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Zusammenfassung

In der vorliegenden Arbeit wird ein theoretisches Modell entwickelt,
welches das integrale Sieden des Kilhlmittels in schnellen natriumge-
kiihlten Reaktoren unter charakteristischen Stérfallbedingungen be-
schreibt.

Aufbauend auf den Ergebnissen instationfrer Siede-Experimente unter
reaktorihnlichen Bedingungen und auf theoretischen Uberlegungen be-
rechnet das Modell die Ejektion des Natriums aus einem Brennelement
und das spétere Siedeverhalten. Die Stromungsform ist in der Anfangs-
phase des Siedevorgangs einer Pfropfenstrémung vergleichbar und
durch die Bildung einzelner groflerer Blasen gekennzeichnet. Die Annah-
me, dafl der Druck innerhalb einer Blase uniform sei, wird fallenge-
lassen. Dadurch ist es mdglich, die einer Zweiphasenringstrémung
dhnliche Stromungsform zu beschreiben, die sich einstellt, wenn die
Siedezone eine groflere axiale Ausdehnung erreicht und mit Fldchen
stark unterschiedlicher Temperatur in Beriihrung kommt. Die Berlick-
sichtigung des Druckabfalls innerhalb einer Blase beeinflu3t den Ge-
samtablauf des Siedevorgangs in einem Brennelement entscheidend.

Zur Untersuchung der Brennstabkiihlung nach Siedebeginn wird der
zeitliche und Ortliche Zustand des Flilssigkeitsfilms berechnet, der
bei der Ejektion des Natriums an den Brennstében verbleibt. Es wird
gezeigt, daB der Einflul des strdmenden Dampfes auf das Filmverhal-
ten die Zeit bis zum Austrocknen des Films (Dryout) wesentlich ver-
kleinert.

Der Vergleich der Modellrechnungen mit Experimenten zeigt eine gute
Ubereinstimmung beziiglich der Ejektion des Natriums und des oszil-
lierenden Verhaltens des Kiithimitteldurchsatzes im spéiteren Verlauf

des Siedens. Dryout wird durch das Modell qualitativ gut dargestellt.
Dabei werden die Experimente mit Annahme eines ruhenden Films so-
wohl beziiglich des Gesamtsiedeverhaltens als auch bezliglich der Zeit
bis zum Auftreten eines Dryouts besser wiedergegeben als unter Beriick-
sichtigung des axialen Massentransportes im Film. Das mehr oder we-
niger statistische Auftreten eines Dryouts ist vom Modell her erklérbar,
jedoch in deterministischer Weise nicht exakt vorherbestimmbar.

Das auf dem theoretischen Modell basierende Rechenprogramm BLOW 3
kann in ein Programmsystem zur Gesamtanalyse des Stérfallverhaltens
schneller natriumgekiihlter Reaktoren integriert werden. Die gute Simu-
lation des thermohydraulischen Verhaltens eines Brennelementes er-
moglicht Untersuchungen zu charakteristischen Storfdllen und ihrer
Detektierbarkeit. Am Beispiel des Schnellen Natriumgekiihlten Reaktors
(SNR) werden flir einen Storfall, der durch den Ausfall der Kihlmittel-
pumpen eingeleitet wird, Siederechnungen durchgefiihrt und deren Ergeb-
nisse diskutiert.



A Contribution to the Modeling of Sodium Boiling

under Accident Conditions in F'ast Breeder Reactors

Abstract

A theoretical model is developed which describes integral boiling
of the coolant in sodium cooled fast reactors under characteristic
failure conditions.

Based on results achieved in non-steady state boiling experiments
under conditions similar to those in a reactor and on theoretical
considerations the model calculates the ejection of sodium from a
fuel element and the subsequent boiling behavior. The flow pattern
is characterized by the formation of one or a few individual bubbles
in the early stage of boiling and is, therefore, comparable to a slug
type flow. The assumption of uniform pressure within a bubble is
dropped. Thus it is possible to describe an annular type flow which
is generated if the boiling zone reaches a larger axial expansion and
contacts areas of greatly differing temperatures. Taking into account
the pressure drop within a bubble has a decisive influence upon the
boiling event in a fuel element.

For analyses of fuel pin cooling after boiling inception the condition
of the liquid film remaining on the fuel pins after the ejection of so-
dium is calculated as function of time and position. It is shown that
the influence of the vapor flow on the film behavior greatly reduces
the liquid film dryout time.

A comparison between model calculations and experiments shows good
agreement with respect to the ejection of sodium and the oscillatory
behavior of the coolant flow in the later stages of boiling. The model
gives a good qualitative description of dryout. There is a better agree-
ment between calculation and experiment both for the overall boiling
behavior and the dryout time assuming a stagnant film. The more or
less random occurrence of dryout can be explained by the model, but
cannot be accurately predetermined in a deterministic way.

The computer program BLOW 3 based on the theoretical model can be
integrated into a code system for the overall accident analysis of
sodium cooled fast reactors. The good simulation of the thermohy-
draulic behavior of a fuel element allows analyses of characteristic
accidents and their detectability. Results are presented from boiling
calculations for characteristic SNR coolant channels.
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1. Einleitung und Problemstellung

Sieden des Kilhlmittels tritt bei natriumgekiihlten schnellen Reaktoren
wegen des grollen Abstandes der Auslegungstemperatur des Kithlmit-
tels zur Siedetemperatur nur unter Stérfallbedingungen auf. Es ist
dann zu unterscheiden zwischen lokalem und integralem Sieden in ei-
nem Brennelement. Lokales Sieden findet entsprechend seiner Defini-
tion in einem kleinen Bereich des Brennelementquerschnitts statt und
kann die Folge einer ortlich begrenzten Kilhlungsstdrung sein, ohne
daf der Kiihlmitteldurchsatz im betroffenen Brennelement merklich
reduziert sein muf}. Es spielt jedoch bei der Untersuchung der Aus-
breitung solcher 6rtlichen, zunéichst nicht detektierbaren Stérungen
auf das betroffene Brennelement bzw. benachbarte Brennelemente und
u. U. auf das gesamte Core (Propagationsproblem) eine wichtige Rolle.
Theoretische bzw. experimentelle Untersuchungen'zum lokalen Natri-

umsieden wurden von Gast [1] und Schleisiek [2] durchgefiihrt.

Das Sieden des Kiihlmittels im gesamten Brennelementquerschnitt wird
als integrales Sieden definiert und steht im Mittelpunkt der Untersuchun-
gen der vorliegenden Arbeit. Die Kenntnis der Vorgénge bei integralem
Sieden ist zur Beurteilung der Sicherheit natriumgekiihlter schneller

Reaktoren im Zusammenhang mit

- dem erwihnten Propagationsproblem und

- den Auswirkungen schwerer hypothetischer Storfille

von groflem Interesse.

Im Verlauf eines Propagationsstorfalls kann es ausgehend von einer
dértlichen Kithlungsstérung zum Sieden und einer damit verbundenen
Ejektion des Natriums aus dem Brennelement kommen [1]. Da einer-
seits als Folge dieser Phase des Storfalls durch Hiillrohrversagen und
Brennstoffschmelzen groflere Schidden verursacht werden und anderer-
seits die Detektion der vorausgehenden Ereignisse als noch nicht gesi-

chert angesehen werden mufl, kommt der genauen Kenntnis der Siede-



vorginge und ihrer meflbaren Signale besonders im Hinblick auf die

Frage der Reaktorabschaltung gro3e Bedeutung zu.

Unter schweren hypothetischen Storfédllen werden in diesem Zusam -
menhang Reaktivitdtsstérungen (<10 $ /sec) oder der Ausfall aller
Kithlmittelpumpen verstanden, d.h. Stérungen, die das gesamte Core
betreffen, wobei weiterhin angenommen wird, daf der Reaktor nicht
abschaltbar ist. Obwohl diese Storfille als dulerst unwahrscheinlich
angesehen werden kdnnen, da bei ihrem Auftreten mehrere voneinan-
der unabhéngige Sicherheitsschranken versagen miissen, werden sie

im Rahmen der Sicherheitsuntersuchungen eingehend analysiert. Beson-
ders beim Ausfall der Kiihlmittelpumpen hat das Sieden entscheidende

Auswirkungen auf den weiteren Storfallablauf:

- Die Kiihlmitteldichteinderung (Void-~Effekt) beeinflult riickwirkend
die Leistung des Reaktors und zwar ortsabhingig positiv oder ne-

gativ,

- Die nach Siedebeginn nicht mehr gewdhrleistete Brennstabkiihlung
hat ein Schmelzen der Hiille und in Verbindung mit einer positiven
Void-Reaktivitdt auch ein Schmelzen des Brennstoffs zur Folge.
Eine dann mogliche freie Bewegung des Brennstoffs (Slumping) oder
eine Brennstoff-Natrium-Reaktion kann zur Zerstérung des gesam-

ten Reaktorkerns flihren.

Im Bestreben, die Sicherheit schneller natriumgekiihlter Reaktoren
durch besseres Verstindnis auch sehr unwahrscheinlicher Storfidlle
weiter zu vergrofern und andererseits von einer extrem konservati-
ven zu einer technisch wie wirtschaftlich vertretbaren Auslegung des
Reaktors zu kommen, werden Programmsysteme zur Gesamtstoérfall-
analyse entwickelt [3, 4], die wichtige physikalische Einzeleffekte ei-
nes Storfalls berilicksichtigen, um deren Einflul auf das Verhalten des
Reaktors zu untersuchen. Unter diesem Aspekt ist die Aufgabe zu se-
hen, das Sieden und andere Vorginge wie z.B. das Brennstabverhalten

[61, mégliche Brennstoffbewegungen [6] oder die thermische Wechsel-



wirkung zwischen Brennstoff und Kithlmittel [7] in einem natriumge -

kithiten Reaktor modelltheoretisch zu beschreiben.

Sieden von Natrium unter den erwidhnten Storfallbedingungen ist ein
transienter Vorgang, der entscheidend durch die thermophysikali-
schen Eigenschaften des Fliissigmetalls sowie die grofie Leistungs-
dichte und die geometrischen Eigenheiten des Reaktors geprigt wird.
Die Vorstellungen zum Sieden sowie die mathematische Beschreibung
dieser Vorginge sind daher nicht ohne weiteres von anderen Fliissig-

keiten libertragbar,

Aufbauend auf Experimenten und theoretischen Uberlegungen wird im
folgenden ein Modell entwickelt, das die Siedevorgénge unter den ge-
nannten charakteristischen Bedingungen bei eindimensionaler Stro-
mung beschreibt und im besonderen Aussagen macht zur zeitlichen
und éﬂ‘tlichen Anderung der Kiihlmitteldichte sowie zur Brennstabkiih-
lung nach Siedebeginn. Das Modell wurde gegeniiber fritheren in ent-

scheidenden Punkten erweitert und verbessert,

Zur Uberpriifung der Modellvorstellungen wurden Siedeversuche in
Einkanalgeometrie durchgefiihrt [8], die den Stérfall ""Ausfall der
Kithlmittelpumpen' simulieren. Die Versuche werden beschrieben und
mit den Ergebnissen der Modellrechnungen verglichen. Aus der guten
Ubereinstimmung wird zusammen mit noch zu diskutierenden Annah-
men und Voraussetzungen dann gefolgert, dafl das Modell fiir die zu

untersuchenden Storfdlle auch auf Reaktorbedingungen anwendbar ist.

Am Beispiel des Schnellen Natriumgekiihlten Reaktors (SNR) werden
fir einen Stérfall, der durch den Ausfall der Kiihlmittelpumpen einge-
leitet wird, Siederechnungen durchgefiihrt. Die Ergebnisse werden be-
sonders auch im Hinblick auf die gegeniiber fritheren Arbeiten unter-

schiedlichen Modelleinzelheiten erldutert und diskutiert.



