 -9,3 400 0,3 50 456,27
Ref4.7 0 200 50 -9,3 400 0,7 10 446,76
Ref4.8 0 200 50 -9,3 400 0,7 50 148,28
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