2. Zweiphasenstrémung bei Fliissigmetallen und ihre mathematische

Formulierung

Bei einer Zweiphasenstrémung existiert ein Medium in zwei verschie-
denen Phasen nebeneinander, im betrachteten Fall im flliissigen und
dampfférmigen Zustand. Uber die Phasengrenze tauschen beide Pha-
sen Masse, Impuls und Energie aus. Bei der mathematischen Besgchrei-
bung unterscheidet man zwischen homogener und separater Betrachtung
der beiden Phasen. Beil homogener Betrachtung falt man die Phasen-
mischung als eine Pseudofliissigkeit mit gewichteten Mittelwerten fiir
Geschwindigkeit, thermodynamische ZustandsgroéBen, Transportgros-
sen etc. auf, die Erhaltungsgleichungen entsprechen dann denen der
einphasigen Stréomung [9]. Betrachtet man beide Phasen separat, so
reichen im Prinzip die Moglichkeiten von nur der Berlicksichtigung der
unterschiedlichen Phasengeschwindigkeiten bei Benutzung der Erhal-
tungsgleichungen flir eine Zweiphasenmischung bis zur Verwendung
der drei Erhaltungsgleichungen flir jede der beiden Phasen einschlief3-
lich der Randbedingungen an der Phasengrenzfliche und an der Wand
flir den Austausch von Masse, Impuls und Energie. Man erkennt, dafl
eine detailliertere Betrachtungsweise die Kenntnis der Geometrie

der Phasengrenzfldche und der sich dort abspielenden Austauschvor-
ginge erfordert. Ein erster Schritt in dieser Richtung ist daher, die
Zweiphasenstromungen entsprechend der Verteilung der Phasen in
bestimmte Klagsen zu unterteilen, d.h. nach den sogenannten Stro-
mungsformen zu ordnen, was nichts anderes bedeutet als eine Ideali-
sierung der geometrischen Konfiguration der Phasengrenzfldchen vor-
zunehmen. Als wichtige Beispiele seien die Blasen-, die Pfropfen-

und die Ringstromung genannt,

Die sich beim Sieden in einer Flilssigkeit entwickelnden Stromungs-
formen sind fiir den Druckabfall und die Stabilitdt von entscheidender
Bedeutung. In einer Vielzahl von Experimenten wurden in Abhéingigkeit

von den physikalischen Stoffgréfien und dem Massendurchsatz Kriterien



fir die Existenz bestimmter Strémungsformen und deren Ubergangsbe-
reiche ermittelt, die jedoch im allgemeinen nur unter station&ren,

adiabaten Bedingungen Giiltigkeit haben.

Bei Stromungen mit Warmezufuhr stellt sich die Frage, wie sich die

von auflen zugefilhrte Wirme auf die beiden Phasen verteilt und damit

die Frage nach dem thermischen Gleichgewicht. Unter thermischem
Gleichgewicht sei verstanden, daf die beiden Phasen Dampf und Fliissig-
keit die gleiche Temperatur haben entsprechend der zum 6rtlichen Druck
gehorigen Sittigungstemperatur. Bei Annahme thermischen Gleichge-
wichts kann man zeigen, daf die zugefilhrte Wirme unmittelbar in Ver-
dampfung eines bestimmien Volumens umgesetzt wird [10]. Vom Gesichts-
punkt des Energieaustausches ist daher fiir diesen Fall die Kenntnis der
vorliegenden Stromungsform nicht notwendig, da der detaillierte Wirme-
ibertragungsprozefl von der beheizten Wand zu den beiden Phasen nicht
betrachtet werden muf}. Das gilt jedoch nicht flir Fliissigmetalle, bei |
denen thermisches Gleichgewicht nicht vorliegen mufl, so dafl hier auch
beziiglich des Energieaustausches zwischen den Phasen eine genauere

Kenntnis der vorliegenden Stromungsformen wichtig ist [11].

Die bisher bekannten Rechenmodelle zum Natriumsieden kénnen abgese-
hen von gewissen Einzelheiten eingeteilt werden in solche, deren For-
mulierung auf einer Zweiphasenmischung basiert und in die sogenannten
Einzelblasenmodelle, d.h. solche, in denen das Wachstum und Kolla-

bieren nur einzelner Blasen berechnet wird.

2.1 Die Zweiphasenmischung

In Anlehnung an die mathematische Behandlung der eindimensionalen
Zweiphasenstromung bei Fliissigkeiten wie z.B. Wasser werden zwei
Modelle verwendet, die homogene Stromung und eine Strémung mit
Schlupf. In beiden Fillen werden die Erhaltungsgleichungen fiir Masse,
Impuls und Energie fir eine Zweiphasenmischung formuliert, wobei

die Kiihlmitteldichte und Massengeschwindigkeit iber den Dampfvolumen-



gehalt ¢ gemittelt werden [12]. Die Gleichungen unterscheiden sich
nur dadurch, dafl bei homogener Betrachtung die Qualitidt x und der
Dampfvolumengehalt o in einer eindeutigen Beziehung zueinander ste-
hen, wéhrend bei Annahme verschiedener Phasengeschwindigkeiten
diese meist iber eine empirische Beziehung miteinander korreliert
sind., Wie in [10] gezeigt wird kann mit diesem Vorgehen thermisches

Ungleichgewicht nicht behandelt werden.

Noyes et al. wéhlten in einer der ersten Arbeiten zur Beschreibung
des Siedens in einem natriumgekiihlten Reaktor [13, 14] ein homogenes

Modell (Abb.1 a) bei Annahme thermischen Gleichgewichts,

MacFarlane [15] legt seinem Modell eine Zweiphasenringstromung
(Abb.1 b) zugrunde und verwendet zur Beriicksichtigung der unter-
schiedlichen Geschwindigkeiten der beiden Phasen die empirische Be-
ziehung von Lockhart-Martinelli zur Berechnung des Dampfvolumen-
gehaltes @ und ebenfalls die Annahme thermischen Gleichgewichts.

Die Impulsgleichung wird in Form des integralen Impulsmodells [16]
geldst. In beiden Rechenmodellen werden jedoch auf Grund numerischer
Schwierigkeiten Impuls- und Energiegleichungen entkoppelt geldst, ein
Vorgehen, das nur im Fall langsamer Transienten richtig ist, d.h.
wenn Wérmeleitungsprozesse und nicht die Trégheit der Fliissigkeit

den Siedevorgang bestimmen. Denn bezliglich der Berechnung der Ejek-
tion desg Kithlmittels wird der sich durch die Trigheit der Flissigkeit
ergebende Druckaufbau nicht berilicksichtigt. Dies resultiert in zu kur-
zen Ejektionszeiten des Kithimittels aus dem Brennelement. Siegmann
[17] 16st die Erhaltungsgleichungen auf Kosten erheblich gréferer Re-
chenzeiten voll kompressibel und umgeht durch Verwendung des Charak-
teristikenverfahrens, einer Methode, die bei Zweiphasenstrdomungen
schon von Fischer [18] benutzt wurde, die oben erwidhnten numerischen
Schwierigkeiten. Ein ausfiihrlicher Vergleich der beiden letztgenannten

Modelle ist in {19] gegeben.



Zur Berilicksichtigung thermischen Ungleichgewichts wird in [20] eine
zusétzliche Energiegleichung flir die fllissige Phase verwendet. Von
der Dampfphase wird angenommen, dafl sie sich entsprechend dem o6rt-
lichen Druck im Sé&ttigungszustand befindet. In der Energiegleichung
fir die Fliissigkeit sind zwei Groflen experimentell zu bestimmen:

der Bruchteil des Warmestroms von der Wand an die Fliussigkeit und
ein Faktor flir den Warmetiibergang zwischen Fliissigkeit und Dampf.

Rechenergebnisse dieses Modells sind nicht bekannt,

Bei allen bisher genannten Modellen werden bezliglich der Stréomungs-
form (homogen bzw. mit Schlupf) Vorstellungen von quasistatischen
Stromungen libernommen und auf die bei Stérfallbedingungen im Reak-
tor vorliegenden hochst instationédren Verhéltnisse libertragen. Dieses
Vorgehen ist schon . insofern zweifelhaft, da Natrium unter Reaktorbe-
dingungen nur in einem sehr engen Bereich stationédr sieden kann.

Die Modelle kénnen, mit Ausnahme des letzteren, thermisches Ungleich-
gewicht nicht berilicksichtigen und beschrénken sich bei der Beschrei-
bung der Siedevorgéinge auf die erste Ejektionsphase. Interessant fir

den weiteren Storfallablauf ist jedoch neben der Frage, wie lange nach
Siedebeginn ein Brennstab noch gekiihlt werden kann, die Beschreibung
des periodischen Wiedereintritts und des erneuten Auswurfs der Fliissig-
keit aus einem schon leergesiedeten Brennelement, Das filhrt zu den

Einzelblasenmodellen, die im folgenden diskutiert werden.

Die Anwendung der Gleichungen fiir eine Zweiphasenmischung erscheint
jedoch dann sinnvoll, wenn man bei Annahme nur geringfiigiger Uberhit-
zung die Siedephédnomene innerhalb der echt dreidimensionalen Brenn-

elementgeometrie beschreiben will.,

2.2 Die Einzelblase

Die Einzelblasenmodelle gehen davon aus, dafl sich nach Siedebeginn
ein zusammenhidngender Dampfraum bildet, der den ganzen Kiihlkanal-

querschnitt ausfiillt und der durch Expansion die ihn umgebende Fliissig-



keit aus dem Brennelement austreibt, wobel das dazu bendtigte Volu-
men durch Verdampfung eines an den Brennstidben verbleibenden diinnen
Fliissigkeitsfilms bereitgestellt wird (Abb.1 ¢). Stellvertretend fliir Re-
chenmodelle dieser Art [21, 22, 23, 24, 25, 26], die sich nur wenig vonein-
ander unterscheiden, sei im folgenden das von Schlechtendahl entwickel-

te Modell BLOW 2 [26] kurz dargestellt.

BLOW 2 beschreibt den Siedevorgang durch die Berechnung des zeitli-
chen Verhaltens einer Blase und der sie begrenzenden Fll’issigkeit. Die
Form der Blase wird im ersten Stadium des Wachstums als kugelfor-
mig angenommen und nach Ausfiillen des Kithlkanalquerschnitts als kol-
benférmig, wobeil ein dinner Flissigkeitsfilm bei der Ejektion des Na-
triums an dem Brennstab verbleibt. Das dynamische Verhalten der Blase
und der sie begrenzenden Flissigkeitssdulen wird im Prinzip durch die
gekoppelte Losung zweier Differentialgleichungen, einer Energieglei-
chung fiir die Blase und der Impulsgleichung fiir die Flussigkeitssiulen
berechnet. Diese gekoppelte Losung der Gleichungen ist entscheidend,
da so der sich durch die Trigheit der Fliissigkeit ergebende Druckauf-
bau und dessen Riickwirkung auf den zeitlichen Verlauf der Ejektion
exakt berlicksichtigt wird. Der Druck in der Blase wird als uniform
angenommen. Die durch Verdampfung bzw. Kondensation sich &ndernde
Dicke des als ruhend angesehenen Fliissigkeitsfilms wird in Abhingig-
keit von Ort und Zeit berechnet. Im Brennstab werden die Hullrohrtem-
peraturen und eine mittlere Brennstofftemperatur durch Lésung der
entsprechenden Warmeleitgleichungen in der Hiille bzw. der Energie-
gleichung im Brennstoff ermittelt. Als mogliche Storfédlle werden eine
plétzliche vollstdndige Blockade des Brennelementfues bzw. der plotz-
liche Verlust des Druckes im Eintrittsplenum angenommen, so daf§ Sie-
den stets in praktisch stagnierendem Natrium beginnt. Die anféngliche

Filmdicke und der gewlinschte Siedeverzug werden vorgegeben.

Das Modell BLOW 2 ist durch die Tatsache, daf nur eine einzelne Blase
betrachtet wird, in seiner Anwendung auf die Storfdlle beschrénkt, bei

denen auf Grund einer sehr grofen Uberhitzung der Siedevorgang reali-



stisch durch eine Blase dargestellt werden kann. Das gilt insbesondere
flir den letztgenannten der obigen Storfdlle, wenn der wahrscheinliche
Ort des Siedebeginns in Coremitte liegt und das stagnierende flissige
Natrium nach beiden Seiten aus dem Brennelement ausgetrieben wird.
Im Fall einer plotzlichen Blockade kann die Ejektion des Kiihlmittels
aus dem unteren Teil des Brennelements nicht beschrieben werden,
gleiches gilt,wenn bei einem Pumpenausfall Sieden bei einem Restdurch-
satz von ca. 30 O/o am oberen Corerand einsetzt. Die Annahme eines
uniformen Druckes innerhalb der Blase ist nicht mehr gerechtfertigt,
wenn die Blase axial mit Flidchen stark unterschiedlicher Temperatur
in Beriihrung kommt. Diese Vereinfachung hat, wie schon von Schlech-
tendahl in [26] festgestellt wurde, entscheidende Auswirkungen auf das
Siedeverhalten im spéteren Verlauf einer Ejektion, insbesondere auf
das oszillierende Verhalten der Natriums#ulen. Aus der Annahme uni-
formen Drucks resultieren,im Vergleich zu Expefimenten, zu grofle
Amplituden und zu kleine Frequenzen dieser Schwingungen bzw. ein
vOlliges Kollabieren der Blase, was ebenfalls der experimentellen Er-

fahrung widerspricht [27].

Das in der vorliegenden Arbeit entwickelte Modell beseitigt die oben
genannten Beschrdnkungen sowohl was die Vorstellungen zum Sieden
selbst angehen als auch beziiglich md&glicher Storfallsimulationen und

einer besseren Darstellung der Reaktorgeometrie.

3. Grundlagen des Modells

3.1 Besonderheiten von Fliissigmetallen

Flissigmetalle unterscheiden sich in dem hier interessierenden Zusam-
menhang in drei Eigenschaften entscheidend von Flussigkeiten wie z. B.

Wasser:
- der Neigung zu hohem Siedeverzug

- der groflen Wirmeleitfdhigkeit

- dem kleinen Dichteverhélinis von Dampf zu Fliissigkeit.
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Diese Eigenschaften beeinflussen neben dem Systemdruck, der zuge-
fihrten Warme und den geometrischen Verhéltnissen die Ausbildung
einer charakteristischen Stréomungsform, auf der die mathematische

Beschreibung des Modells basiert.

Der Siedeverzug

Nimmt man an, dafl der Siedebeginn an diskreten Punkten der Wand-
oberflidche, den sogenannten Kavitdten, die Gas bzw. Dampf enthalten,
stattfindet, so folgt aus der Gleichung fiir die Druckdifferenz liber eine

gekrimmte Oberfldche, die fiir eine Halbkugelgeometrie lautet

27
/0”.-—/05 = = (1)

mit der Clausius-Clapeyron’ schen Gleichung bei nicht zu grolen Wer-

ten fiir den Siedeverzug [28]

20 s
‘f/’;lgfs

ATs = (2)
Setzt man in Gleichung (2) Stoffwerte fiir Na und HoO ein, so erhélt
man bei Annahme gleichen Systemdrucks und gleichen Keimradius r

fiir das Verhdltnis der Siedeverziige

@73’ Na
(A-’g///ea

Natrium neigt also schon von seinen thermophysikalischen Eigenschaf-
ten, die sich in einem flachen Verlauf der Dampfdruckkurve ausdriicken,
zu einem gegeniiber Wasser wesentlich héheren Siedeverzug.

Da man annehmen kann, dafl sich die Siedekeime an den begrenzenden
Winden befinden, bedeutet die oberhalb einer Grenztemperatur von

ca. 400°C vollstindige Benetzungsfihigkeit des Natriums [29], daB

auch sehr kleine Kavitdten mit Natrium gefiillt und damit deaktiviert
werden. Der in Gleichung (2) enthaltene Keimradius r nimmt dann

sehr kleine Werte an und der zu erwartende Siedeverzug steigt entspre-
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chend. Weiterhin kann das physikalisch-chemische Zusammenwirken
mit den Wandmaterialien [30] zu den experimentell beobachteten hohen

Siedeverziigen fiihren.

Es soll hier nicht diskutiert werden, wie sich die verschiedenen ande-

ren Parameter wie aufgeprigter Warmeflufl, Wartezeiteffekte, Reynolds-
zahl etc. auf den Siedeverzug auswirken und ob die teilweise widerspriich-
lichen experimentellen Ergebnisse letztlich zu einer eindeutigen ''Theorie"
des Siedeverzugs bei Natrium filhren. In diesem Zusammenhang ist es
wichtig festzustellen, dafl bei Natrium ein durch den Siedeverzug hervor-
gerufenes thermisches Ungleichgewicht zu erwarten ist und bei der rech-
nerischen Behandlung des Siedens entsprechend bertiicksichtigt werden

mufl.

Die Wirmeleitfdhigkeit

Natrium hat gegeniiber Wasser eine um den Faktor 70 gréBere Wirme-
leitfdhigkeit., Schlechtendahl [26] zeigte, daf daher eine kleine Blase we-
geh der hohen anfidnglichen Wachstumsgeschwindigkeit schon bei gerin-
gen Siedeverziigen andere im Stadium des Siedebeginns befindliche Keime
inaktiviert. Es wurde gefolgert, dal bei Siedeverziigen von mehr als
50°C auch bei sehr schneller instationirer Aufheizung des Natriums in
einem Brennelement nur eine Blase entstehen kann und daf} bereits bei
einem Siedeverzug von 10°C das Auftreten eines homogenen Zweiphasen-

gemisches verhindert wird.

Auf Grund der groflen Wirmeleitfdhigkeit ergeben sich auch bei den in
einem schnellen Reaktor vorhandenen hohen Stableistungen nur geringe
Temperaturdifferenzen in der Grofenordnung von 10°C zwischen Hiill-
rohrauflentemperatur und einer mittleren Kithlmitteltemperatur. Man
kann daher davon ausgehen, daf bei den uns interessierenden instatio-
nidren Siedevorgingen schon bei geringem Siedeverzug unterktiihltes Sie-
den als unwahrscheinlich angesehen werden kann bzw. auf eine kurze

anfingliche Ubergangsphase beschrinkt bleibt.
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Das Dichteverhidltnis

Das Verhéltnis der Dampfdichte zur Flissigkeitsdichte ist bei Natri-
um bei 1 ata etwa um den Faktor 1, 75 kleiner als bei Wasser unter
gleichem Druck. Vergleicht man Natrium bei 3 ata und Wasser bei

70 ata (d.h. den ungeféhren Betriebsdriicken eines schnellen Reaktors
und eines Siedewasserreaktors), so ist der Faktor ca. 50. Das Dich-
teverhédltnis beeinflult iber den Dampfvolumengehalt o das statische
und dynamische Verhalten einer Zweiphasenstromung und ist daher
ein wichtiger Parameter bei der Ausbildung einer bestimmten Stro-
mungsform [31]. Da jedoch bei Natrium schon bei kleinen x-Gehalten
der Dampfvolumenanteil gegen eins [32] geht, ist auch von dieser Seite

die Ausbildung einer homogenen Zweiphasenstrémung auszuschlielen.

3.2 Analyse experimenteller Arbeiten

Zur besseren Kenntnis der Stromungsformen, die sich beim Sieden
von Fliissigmetallen entwickeln, wurden eine Vielzahl von Experimen-
ten durchgefiihrt. Versuche mit Simulationsfliissigkeiten haben dabei
den Vorteil, einer visuellen Beobachtung zuginglich zu sein, wobei
durch Ahnlichkeitsbetrachtungen gezeigt werden kann, daB die Ergeb-
nisse auch flir Fliussigmetalle giiltig sind [33, 34]. Im folgenden werden
nur die Experimente betrachtet, die eine Aussage machen iiber die
Stromungsformen, die beil Fliissigmetallen im interessierenden tran-
sienten Bereich zu erwarten sind. Die Einzelblasenejektion als das
charakteristische Merkmal des Siedevorgangs bei reaktordhnlichen
Versuchsbedingungen konnte bei stagnierenden Fliissigkeiten liberein-
stimmend festgestellt werden. Die Einzelblasenejektion ist gekenn -
zeichnet durch die Expansion einer Blase, deren Wachstum durch die
Trigheit der zu verdrédngenden Fliissigkeit kontrolliert wird, wobei
die Grofle des Blasenwachstums nur durch die Nachverdampfung eines
an den beheizten Oberflichen verbleibenden Fliissigkeitsfilms erklart
werden kann., Fette zeigte sowohl in einer Einkanalanordnung (mit Was-

ser als Simulationsfliissigkeit) [351 wie auch in einem durchsichtigen
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Brennelement mit 169 Stdben (Austreibung der Fliissigkeit durch Gas-
Injektion) [36], daB die sich bildende Dampf- bzw. Gasphase den gesam-
ten Strémungsquerschnitt ausfiillt. In &hnlichen Versuchen, mit Freon 11
in Einkanalgeometrie, einem 7-Stab- und einem 19-Stabbtindel durchge-
fihrt [33], wurde ebenfalls in allen untersuchten Anordnungen eine Ein-
zelblase als charakteristisch flir die erste Phase der Ejektion gefunden.
Es konnte jedoch im spéteren Verlauf der Ejektion eine Stromungsform
festgestellt werden, die durch kritische Ausflubedingungen einer sich
bildenden Zweiphasenstrémung gekennzeichnet war. Ahnliche Versuchs-

ergebnisse in Natrium wurden schon frither in [37] berichtet.

Siedeversuche von Spiller mit stagnierendem Kalium [38] und Natrium
[39] in e;'}nem direkt beheizten Rohr bestétigten die Einzelblasenejektion
und gaben u.a. Mewerte fiir die Restfilmstirke. Peppler konnte durch
dhnliche Versuche mit stagnierendem Natrium in einer induktiv beheiz-
ten Teststrecke zeigen [27,40], daf das fllissige Natrium durch die Bil-
dung einer oder weniger Blasen vollstidndig aus der Teststrecke ausge-
trieben wird und nach der ersten Ejektion durch Restverdampfung des
Fliissigkeitsfilms an einem Wiedereintritt in den beheizten Teil der Test-

strecke gehindert wird.

Natrium-Siedeexperimente bei erzwungener Konvektion wurden von
Schleisiek [41, 42] durchgefiihrt. In einer Teststrecke mit und ohne
Bypass wurde in der Mehrzahl der Versuche eine Stromungsform ge-
funden, die als stabiles pulsierendes Sieden bezeichnet wurde und durch
abwechselnd heftige Siedeejektionen und Wiederauffiillen der Teststrecke
mit Flissigkeit gekennzeichnet ist. Das Bild der Strémungsformen ist
jedoch nicht in allen Versuchen einheitlich und héngt von den gew&hlten
Versuchsbedingungen ab. Allerdings werden Reaktorbedingungen wegen
des relativ groflen hydraulischen Durchmessers (9 mm) und der kurzen
Linge der beheizten Teststrecke (168 bzw. 196 mm) nur bedingt wieder-
gegeben. Uber #hnliche Versuche mit in der Tendenz instabilem Charak-
ter wird in [43, 44] berichtet. Bei den gefundenen Strémungsformen wird

unterschieden zwischen Einzelblasenejektion mit Wiederauffilllen der
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Teststrecke durch von oben zurlickstromendes Natrium und einer
Pfropfenstrémung mit periodischen Expulsionen. Die genannten Er-
gebnisse stehen in einem gewissen Widerspruch zu den Experimenten
von Costa et al. [45], in denen bei sehr langsamen Transienten von
bis zu 60 sec eine mehr homogene Zweiphasenstrémung festgestellt
wird. Auf dieser Stromungsform basiert daher auch das in Abschnitt

2. 1 erwdhnte Rechenmodell [20].

Um zu einem einheitlichen Bild des Siedeverhaltens unter den zu be-
trachtenden Reaktorstorfallbedingungen zu kommen, sind weitere Ver-
suche notwendig unter besonderer Berticksichtigung der im Reaktor
vorliegenden Verhéltnisse, was im Fall der Einkanalgeometrie eine

gute Simulation des kleinen hydraulischen Durchmessers eines Brenn-
element-Unterkanals und der dazugehoérigen vollen Brennelementlédnge
bedeutet, sowie die Simulation von Ein- und Austritisplenum, L.eistungs-
dichte und Pumpenauslaufcharakteristik, Ein Schritt in diese Richtung
sind Siedeversuche zum Stérfall ''"Pumpenausfall'’, auf die spiter noch

ndher eingegangen wird.

3.3 Phinomenologische Modellbeschreibung

Unter Beriicksichtigung der in Abschnitt 3.1 diskutierten besonderen
Figenschaften von Natrium, der unter 3.2 kurz zusammengefal3ten
experimentellen Ergebnisse und der spezifischen Reakiorbedingungen,

die insbesondere

- den groBen Warmeflul (~ 200 W/cmz) und die damit verbundenen

Verdampfungsraten
- die geringe Drosselung am Brennelementeintritt und
- die vorliegende Geometrie mit kleinem hydraulischem Durchmesser

(~ 6 mm) und groBer Brennelementldnge (~ 2,40 m)

betreffen, wird angenommen, daf} die Siedeph&nomene am besten

durch ein theoretisches Modell dargestellt werden kénnen, das im
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folgenden am Beispiel des Pumpenausfalls als Einleitungsstdrung

qualitativ beschrieben wird (Abb. 2).
Phasge 1

Sieden beginnt am oberen Coreende mit der Bildung einer Blase.
Diese verhindert,bei Annahme eines Siedeverzugs, durch den plotz-
lich freigesetzten héheren Druck die Entstehung moglicher weite-
rer Blasen und bewirkt eine Verzogerung der nachstromenden Flis-
sigkeit. Die Expansion dieser Blase, die mit Ausnahme eines diinnen
Fligsigkeitsfilms an den Brennstdben den gesamten Brennelement-
Querschnitt ausfiillt, wird durch die Trigheit der Fliissigkeits-Sdulen

sowie durch die Nachverdampfung des Fliissigkeitsfilms bestimmt.

Die Blase wird durch die Reststrémung in den Blanketbereich trans-
portiert, wo sie ganz oder teilweise kondensiert. Infolge der dadurch
bewirkten Druckabsenkung kann es in der nachfolgenden Flissigkeit
zur erneuten Blasenbildung kommen. Durch diesen Mechanismus
mehrfacher Einzelblasenbildung mit gleichzeitiger Verzdgerung bzw.
Stromungsumkehr der nachfolgenden Fliissigkeit dehnt sich die Siede-
zone in Richtung Coremitte aus. Die in dieser Phase vorliegende
Stromungsform ist der Pfropfenstrémung vergleichbar mit dem Un-
terschied, daf nicht hydrodynamische sondern die diskutierten ther-

mischen Effekte flir ihr Zustandekommen verantwortlich sind.

Phasge 2

Erstreckt sich eine Blase im Verlauf der Ejektion axial tiber Zonen
stark unterschiedlicher Temperatur, so bildet sich eine Dampfstro-
mung aus durch Verdampfen des Flilissigkeitsfilms an den heiflen
Flidchen und Kondensation des Dampfes an den kélteren. Die Stromung
geht in eine der Zweiphasenringstrémung vergleichbare Form tiber.
Die Dampfstréomung verursacht einen axialen Druckgradienten mit
Auswirkungen auf die Ejektion des flissigen Natriums und auf den

Fliissigkeitsfilm.
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Phase 3

Die durch die abwechselnden Verdampfungs- und Kondensations-
vorgédnge in der Siedezone hervorgerufenen Druckschwankungen
bewirken ein oszillierendes Verhalten der Fllissigkeits-Siulen am
Brennelement-Eintritt und -Austritt. Die Restverdampfung des
Fligsigkeitsfilms verhindert jedoch nach der ersten Ejektion das
vollstindige Rickstromen des Kiihlmittels in den Corebereich.
Dadurch kommt es zu einem Austrocknen des Flissigkeitsfilms
und damit ortlich zur vollstdndigen Unterbrechung der Brennstab-

kithlung (Dryout).

Das Modell, das in der Darstellung der Siedephé&nomene dem von
Dunn [3, 46] verwendeten Siedemodell sehr dhnlich ist, stellt eine
konsequente Weiterentwicklung fritherer Einzelblasenmodelle dar.

Eine schematische Darstellung des zu losenden Problems zeigt Abb. 3.

4. Formulierung der Gleichungen des Modells

Die zur Berechnung notwendige geometrische Abbildung des Reaktor-
kerns ist in Anhang B.1 erldutert. Die Kilhlmittelgleichungen beziehen
sich danach auf eine eindimensionale Strémung mit konstantem Stro-

mungsquerschnitt.

4.1 Kihlmittelgleichungen einphasig

Die Kontinuitédtsgleichung, Impulsgleichung und Energiegleichung lauten

flir das Kithlmittel bei obigen Annahmen [16]

?ﬁ + -?-gi = O (3)
ot O
Gy _Q_ /6‘2 o o) A /GH/G‘( (4)
oe T ooz %’«/ TS T 2pc T JS

H« L/
fx 55+ Ga 5-;‘! - ¢ (5)
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In der Energiegleichung sind die Dissipationsenergie, die Verdrin-
gungsarbeit, die potentielle Energie, die axiale Wdrmeleitung und
die Anderung der kinetischen Energie als klein gegeniiber der von

aulen zugefiihrten Warme ¢k vernachldssigt.

Zu diesen Gleichungen kommt bei Vernachldssigung axialer Wirmelei-
tung im Brennstab flir jede betrachtete axiale Zone eine Gleichung der

Form

o D[, 9T b I
§¢ 57 ’ay[/%?/*?‘f;?‘ s ()

die die radiale Temperaturverteilung im Brennstab beschreibt. Fir

die zeitliche Anderung der Strukturmaterialtemperatur gilt

T,y ,
fo6s 5, =hs 22 [T-T] +fy (7)

Uber eine Beziehung fiir ¢k sind die Gleichungen (5), (6) und (7) mitein-
ander gekoppelt.

‘f,(’%s/'a[ﬁa‘ﬁ(]*f’u*%hs[&'ﬁ] (8)
mit
he D 5Nu-f(2¢,ﬁ) (9)
ky
'und
Lol o+ %
hs he 2ks (10)

Bei der Bestimmung von hs wird der Beitrag der Wérmeleitung im
Strukturmaterial zum Gesamtiibergangskoeffizienten mitberiicksichtigt,
da die Strukturmaterialtehmperatur eine Uber dasg Strukturvolumen ge-

mittelte Temperatur darstellt.
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Bekannte Randbedingungen sind der Druck am Kihlkanaleintritt bzw.
~austritt und die Eintrittstemperatur als Funktion der Zeit sowie die
volumetrische Wirmequelldichte in Brennstoff, Hiille, Kithimittel

und Strukturmaterial als Funktion von Ort und Zeit.

Vernachlidssigt man den Einflul der Fliissigkeitsausdehnung auf den
ortlichen Massendurchsatz, eine Annahme, die bei Fliissigkeiten zu-

ldssig ist, so vereinfacht sich Gleichung (3) zu

oG«

3z ° o (11)

d.h. die Massengeschwindigkeit Gk ist bei konstantem Stromungs -
querschnitt axial konstant. Obige Annahme bedeutet jedoch nicht, da@

auch die Flissigkeitsdichte als konstant betrachtet wird.

Da der Druck in Gleichung (4) nicht von vornherein bekannt ist, sondern
nur als Randbedingung am Ein- und Austritt des Kiihlkanals vorliegt,
wird Gleichung (4) liber die Kiihlkanalldnge integriert. Man erhilt zu-

sammen mit Gleichung (11)

L
daG. LAY R
L;/—f’]’e‘f’a’@«/};q y“] 7[}’,(0’2

L
_ [G«[Gx A s
2D0n ) Px
Gleichung (12) ist eine gewoOhnliche Differentialgleichung 1. Ordnung,
in der der unbekannte Druck nicht mehr auftritt und die die zeitliche

Anderung der Massengeschwindigkeit beschreibt[16].

Zur Bertlicksichtigung des Mischraumes oberhalb eines Brennelements
kann im Modell mit zwei Stromungsquerschnitten gerechnet werden,
der Fldche A im Bereich des Brennstabes und der Fldche A,, im Be-
reich des Mischraumes. Durch Integration der Impulsgleichung (4)
getrennt Uiber die beiden Abschnitte L und L . erh&lt man unter Bertlick-

M
sichtigung des Druckverlustes in der Eintrittsdrossel (Abb. 4)
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L
La’@« - p- ﬂ’ﬂGk[ftfa P:“ —?/f,(dz

/Gx/G« [D,,/ Ade o+ 53;; ] (13)

RIX
dG / -
AH =2 - ﬂ’* [ﬁm fdrg] jlf“‘/t
L+LM (14)
— /GHIGH d
Zﬂ/m L f“

Durch Addition der Gl. (13) und (14) ergibt sich zusammen mit der

Kontinuitédtsgleichung, die entsprechend Gl. (11) lautet

A
Gp i Gy (15)

[[_+—-LH dGy "Rt tPlep G"[f:u fxg (fka f“z)]

L
../Gn/ax/_l,/}l ._'_[_4,/" ’y ks
r DA‘,?;‘/%+DM1 An L?;q’a*f’xc

Ledey

—y[f,‘da

Fir die Druckdifferenz P, - Py infolge der plétzlichen Querschnitts-

erweiterung gilt bei Berﬁcksichtigung der Strémungsverluste nach [47]

ne [ /]wa "@["’ﬁ]&/%}iff‘ (17
mit

K- {1 WennGK> 0
c

0, 5 wenn GK < 0
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Nach Einsetzen in Gl. (16) erh&dlt man mit Sy =Sk2

[eoin] S wnon - SRS - e )]

- b, /G}/G’« [/ _A
.‘Zflfd Ar

4
/Gk/G»r[ /,1 | (A “n
Dy 4é+}’;+94n An/l_%de/

L+lu
—j/f.‘a’a (18)
4

In Gl. (18) bedeuten die Ausdriicke der rechten Seite in der angegebe-
nen Reihenfolge die treibende Druckdifferenz, den Druckverlust durch
Anderung der kinetischen Energie, den Verlust durch plétzliche Quer-
schnittednderung, die Reibungsdruckverluste in Brennelement und
Eintrittsdrossel sowie die statische H6he. Der Koeffizient der linken

Seite der Gl. (18) wird als eine reduzierte Linge definiert
Lred = L+ Ly (19)
Aps

In analoger Weise kann man noch den Trégheitseinflufl der Fliissig-
keit im unteren bzw. oberen Plenum auf das dynamische Verhalten
des Massendurchsatzes im Brennelement beriicksichtigen. Vernach-
ldssigt man in diesen Bereichen Reibungseinfliisse und die statische
Hohe,und nimmt man weiterhin einen vollkommenen Verlust der Stro-
mungsenergie am oberen Brennelement-Austritt an und berilicksichtigt
den durch Strahleinschniirung am Brennelement-Eintritt auftretenden

Stromungsverlust zusammen mit der Eintrittsdrossel, so &4ndert sich
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in GI. (18) nur die reduzierte Linge. Man erhlt

Lpeg = L ‘¢’§ Ly + Lot * Lapey (20)
M
Die Grof3en Lared’ Lered konnen aus den konstruktiven Gegebenheiten

eines Reaktors abgeschétzt werden.,

Die Gleichungen (12), (5), (4) werden zur Ermittlung der Massenge-
schwindigkeit, der Enthalpie der Fliissigkeit und des Druckes in der
Flussigkeit zusammen mit den Gleichungen (6), (7), (8) numerisch ge-
16st. Auf die Einzelheiten der Behandlung dieser Gleichungen, insbeson-
dere auch auf die bei der Lésung der Energiegleichung des Kihlmittels
und der Wirmeleitgleichung im Brennstab verwendeten Differenzensche-
mata, wird nicht ndher eingegangen, sondern auf [48] verwiesen. Ein
Flieffschema der Rechnung zeigt Abb. 33. Bei Siedebeginn muf} ortlich

im Kiihlmittel das folgende Kriterium erfiillt sein

Te = Ts(pa) + 4Ts (21)

wobei A’I‘S eine als Parameter vorgebbare Uberhitzung ist.

4. 2 Kiihlmittelgleichungen zweiphasig

4,2.1 Die Fliussigkeitskolben

Zur Beschreibung des Verhaltens der Fliissigkeitskolben bzw. der obe-
ren und unteren Fliissigkeitssfulen gelten die schon fiir den einphasigen
Kiihlmittelzustand genannten Gleichungen (5), (11), (12), die jedoch fol-
gendermaflien modifiziert werden miissen (Abb.5). Die Impulsgleichung
lautet fir den Fliussigkeitskolben zwischen zwei Blasen

L dGue - - @& - L
B "ot Pro, te Pef'u,&wa “k P, ks Pue, &

Ly

L
_ fGer]Gar | 2 4 . éd@
) P faf«
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und flir die untere bzw. obere Fliissigkeitsséiule

L; dGu,e

Gz [__’.__ R
E Pe = Prue = ke Pucu, ke Sfue

GK,&/G«c/ 2 éD be
20, / d?fj_);/-ij«o(a

! d Gya
La rr Pro, ks

¥/ / /
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(G ,al IGu,al Gea [ A
Y / * j/f,,a’e

I'e und L'a sind definiert

.
o
Il

I
o
1

Wird bei Anwendung des Modells auf Reaktorgeometrie ein Misch -

durch

T.e + Le
re

La + La
re

raum mit einem vom Brennelement-Stromungsquerschnitt verschie-

denen Querschnitt beriicksichtigt,

so miissen die Gleichungen (22),

(23), (24) in der in Abschnitt 4.1 gezeigten Weise modifiziert werden.

Beim Kollabieren einer Blase berechnet sich die Massengeschwindig-

keit des neuen Flissigkeitskolbens aus dem Impulserhaltungssatz

und die entsprechenden Beschleunigungen nach obigen Gleichungen.

Die einphasigen Kilhlmittelgleichungen gelten fiir ein raumfestes Ma-

schennetz (Eulersche Betrachtungsweise) und werden in einem sol-

chen geldst. Die Energiegleichung fiir die Flilissigkeitskolben kann

jedoch nicht in einem Eulerschen Koordinatensystem geltst werden,
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da eine zeitlich und ortlich bekannte Bezugstemperatur wie die Kiihl-
mitteleintrittstemperatur der Einphasenstrémung fehlt. Dies gilt auch
flir die untere Flissigkeitssfule nach Stréomungsumkehr. Die zeitliche
Anderung der Fliissigkeitsenthalpien wird daher in einem mit der Fliis-
sigkeit mitbewegten Maschennetz (Lagrange’ sche Betrachtungsweise)
berechnet. Die Energiegleichung lautet dann bei Wegfall des konvekti-

ven Gliedes

//‘
f‘ d u fla (27)

Diese Gleichung gilt fiir eine einmal definierte, rdumlich bewegliche

Kihlmittelmasche i mit
x.‘ Azm Z[ he (Tea = Tec) + }’“ (% ’-7;"}]‘/' o/,:_z‘(‘;/ (28)

wobei 6ZKi,j die Uberlappungslinge zwischen der raumfesten

Masche j und der bewegten Masche i.ist und AZKi die Maschenlénge

der bewegten Masche.

Da jedoch fiir die Berechnung der nuklearen Riickwirkung ortsfeste
Temperaturen verlangt werden, werden am Ende jeden Zeitschritts,
auch aus Griinden der besseren Ubersichtlichkeit, die so ermittelten

Temperaturen wieder auf ein ortsfestes Koordinatensystem abgebildet.

4,2.2 Die Blasen

Es wird von den Erhaltungs-Gleichungen einer Zweiphasenstrémung
bei getrennter Betrachtung beider Phasen ausgegangen. Diese lauten
filr eine eindimensionale Stromung mit tiber dem Querschnitt gemit-

telten Werten [9] entsprechend Abb. 6 und Abb. 7

Kontinuitét:

s [0-)g] + 3 [0-)pu] = - e
Kpe] ¢+ Zfupers] < 1 (30)
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Dabei bedeutet /[ den Masseniibergang pro Volumeneinheit von einer

Phase zur anderen. [ ist positiv bei Verdampfung, negativ bei Kon-

densation.
Impuls:
f‘[%‘*”f«ﬁg-%w‘*“%*@,‘w&,l (31)
f"[%"**’uv% nwgé +Fé,,,+FEI‘, (32)
FB,l bzw. Fy _ stellen die Summe aller Volumenkréfte fiir die je-

3

weilige Phase dar, FR’1 und FR v die Summe aller Oberfldchen-bzw.

K

Impulsaustauschkréfte.

Energie:

(33)

2l0pn] 2 [0jpan] - 4

9—?2[04!70- ”u“’7 +9%[xf‘, Uy #r;7 = %U’ (34)

Der Einflufl der kinetischen Energie und der Druckédnderung auf die
Enthalpien wird als klein gegeniiber der von auflen zugefiihrten Wirme
vernachlissigt, ¢I und ¢v sind die von auflen den beiden Phasen zuge-
fihrten Energien pro Volumeneinheit. Flr die gesamte zugefihrte

Energie gilt
Gy = ¢ + %. (35)

4.2, 2.1 Die Dampfphase

Schlechtendahl zeigte durch eine Abschétzung [26], dafl der Dampf
in der Blase Ortlich fiir jeden Querschnitt des Kiihlkanals als im
thermodynamischen Gleichgewicht mit der Fliissigkeit an der Phasen-

grenzfldche betrachtet werden kann. Diese fiir ruhenden Dampf rich-
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tige Annahme ist jedoch nicht unbedingt gililtig bei hohen Dampfge-
schwindigkeiten mit entsprechend groflen Druckgradienten. Experi-
mentell wurden sogenannte inverse Temperaturprofile gefunden, d. h.
die gemessene Temperatur im Dampfkern ist héher als die entspre-
chende Wandtemperatur. Dieser Effekt wird sowohl durch den expan-
dierenden sich nicht im thermischen Gleichgewicht mit dem Fliissig-
keitsfilm befindlichen Dampf erklért [49] als auch durch einen MeBein-
fluf der im Dampf enthaltenen FllUsgigtropfen, die sich 6rtlich mit
dem Dampf im thermischen Ungleichgewicht befinden [50]. Die Auswir-
kungen des Ungleichgewichts bezogen auf das Modell kénnen jedoch

als nicht bedeutend angesehen werden, da dieser Effekt nur eine ge-
ringfligige axiale Verschiebung des Temperatur-bzw. Druckprofils

im Dampf zur Folge hat. Im Modell wird daher 6rtlich thermisches

Gleichgewicht zwischen Dampf und Fliissigkeitsfilm angenommen.

Durch Kombination der Gl. (30) mit Gl. (34) erhilt man

SOE ST IR o9

Eine einfache Abschétzung zeigt, dafl auch bei sehr schneller 6rtli-
cher Druckénderung und groflen Dampfgeschwindigkeiten der Ausdruck
in der Klammer gegeniiber dem Verdampfungsterm vernachlédssigbar
ist; d.h. die gesamte dem Dampf zugefiihrte Energie wird zur Ver-

dampfung der Flissigkeit verwandt. Es gilt dann

//lf/-' = %V (37)

mit

In der Impulsgleichung (32) wirkt als einzige Volumenkraft die Erd-
schwere, die jedoch wegen der kleinen Dampfdichte vernachlédssigbar
ist. Der Nettomassenstrom der Verdampfung bzw. Kondensation be-
wirkt bei unterschiedlicher Geschwindigkeit der Flilissigkeits- und

Dampfphase einen neben der Reibung zusétzlichen Impulsaustausch
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an der Phasengrenze. Unter Verwendung des ''Reynolds Flux Concept'
kann eine einfache, der eindimensionalen Betrachtungsweise entspre-
chende Beziehung fiir die scheinbare Gesamtschubspannung abgeleitet

werden [511.

Cpus = Vi S (- a)ffur-w)f + (wr-u)i2 a9)

Das erste Glied der rechten Seite stellt den Reibungsanteil mit dem
Reibbeiwert an der Phasengrenze Y/i dar, das zweite den durch den
Nettomasseniibergang bewirkten Impulsaustausch. Bezogen auf die
Dampfphase vergroflert also die Verdampfung die Schubspannung an
der Phasengrenze, wihrend Kondensation sie verkleinert. Entspre-
chend obiger Ableitung wirkt sich der Impulsaustausch bei Phasen-
tUbergang zu gleichen Teilen auf Dampf und Flissigkeit aus. Im Rah-
men der Anwendungen des Modells ist jedoch der™Einflufl des Phasen-
lUbergangs auf die Schubspannung, verglichen mit der durch die hohen

Dampfgeschwindigkeiten bewirkten Reibung meist klein. Man erhé&lt

Ul u_/f..
fo =~ Ty = A [ o -agiz] 0

Bei Vorhandensein eines diinnen Fliissigkeitsfilms kann o ~ 1 gesetzt
werden. Auflerdem kann wegen des bei Flissigmetallen vorhandenen
groflen Schlupfes die Geschwindigkeit des Films gegeniiber der Dampf-
geschwindigkeit vernachlidssigt werden. Die in Gl. (40) auftretenden
Relativgeschwindigkeiten werden daher durch die Dampfgeschwindig-
keit ersetzt. Dadurch sind die Gleichungen fiir den Dampfkern unab-
hédngig von der Berechnung des Fliissigkeitsfilms zu 16sen. Man erhilt

aus GI. (30)

Dpr 2D 7
5%—- +5&e[f¢u¢]~ Z-w-m (41)

und aus Gl. (32) zusammen mit Gl. (40) unter den angenommenen Ver -

einfachungen
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Uy Uy pg.r U ¥ { m
= * Py =— = — - Uply] — =L Uy — (42)
SvmE tPrte 55 == Bm T g 2 Sréelel —Furg
Zu den Gleichungen (41) und (42), die die 6rtliche und zeitliche Vertei-
lung der Massengeschwindigkeit G, und des Druckes p,, innerhalb einer
Blase beschreiben, kommen als Randbedingungen flir die obere bzw.

untere Phasengrenze Dampf-Fliissigkeitskolben eine Beziehung fiir die

Erhaltung von Masse und Energie

fcr["’w’ - MPG] = f«'[“" "’”N]

oder
Uy = % e
u =@
ré ) - fr (43)
y«
und

fr T, ot
k“f’;/m ’a;/zfv UPG"’MI[#V U+ ("2 re) . {n - UP&)/

Wegen der geringen Warmeleltfahlgkelt des Dampfes gegeniliber der
Flissigkeit (kK/ ky o~ 103) und der gegeniiber der Verdampfungswirme
vernachlédssigbar kleinen kinetischen Energien vereinfacht sich obige

Beziehung zu

~k %/G gf"(“*""”ﬁe} hﬁ (44)

K@%p

Aus Gl. (43) folgt, da Qy <« § K , daBl die Geschwindigkeit der Phasen-
grenze gleich der Geschwindigkeit der Fliissigkeitskolben ist. Im Mo-
dell wird weiterhin die Annahme gemacht, dafl die Phasengrenze zwi-
schen Dampf und Fliissigkeitskolben adiabat sei. Dann folgt aus Gl. (44),
daB auch der Dampf an der Phasengrenze die gleiche Geschwindigkeit
haben mull wie die Fliissigkeit. Dafl die Annahme einer adiabaten Pha-
sengrenze auf die Dampigeschwindigkeit ohne groflen Einfluf} ist, zeigt
die folgende Abschétzung., Danach betriige die Differenzgeschwindig-
keit zwischen Dampf und Fliissigkeit bei einem angenommenen extre-

men Wirmefluf von 1000 W/cm2 bei typischen Reaktorbedingungen
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ca. 10 m/sec im Vergleich zu Dampfgeschwindigkeiten, die durch-
aus ortlich in der Blase weit mehr als 100 m/sec betragen konnen.
Auch bezliglich der Gesamtenergiebilanz sind die obere und untere
Phasengrenzfliche vernachldssigbar. Unter Reaktorbedingungen ist
ihr Anteil an der gesamten wirmeillbertragenden Fldche beil einer
Blasenldnge von 3 cm nur noch 10 O/o, d. h. ihr Beitrag ist wenn
tberhaupt nur im anfénglichen Stadium des Blasenwachstums und fiir
ein grofitenteils ausgetrocknetes Brennelement interessant. Eine nu-
merische Berechnung des Wirmestroms wiirde jedoch eine sehr fei-
ne Maschenteilung nahe der Grenzfldche erfordern. Eine analytische
zeitlich aufwendige Ldsung des Problems filir die Anfangsphase ist in
[62] angegeben. Da jedoch bei Natrium die Blase in diesem Zeitraum
mit anndhernd konstantem Druck wéichst, ist auch die Temperatur-
differenz und damit der Wéirmeflul {iber die Phasengrenzfldche wih-
rend dieser Zeit gering. Auf die Problematik der Behandlung der Pha-
sengrenzen beim Wiedereintritt des fliissigen Natriums in ein groéften-

teils ausgetrocknetes Brennelement wird in Abschnitt 6 noch eingegangen.

Bei kleinen Blasenabmessungen wird angenommen, dafl der Dampfdruck
in der Blase uniform ist. Man erhilt dann flir eine Blase der Lénge 1

nach dem 1. Hauptsatz:
L —
d 77 d 177 d
/%u,ﬂ :Ulﬁ[%ﬂsij%[#valj“Alﬁf (45)
(4
Zusammen mit der Kontinuitétsgleichung

U,{ﬁds +Aa’((f7} =0
gilt

L
u o
[#gutt = fesh G +/7fia‘z‘é(f"/ ¢ o )

Zur Vereinfachung der GIl. (47) wird angenommen, daf} die zeitliche

Anderung der Dichte der Fliissigkeit und der Enthalpie des Dampfes
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vernachlidssigbar ist ebenso wie der Einflufl der Druckénderung auf

die gesamte der Blase zugefiihrte Energie. Diese Annahmen sgind kon-
sistent mit den bei der Ableitung der separaten Gleichungen gemachten
Voraussetzungen. Da sich der Dampf im thermischen Gleichgewicht
befinden soll, sind Hl und 9V eindeutige Funktionen von py. Durch Um-

formung erhélt man dann

U - = | ot
o _ 2 Eg by o

ot .5 M pre (48)
g’Sﬁz ,;ﬁ w"h@ 5};‘_’

Gl. (48) ergibt nach Integration den bei kleinen Blasenabmessungen vor -
handenen uniformen Druck und bei grolerer Blasenldnge einen entspre-
chend der integralen Energiebilanz gemittelten Druck. Das Blasen -
wachstum wird im Gegensatz zu [26] ausgehend von einer zylindrischen
Blasenform mit sehr kleiner axialer Ausdehnun‘g berechnet. Dieses
Vorgehen wird dadurch gerechtfertigt, daB das anféngliche kugelf6rmi-
ge Blasenwachstum zwar auch in einer Biindelgeometrie experimentell
nachgewiesen worden ist [53], jedoch ohne grofien Einflufl auf das Ejek-

tionsverhalten des Natriums ist, wie auch schon in [26] festgestellt wurde,
Die Einzelheiten der numerischen Berechnung der Zustandsgréfen in
der Dampfphase entsprechend den Gleichungen (41), (42) bzw. (48) sind

im Anhang A.1 dargestellt.

4.2,.2.2 Die Bestimmung des Reibbeiwertes an der Phasengrenze

Zur Losung der Bewegungsgleichung der Dampfphase innerhalb einer
Blase muf} der Reibbeiwert i an der Phasengrenzfldche bekannt sein.
Empirische Korrelationen fiir Reibbeiwerte bei einer einphasigen Stro-
mung existieren flir den laminaren und turbulenten Bereich. Die Phasen-
grenzfliche zwischen Dampf und Flissigkeitsfilm unterscheidet sich
jedoch von einer festen Wand dadurch, dafl der Film als eine Phase der

Zweiphasenstromung mit der anderen Phase, dem Dampf, in wechsel-
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seitiger Beziehung steht, z.B. durch das Herausreilen von Fliissig-
keitstropfen aus dem Film (liquid entrainment) bzw. deren Ablage-
rung (droplet deposition), durch Phasenwechsel und dadurch, daf der

Film eine eigene Bewegung ausfiihrt,

Aus Experimenten ist bekannt, dafl die Filmoberfldche bei einer
Zweiphasenringstrémung mit einer komplexen Struktur von Wellen
bedeckt ist, die beziiglich Wellenlénge und Amplitude stark variieren
[64]. Theoretische Ansitze beschrinken sich meist auf die Frage der
Entstehung solcher Wellen und der Stabilitdt, geben jedoch wenig Auf-
schlufl Uber das spétere Verhalten des Films oder, was in diesem
Zusammenhang interessiert, tiber den Einflul der Wellenstruktur auf

die Schubspannung, d.h. den gesuchten Reibbeiwert.

Empirisch gewonnene Beziehungen flir den Reibbeiwert an der Phasen-
grenze wurden aus Experimenten mit definierter Strdomungsrichtung
flir Dampf- und Flissigphase gewonnen. Bei einer Zweiphasenringstro-
mung sind jedoch je nach Massendurchsatz der beiden Phasen verschie-
dene Stromungszustéinde moglich, wie im folgenden verdeutlicht werden
soll. Speist man in ein Rohr, das von unten nach oben mit Gas durch-
stromt wird, verteilt Uber den Umfang Flilssigkeit ein, so wird diese
bei kleinen Geschwindigkeiten als Film infolge der Schwerkraft herun-
terrieseln. Erhoht man den Gasdurchsatz kontinuierlich, so erreicht
man einen Punkt, an dem die Fliissigkeit von dem Gasstrom mit nach
oben gerissen wird. Dieser Bereich wird in der englischsprachigen
Literatur als ''Flooding' bezeichnet. Der Bereich des Flooding ist da-
durch gekennzeichnet, dafl aufgrund einer plétzlich auftretenden Film-
instabilitdt sich an der Phasengrenzfliche Wellen grofer Amplitude
bilden, die eine erhebliche Vergrdéferung des Druckabfalls zur Folge
haben [9, 54]. Wird die Gasgeschwindigkeit weiter erhoht, so kommt
man in den Bereich, in dem Gas und Flissigkeit in gleicher Richtung

nach oben strdomen.

Wird andererseits die Gasgeschwindigkeit wieder verringert, so er-

reicht man einen Punkt, in dem der Flissigkeitsfilm wieder nach unten
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zu fallen beginnt. Dieser Zustand wird mit '""Flow reversal' bezeich-
net. In beiden Féllen, bei Flooding und Flow reversal ist der Stro-
mungszustand vollkommen undefiniert, so dafl auch die Definition eines

Reibbeiwertes an der Phasengrenze ihren Sinn verliert.

Im Bereich der Blase &ndert sich nun durch die Wiarmezufuhr von aus-
sen und die dadurch hervorgerufene Verdampfung des Restfilms die
Dampfgeschwindigkeit axial sehr stark, Bei stationirer Betrachtung
und unter der Annahme, daf} die zugefiihrte Warme ausschlieflilich zur
Verdampfung von Fliissigkeit dient, folgt

duy N f{ W
dz A ff’/,'/’ (49)

Fiir typische Bedingungen eines natriumgekiihlten Reaktors (D, = 6 mm,

h
Ay = 200 W/cmz, p = 2,5 ata) erhdlt man fiir den 6rtlichen Gradienten

der Dampfgeschwindigkeit Werte in der GroéBenordnung von

5 m/sec

cm Verdampfungslidnge

Nach Wallis [ 9] kann man flir den Punkt, an dem der Fliissigkeitsfilm
durch den Dampfstrom mit nach oben gerissen wird, die folgende em-

pirische Korrelation angeben

j D/v (ﬂt f’"}/ (50)

Man erhilt nach Einsetzen von charakteristischen Werten fiir einen

schnellen Reaktor

uu»?: f"'/a m/s’ea

d.h. schon nach wenigen cm Verdampfungslidnge wird der Fliissigkeits-
film mit dem Dampf in gleicher Richtung strémen. Der Dampf inner-
halb einer Blase bewegt sich jedoch entsprechend dem im Kiihlkanal

vorliegenden axialen Temperaturprofil zu den Bereichen kéilterer Tem-
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peratur, um dort zu kondensieren. Im Fall einer Ejektion des Natri-
ums kann dabei der Dampf sowohl nach unten als auch nach oben stro-
men und erreicht, wie spéter noch durch Rechnungen gezeigt wird,

Geschwindigkeiten von moéglicherweise weit mehr als 100 m/sec.

Aus den vorausgegangenen Ausfiihrungen folgt, da es innerhalb einer
Blase im Verlauf des Siedens zeitlich und 6rtlich Bereiche gibt, die
beziiglich ihres Stromungszustandes nicht eindeutig definiert sind. Die
Abschétzungen zeigen jedoch, dafl diese auf einen ortlich begrenzten
Bereich beschrénkt sind, da einmal die notwendige Dampfgeschwindig-
keit zur Erreichung der gleichgerichteten Strémung zwischen Dampf-
und Flissigkeitsphase verglichen mit den auftretenden Dampfgeschwin-
digkeiten klein ist und da andererseits diese notwendige Geschwindig-
keit schon nach wenigen cm Ldnge erreicht wird. Man kann daher fol-
gern, dafB trotz der ortlich begrenzten Ubergangsbereiche, in denen
die Definition des zu ermittelnden Reibbeiwertes ihren Sinn verliert,
das Verhalten des Dampfes unter Verwendung des Reibbeiwertes an
der Phasengrenze genligend genau berechnet werden kann. Die Ein-
schridnkung, die diese Zustidnde auf die Aussagekraft der Berechnung
der Filmdicke haben, sind jedoch schwerwiegender und werden bei

der Behandlung der Filmgleichungen sowie beim Vergleich mit den

experimentellen Ergebnissen noch diskutiert.

Wallis [9] gibt flir eine vertikale Zweiphasenringstromung mit rauher

Filmoberfldche als Beziehung fiir den Reibbeiwert an der Phasengrenze

an (siehe auch Anhang C)

\ﬁ = 7@* [/+ 3005] (51)

wobeil Y/u— der Reibbeiwert fiir die Dampfstromung ohne Anwesenheit

des Fliussigkeitsfilms ist und durch die Blasius-Beziehung

- 1,
Yy = 0.079/ [Re] # (52)

bestimmt werden kann. Entsprechend den bei der Ableitung der GI. (42)
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gemachten Annahmen, werden auch bei Gl. (52) die Relativgeschwin-
digkeit zwischen beiden Phasen sowie das Vorhandensein von Fliissig-
keitstropfen im Dampfkern vernachldssigt. Einschrinkend mufl gesagt
werden, dafl obige Korrelation mit anderen Stoffen als Natrium expe-
rimentell gewonnen wurde., Allerdings ist aus einer Vielzahl von Ex-
perimenten zur Bestimmung des Dampfvolumengehalts und des Druck-
abfalls in Zweiphasenstrémungen bei Fliussigmetallen bekannt, daf} iib-
liche Korrelationen wie die von Lockhart-Martinelli auch bei Fliissig-

metallen mit befriedigender Genauigkeit anwendbar sind.

4,2.2, 3 Der Fliussigkeitsfilm

Bei Annahme eines im Vergleich zum Kiihlkanaldurchmesser diinnen

Flussigkeitsfilms gilt

[~o = f—’s | (53)

Dann folgt aus Gl. (29) zusammen mit Gl. (38) fiir den Quellterm [

und der Vernachlissigung der Anderung der Fliissigkeitsdichte

% ., 9 ] (54)
5 *se [ws] 7

Eine Kombination der Gl. (29) und (33) ergibt mit Gl. (35) und Gl. (37)

sz?ﬁ? *Sfx‘kg—: =$~-m4@ (55)

Dabei ist gy, der spezifische Wéarmeflufl vom Hillrohr in das Kihlmittel.

gw = 40[724 "'71-"/ (56)

Fiir die Warmetibergangszahlen gilt bei Verdampfung

und bei Kondensation nach [55]

¥ W
b= 640" YR (58)
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Allerdings ist das Siedeverhalten von der genauen Kenntnis der Wirme-

tbergangszahlen im allgemeinen nur schwach abhéngig.

Die Gleichungen (54), (55) und (56) gelten in analoger Weise auch fiir
den Flissigkeitsfilm am Strukturmaterial. Aus GI. (565) und (56) berech-
net sich der in GI. (41) und (42) auftretende spezifische Massentiiber -
gang an der Phasengrenze m. Der Anteil des Strukturmaterials an die-
sem Quellterm ist in obigen Gleichungen aus Griinden der Ubersicht-
lichkeit nicht enthalten, wird jedoch im Modell ganz analog zur Brenn-
stoffhiille mitberilicksichtigt.

Erstreckt sich eine Blase in das obere Plenum, so wird der Kondensa-
tionswirmeflufl in diesem Bereich entsprechend Gl. (56) berechnet,
indem die Hilllrohrauflentemperatur Teoa durch eine mittlere Tempera-

tur im Plenum ersetzt wird. Es gilt

Y © /’4‘/7;1 "7_‘:'] (59)

Betrachtet man den Flissigkeitsfilm vereinfachend als ruhend, so
zeigt Gl. (54), daf die zeitliche Anderung der Filmdicke ausschlie3-
lich durch Verdampfung bzw. Kondensation bewirkt wird, da der ort-
liche Gradient des Massendurchsatzes im Film null ist. Fir diesen

Fall folgt aus Gl. (54) und Gl. (55)

ds _ s dHe _ Guv

Jt hg it hy P (60)

Gl. (60) stellt bei Annahme eines ruhenden Films die Berechnungs-
gleichung fiir die zeitliche Anderung der Filmdicke dar. Wegen der
endlichen axialen Maschengrofie bei der Berechnung muf§ Gl. (60) fiir
die beiden Endmaschen einer Blase zur Berilicksichtigung der Ab-
streifung des Flussigkeitsfilms wie in [26] angegeben korrigiert wer-
den, Man erhilt fiir die untere Masche bei Bewegung der Phasen-
grenze in negativer Richtung und fiir die obere Masche bei Bewegung

der Phasengrenze in positiver Richtung
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a’s) . ds So=S$ (61)
22 = Z2 4 Y —

dE)y — dE [etne A4z

mit A Az als der Uberlappungslinge zwischen Blase und oberer bzw.

unterer axialer Masche im Blasenbereich.

Aufgrund der, wie gezeigt, groflen axialen Dampfgeschwindigkeits-
gradienten im Reaktor ist auch die durch den Dampf im Film induzierte
Bewegung axial nicht konstant, sondern weist ebenfalls axiale Gradien-
ten im Massendurchsatz auf[27]. Fauske [56] zeigte durch eine quasista-
tionédre Betrachtung, dafl unter diesen Bedingung‘en der axiale Gradient
des Massendurchsatzes im Film beziiglich der zeitlichen Anderung der
Filmdicke entsprechend Gl. (54) die Verdampfung um ein Vielfaches
tbertreffen kann und gab mit diesem Effekt eine Erkldrung fiir die
teilweise gemessenen extrem kurzen Dryoutzeiten, die durch reine

Verdampfung nicht zu erklédren sind,

Zur Berechnung der Filmdicke nach Gl. (54) ist dié Kenntnis der Ge-
schwindigkeit im Film notwendig, die aus der Impulsgleichung (31)

berechnet werden kann. Es gilt

Fae = ~ff (62)

und

ule”

u
- = A (63)
FEM - A(/’«} éaja A(/-»x/ }‘“ .,g{/l/,(/la

Man erhilt mit GIl. (39) fir Tiges und der Annahme eines diinnen Films
sowie der Vernachlidssigung der Relativgeschwindigkeit zwischen Dampf

und Flissigkeit (uv > )

Fee * é[y.. gz,/ay/u,,- + Uy fz—’-’]-— %‘i %'/Uz/u,c (64)

und als Impulsgleichung fiir die Fliissigkeitsphase
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b 5 B e - 2 g - B Yl

ot
-/-é[‘fi-sg‘f/uy/uv + Uy 3’4/

Bei der Berechnung der Filmdicke nach GI. (60) wird mit der Vernach-
ldssigung des Massentransporteffektes der gegeniiber der Verdamp-
fung u. U. wichtigere Mechanismus fiir einen Dryout nicht beriicksich-
tigt. Jedoch beinhaltet auch die detailliertere Betrachtung, wie sie
den Gleichungen (54), (55), (65) zugrunde liegt, verschiedene Ein-

schrinkungen:

- Es wird in Gl. (54) weder das Herausreiflen von Fliissigkeitsteilen
aus dem Film noch der entgegengesetzte Effekt der Ablagerung
von Flissigkeitstropfen aus dem Dampfkern beriicksichtigt. Gerade
der letztere Effekt kann jedoch fiir den Zeitpunkt des Dryouts ent-
scheidend sein. Obwohl in der Literatur empirische Korrelationen
fir beide Mechanismen, allerdings flir andere Stoffe als Natrium,
bekannt sind, ist ihre Anwendung nicht sinnvoll, da sie im allgemei-
nen nur fiir die Versuchsbedingungen und Bereiche giiltig sind, fir

die sie gewonnen wurden.

- Ein durch Filminstabilitdt hervorgerufener Dryout wird ebenfalls
durch obige Betrachtungsweise nicht berticksichtigt. Die schon ge-
nannten Grenzbereiche wie z.B. '"Flooding'' kdnnen jedoch ein Auf-
reiBen des Films und damit Dryout zur Folge haben. Im Gegensatz
zur Berechnung der Dampfstromung spielen diese Effekte, obwohl
ortlich begrenzt, fiir die Berechnung der Filmdicke eine entschei-

dende Rolle, da hier gerade der lokale Zustand ermittelt werden soll.

Beim Vergleich der Modellrechnungen mit den durchgefiihrten Siede-

versuchen wird hierauf noch genauer eingegangen. Es ist aber festzu-
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stellen, dafl die Berechnung des zeitlichen und 6rtlichen Verhaltens

des Flissigkeitsfilms groBere Unsicherheiten beinhaltet als die Be-
handlung des iibrigen Siedeverhaltens und zwar aus Grinden, die in

den 6rtlich teilweise nicht klar definierbaren physikalischen Verh#lt-
nissen liegen.In einer ersten Anndherung wird daher zur weiteren Ver-
einfachung der Berechnung die Impulsgleichung (65) quasistationir ge-
16st. Das bedeutet, dafl das instationire Glied und das Beschleunigungs-
glied als klein gegeniiber der grolen Schubspannung an der Phasengren-
ze nicht berilicksichtigt werden. Vernachldssigt man weiter den Einfluf
der Schwerkraft, so wird fiir einen diinnen turbulent strémenden Film
mit Uber der Filmdicke konstanter Schubspannung in [54] folgende L&~

sung fiir den dimensionslosen Massendurchsatz im Film angegeben.

Wt = o5 5"t 0<¢8%< s
wt = -8.05 st + 5stdas r s §<st<3o (66)
Wt = bost+285sast - o s*z 3

mit

ot SUep (67)

/a
@ /ﬁ/ '

w+ - U,{Egs
M (69)

Dabei ist in Gl. (68) fiir die Schubspannung an der Phasengrenze die
scheinbare Gesamtschubspannung entsprechend Gl. (39) einzusetzen,

- Mit der Definition flir die Reynoldszahl des Fliissigkeitsfilms

¢s 0 U
R, = 7*%—“ (70)

ergibt sich nach Einsetzen charakteristischer Werte, dafl die Stromung
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im Film in den hier betrachteten Féllen ab ~ 0,6 m/sec turbulent
ist, so dafl bei den hohen Dampfgeschwindigkeiten die Annahme einer
turbulenten Stromungsform fiir den Film gerechtfertigt ist. Numeri-
sche Einzelheiten zur Losung der Gl. (54) bzw. Gl. (60) sind in Anhang
A. 2 enthalten.

Die Anfangswerte fiir die Dicke des abgestreiften Films werden aus
Experimenten tibernommen, Peppler [27] gibt fiir die Restfilmstidrke

nach dem Primérausstofl Werte an, die zwischen 0,014 mm und 0,114 mm
liegen. Fauske [56] nennt fiir den verbleibenden Fliissigkeitsanteil

(1 - @) bei beschleunigter Ejektion des Kithlmittels Anfangswerte zwi-
schen 0,15 und 0, 2. Das entspricht unter Reaktorbedingungen Film-
dicken zwischen 0, 2 und 0, 25 mm. Diese Werte, die in einem konzen-
trischen Ringquerschnitt, in einem 7-Stab und einem 19-Stab-Biindel

mit Luft-Wasser-Gemischen gewonnen wurden, stehen in qualitativ

guter Ubereinstimmung mit einer theoretischen Berechnung der Film-

dicke, fiir die Kottowski [57] die Beziehung

U
s moq |

angibt, wobei Upg die Geschwindigkeit und b die Beschleunigung der
ausgestoBenen Fliissigkeitsséule bedeuten. Spiller [58] findet ebenfalls
in guter Ubereinstimmung mit der Theorie von Kottowski Anfangswerte
von im Mittel 0,08 mm. In [59] werden fiir Messungen mit NaK bei
Raumtemperatur in einem Rohr mit 6 mm Durchmesser Filmdicken

von ca. 0,25 - 0,45 mm angegeben.

Aufgrund der relativ groflen Streuung der experimentellen Werte und
der Tatsache, daB Angaben fiir eigentliche Reaktorbedingungen, d.h.
eine Blindelgeometrie noch wesentlich unsicherer sind, kann die zu

wéhlende Restfilmstdrke im Modell parameterweise variiert werden.
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5. Vergleich der Modellrechnungen mit Experimenten

Zur Uberpriifung der Modellvorstellungen werden im folgenden die
Rechnungen des Modells mit Siedeexperimenten verglichen, die von
Peppler und Schleisiek [8] durchgefiihrt wurden. Die Teststrecke ent-
sprach in ihren geometrischen und hydraulischen Kenndaten weitgehend
dem Brennelement-Unterkanal eines schnellen natriumgekiihlten Reak-
tors. N&here Einzelheiten bezliglich der Versuchstechnik bzw. der In-
strumentierung sind aus [27] und Abb. 10 zu entnehmen, die Versuchs-
parameter sind in Tab.1 zusammengestellt. Die Experimente unter-
scheiden sich von fritheren in einer &hnlichen Teststrecke durchgefiihr-

ten Versuchen dadurch, daf

- Sieden bei noch vorhandenem Restdurchsatz einsetzte und
- die Teststrecke bei Siedebeginn sowohl innerhalb als auch aufler-
halb der beheizten Zone axiale Temperéturgradienten aufwies,

die mit Reaktorbedingungen vergleichbar waren.

Der erste Punkt betrifft die Frage der Strémungsformen, d.h., ob

die Darstellung des Siedens durch Bildung einzelner Blasen auch bei
erzwungener Konvektion zuldssig ist. Die Simulation realistischer Tem-
peraturgradienten beeinflufit direkt den Ejektionsvorgang sowie tiber

die Verdampfungs - und Kondensationsvorgéinge die spédtere Phase des

Siedens.

Ausgehend von einem stationdren Zustand mit eingeschalteter Leistung
und vollem Durchsatz (~ 5 m/sec) wurde Sieden dadurch eingeleitet,
dafl die F'6rderhohe der elektromagnetischen Pumpe linear auf null ab-
gesenkt wurde. Der fiir die Rechnung wichtige Ort des Siedebeginns

und der dort vorhandene Siedeverzug wurden aus den Meflsignalen der
Wandthermoelemente und aus einem Vergleich der Meflwerte des Durch-
fluBmessers oberhalb der Teststrecke mit den Anzeigen zweier Blasen-
detektoren unmittelbar liber dem beheizten Teil der Teststrecke gewon-
nen. Die Anfangsfilmdicke wurde in allen Nachrechnungen zu 0, 15 mm

entsprechend einem Flissigkeitsanteil von 15 o/o angenommen,




- 40 -

Flir den Versuch 23 zeigt Abb. 11 das axiale Profil der Wandtempera-
turen in der Teststrecke bei Siedebeginn im Vergleich zu den MeR-
werten. Der guten Ubereinstimmung im beheizten Teil steht eine gros-
sere Abweichung der gemessenen zu den gerechneten Temperaturen
im unbeheizten Teil gegeniliber. Diese Abweichung, die auch durch

eine unabhéngige Nachrechnung mit einem anderen Rechenprogramm
[64] festgestellt wurde, trat bei allen Versuchen auf, ist jedoch teil-
weise durch die in diesem Teil der Teststrecke auftretenden Wiarme-
verluste, die in der Rechnung nicht beriicksichtigt werden, zu erkléren.
Ein vergleichbares Temperaturprofil unter Reaktorbedingungen zeigt
wegen des cosinusféormigen Leistungsprofils im Kern einen mehr line-
aren Verlauf und wegen der unterschiedlichen Warmekapazitéten zwi-
schen Teststrecke und Brennelement (~ Faktor 2. 4) einen geringeren
Temperaturabfall aulerhalb des Kerns. Diese durch die Versuchstech-
nik bedingten Unterschiede wurden jedoch teilweise durch entsprechen-
de Wahl der Versuchsbedingungen wie stationdre Aufheizspanne und

Pumpenauslaufgeschwindigkeit zu kompensieren versucht.

Von der Aufgabenstellung des Modells her gesehen interessiert der Ver-
gleich der gerechneten und der experimentell ermittelten I.age der obe-
ren und unteren Phasengrenze der Siedezone, da diese zusammen mit
der Filmdicke die 6rtliche und zeitliche Verteilung der Kiihlmitteldich-
te bestimmen. Dazu werden in den Abbildungen 12 bis 15 die in zwei
Versuchen gemessenen Geschwindigkeiten am Aus- und Eintritt der

Teststrecke mit den gerechneten Werten verglichen.

Abb. 12 zeigt MeSwerte und Rechnung fiir die Geschwindigkeit am Test-
streckenaustritt flir den Versuch 23. Die erste Phase des Siedevorgangs,
die eigentliche Ejektion, wird durch die Rechnung gut wiedergegeben.
Auch die Ubereinstimmung in der Frequenz der nachfolgenden Schwin-
gungen ist zufriedenstellend, in den Amplituden treten jedoch teilweise

groflere Abweichungen auf. Die berechnete Amplitudenverkleinerung wird
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dadurch hervorgerufen, dafl im Rahmen der Modellrechnung die Test-
strecke zonenweise austrocknet und diese Stellen daher nicht mehr
zur Verdampfung von Flilssigkeit beitragen. Andererseits bewirkt

die Bildung von neuen Blasen beim Wiedereintritt und die damit ver-
bundene teilweise oder vollstéindige Wiederbenetzung der Teststrecke
eine merkliche Amplitudenvergréflerung. Ein Vergleich mit den ge-
messenen sehr regelméfigen Schwingungen legt den Schlufl nahe, dafl
dieser Vorgang der Wiederbenetzung in Wirklichkeit kontinuierlicher
Art ist, z.B. hervorgerufen durch Ablagerung von Flissigkeitstropfen
aus dem Dampfkern an den Wénden der Teststrecke. Dieser Mecha-
nismus, der in der Formulierung des Modells nicht berilicksichtigt
wird, ist eine Erkldrung fir die im Vergleich zu den Experimenten

stdrkeren Amplitudenschwankungen.

Das sei noch einmal erliutert an Abb.14. Auch hier wird die erste
Ejektion durch die Rechnung gut simuliert, in der daran anschlieflen-
den Ubergangsphase tritt jedoch eine Phasenverschiebung zu den Mef3-
werten auf. Bei der folgenden AmplitudenvergréBerung ist die Uberein-
stimmung wieder gut, wobei im Modell dieser plotzliche Anstieg der
Amplitude durch Wiederbenetzung der schon ausgetrockneten Teststrek-

ke hervorgerufen wird.

Die charakteristischen Oszillationen grofer Amplitude im spéteren
Verlauf aller durchgefiihrten Versuche lassen besonders auch im Ver-
gleich mit den Nachrechnungen den Schluf§ zu, dafl diese durch heftige
Verdampfung von flissigem Natrium an einer teilweise und voriiberge-
hend schon ausgetrockneten Teststecke hervorgerufen werden., Hierauf
wird im Zusammenhang mit den gemessenen Wandtemperaturen noch
eingegangen. Es kann jedoch festgestellt werden, daB die Ubereinstim-
mung zwischen Experiment und Rechnung fiir die obere Flissigkeits-
sdule in Anbetracht der komplexen dynamischen Vorgénge in Amplitude
und Frequenz zufriedenstellend ist und gegeniiber frilheren Nachrech-

nungen [26, 27] eine deutliche Verbesserung darstellt; dies ist im we-
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sentlichen zurilickzufiihren auf die detaillierte Berechnung der axialen

Druck- und Temperaturprofile in der Siedezone (siehe Abschnitt 6. ).

Fir die untere Flissigkeitssidule ergeben sich in der Rechnung gegen-
iUber den MeRwerten groflere Abweichungen (Abb.13,15). Dazu ist je-
doch zu bemerken, dafl sich die Teststrecke in einem Kreislauf ohne
Bypass befand, so dafl die Bewegung der unteren Flilissigkeitsséule
wesentlich durch das dynamische Verhalten des Kreislaufs beeinfluflt
wird., Wédhrend die Teststrecke am Austritt in ein Rohr mit ca. 45-
fachem Strémungsquerschnitt miindet, so dafl hier in etwa die Verh&lt-
nisse im Austrittsplenum simuliert werden, gilt das nicht flir den vor
der Teststrecke liegenden Teil des Kreislaufs mit elektromagnetischer
Pumpe und Wirmetauscher. Das Rechenmodell basiert aber auf der
fiir Reaktorverhilinisse zutreffenden Darstellung paralleler Kanéle,
die durch Ein- und Austrittsplenum mit jeweils konstantem Druck mit-
einander verbunden sind. Die Einfilhrung einer reduzierten I.dnge, die
den Trégheitseinflul des vor der Teststrecke liegenden Kreislaufteils
berlicksichtigen soll, stellt eine zu grofle Vereinfachung dar, wie die
schlechtere rechnerische Wiedergabe der Schwingungen der unteren
Flissigkeitssédule im Vergleich zu denen der oberen Fliissigkeitsséule

zeigt.

Die zweite wichtige Frage im Rahmen des Modells ist die Bestimmung
des Zeitpunkts, an dem der Brennstab durch Austrocknen des Fliissig-
keitsfilms nicht mehr gekiihlt wird. Die zeitliche Anderung der Film-
dicke wird einmal unter der Annahme eines ruhenden Films nur durch
Verdampfung und Kondensation berechnet und zum anderen unter zu-
sétzlicher Bertlicksichtigung des Einflusses der Dampfstrémung. Abb. 16
zeigt die berechnete Anderung der Filmdicke, aufgetragen in drei axi-
alen Maschen fiir den Versuch 23. Siedebeginn ist in der 10. axialen
Masgche. Danach nimmt die Filmdicke bei reiner Verdampfung nur
langsam ab. Der unterschiedlich steile Abfall der drei Kurven kenn-

zeichnet den Einflufl des im Dampf vorhandenen o6rtlichen Temperatur-
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profils auf den Verdampfungsvorgang. Berlicksichtigt man den Ein-
fluB der Dampfstromung, so erhélt man die gestrichelten Kurven.

Man erkennt an dem sehr steilenAbfall der Kurven, dafl nach Ausbil-
dung der Dampfstrémung der Film innerhalb von ca. 30 msec ver-
gschwindet. Der zeitliche Unterschied in den einzelnen Maschen ist
verglichen mit dem Fall reiner Verdampfung dabei sehr gering. Das
bedeutet jedoch, dafl praktisch unmittelbar nach Siedebeginn im gesam-
ten Blasenbereich die Nachverdampfung des Restfilms unterbrochen
wird, d.h.der Mechanismus, auf dem die modellméflige Beschreibung

der Siedevorginge im wesentlichen beruht.

Die fiir diesen Versuch gemessenen Wandtemperaturen sind in Abb. 18
aufgetragen. Etwa 1 sec.nach Siedebeginn trat bei den Temperaturen
T, und T, Dryout auf, der zum Versuchsabbruch filhrte. Betrachtet
man die einzelnen Temperaturen vor diesem endgiiltigen Dryout ndher,
so kann man aus dem sigezahndhnlichen Verlauf dieser Kurven, die in
ihrem Temperaturanstieg einer nicht gekiihlten Teststrecke entsprechen,
schlieflen, dafl die Teststrecke auch schon vorher 6rtlich und zeitlich
begrenzt nicht mehr gekiihlt wird, ohne dafl es jedoch zu einem endgiil-
tigen Dryout kommt. Fiir die Zeit, in der eine Ortliche Kiihlung ein-
deutig erkennbar ist, erh#lt man aus diesem und den anderen Versu-
chen, die ein dhnliches Verhalten aufweisen, im Mittel 60 - 140 msec,
Die genannten Werte liegen damit zwischen den gerechneten Zeiten
unter Annahme reiner Verdampfung einerseits und unter der zusitzli-
.chen Berilicksichtigung des Massentransporteffektes im Film anderer-

seits.

Im Vergleich zu den gemessenen Temperaturen ist fiir die Temperatur
T; auch die gerechnete Kurve in Abb. 18 eingetragen und zwar unter
Annahme eines ruhenden Films., Das gegeniiber den gemessenen Wer-
ten qualitativ gleiche Verhalten stiitzt die obige Argumentation 6rtlich
und zeitlicher Dyyouts. Interessant ist auch, dafl sowohl die gemesse-
nen Temperaturen als auch die gerechneten eine steigende Tendenz auf-

weisen, die durch Wiederbenetzung nur zeitweilig unterbrochen wird,
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In 6 von 10 Versuchen trat der endgiltige Dryout wie auch im Ver-

such 23 (Temperaturen Tn, ,T,) im unteren Teil der Testsirecke auf

o)
(siehe auch Tab. 2 ). In der Rechnung dagegen wird die Teststrecke
durch das von unten eintretende Natrium wiederbenetzt, so dafl zuerst
der obere Teil bleibend austrocknet. Das Dryout-Verhalten im Ver-
such ist dann erklirlich, wenn man die Dampfgeschwindigkeit als

einen entscheidenden Mechanismus fiir den Dryout postuliert.

In Abb. 17 sind fiir zwel Zeiten und die dazugehotrigen Lagen der oberen
und unteren Phasengrenzen der Siedezone die Dampfgeschwindigkeits -
profile eingezeichnet. Der Dampf stromt hier entsprechend dem vor-
liegenden axialen Temperaturprofil zu den relativ kalten Temperatu-
ren am Eintritt der Teststrecke und in den unbeheizten Teil und konden-
siert dort. Dabei liegt das untere Maximum der Dampfgeschwindig-

keiten genau in dem Bereich, in dem Dryout bei der Mehrzahl der Ver-

suche beobachtet wurde,

Wie schon festgestellt fiihrt die Beriicksichtigung des Massentransport-
effektes im Film zu extrem kurzen Dryoutzeiten, was jedoch keine gute
Ubereinstimmung zwischen Experiment und Modellrechnung zur Folge
hat, da ein anderer wichtiger Effekt, die Ablagerung von Flﬁséigkeits—
tropfen aus dem Dampfkern, im Modell nicht berticksichtigt wird. DaB
diese Ablagerung bei der Teststreckenkiihlung eine Rolle spielt, wurde
friiher schon beim Vergleich der Schwingungen der oberen Fliis-
sigkeitssiule erwihnt. Bestitigt wird dies auch durch das regelméis-
sige Verhalten der Wandtemperaturen bis zum endgiiltigen Dryout.
Andererseits ergibt sich bei Annahme eines ruhenden Films eine gute
Ubereinstimmung mit den Experimenten sowohl was das allgemeine
Siedeverhalten betrifft und qualitativ auch bezliglich der Dryout-Berech-
nung, wie Abb. 18 zeigt. Das unter den gegebenen Versuchsbedingun-
gen zeitlich und 6rtlich statistische Auftreten des Dryouts kann zwar
im Rahmen des Modells durch den Einflufl der Dampfgeschwindigkei-
ten erklirt werden, ist jedoch in deterministischer Weise nicht exakt

bestimmbar. Fiir Sicherheitsuntersuchungen scheint es ausreichend
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zu sein, mit einem ruhenden Fliissigkeitsfilm nur unter Beriicksich-
tigung von Verdampfung zu rechnen, wobei der Zeitpunkt des Dryouts
parameterweise lilber Vorgabe einer Anfangsfilmdicke bzw. einer zu-

ldssigen Restfilmdicke beeinflult werden kann.

6. Anwendung des Modells am Beispiel des SNR

Zur Anwendung des theoretischen Modells werden im folgenden am
Beispiel des SNR Rechnungen fiir einen Storfall diskutiert, der durch
den Ausfall der Kiihlmittelpumpen eingeleitet wird. Die Reaktorleistung
wurde wihrend der betrachteten Zeit als konstant angenommen, so daf
die Reaktivitdtsriickwirkung durch die Kiihlmitteldichtednderung hier
nicht im einzelnen untersucht wird. Das Schwergewicht liegt vielmehr

auf der Darstellung und Diskussion der Siedevorginge selbst.

Der Reaktorkern wurde durch 6 charakteristische Kiihlkanidle dargestellt.
Das radiale Leistungsprofil (Abb. 19) und die axialen Leistungsprofile
(Abb. 20 fiir den Zentralkanal) sind aus nuklearen Rechnungen tibernom-
men. Ausgehend von einem stationfdren Zustand wurde zur Simulation
des Ausfalls der Kiihlmittelpumpen der Druck im Eintrittsplenum ent-
sprechend Abb. 21 abgesenkt. Der gewdhlte Siedeverzug betrug fiir alle
Kiihlkandle 20°C mit der weiteren Annahme, daf bei Bildung der folgen-
den Blasen in einem Kiihlkanal keine Uberhitzung mehr auftritt. Ent -
sprechend der radialen Leistungsverteilung im Reaktor ist der Siede-
beginn flir die einzelnen Kilhlkanéle zeitlich phasenverschoben. Ort der
ersten Blasenbildung ist in allen Kanédlen der obere Corerand bei Rest-

durchsétzen zwischen 18 O/o und 26 o/o des nominellen Durchsatzes.

Die erste Phase des Siedevorgangs ist gekennzeichnet durch die Bil-
dung einzelner Blasen (Abb. 22). Der auf Grund des Siedeverzugs ge-
geniliber dem Umgebungsdruck héhere Druck in der Blase bewirkt,

daBl es zur erneuten Blasenbildung erst dann kommt, wenn der Blasen-

druck entsprechend abgesunken ist, d.h. wenn sich der Grofiteil der
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Blase in einem Bereich befindet, in dem der Dampf kondensieren
kann. Dies erklért, warum zur gleichen Zeit immer nur wenige Bla-
sen in der Stromung vorhanden sind. Am Beispiel der Blase 6 erkennt
man, daf} schliellich der durch Verdampfung im Kernbereich aufrecht-
erhaltene hohe Druck an der unteren Phasengrenze eine weitere Bla-
senbildung verhindert und das fllissige Natrium auch nach unten aus

dem Kihlkanal herausdriickt.

Der weitere Siedeverlauf ist flir den héchstbelasteten Kanal in Abb. 23
dargestellt. Das fliissige Natrium oszilliert nach der ersten Ejektion
am Brennelementaustritt bzw. am unteren Kernrand. Eine Folge der
verhinderten Rickstrémung ist das Austrocknen des Flissigkeitsfilms
im praktisch gesamten Kernbereich ab ca. 0,45 sec bei einer Anfangs-
filmstérke von 0,15 mm. Der Film wurde in diesen Rechnungen als
ruhend angenommen. Infolge des nach Austrocknung langsam sinken-
den Dampfdruckes besonders im unteren Bereich der Siedezone kommt
es zum Wiedereintritt von flissigem Natrium und durch Blasenbildung
in der unteren Flissigkeitssfule zur teilweisen Wiederbenetzung des

Brennstabes.

Der Umfang der Wiederbenetzung ist im Modell unter anderem von

der minimalen L&nge der FllUssigkeitskolben zwischen zwei Blasen
abhéngig, die im vorliegenden Beispiel aus rechentechnischen Griinden
ca. 3,5 cm betrug. Kleinere Flissigkeitskolben wiirden zu einer gerin-
geren Wiederbenetzung und einer schnelleren Stromungsumkehr fithren.
Die Bildung einzelner Blasen bei Wiedereintritt von Fliissigkeit in ein
stark tiberhitztes Brennelement ist jedoch in besonderem MaBle als
eine modellméfige Simulation der wirklichen physikalischen Verhilt-
nisse aufzufassen. Gemessene Temperaturdifferenzen fiir den Uber-
gang von Blasen- zu Filmverdampfung bei Natrium in der Groflenord-
nung von 700°C [60] lassen vielmehr den Schlufl zu, dafl es durch Bla-
sensieden und starke Dampferzeugung unmittelbar nach Wiedereintritt

zur Stromungsumkehr kommt. Andererseits ist ein koh&renter Wieder-
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eintritt der Flusgigkeit mit einer wie im Modell klar definierten Phasen-
grenzfliche fir Bilindelgeometrien zweifelhaft, wie Simulationsexperi-
mente gezeigt haben {61, 62]. Die gleiche Problematik gilt bei der Frage
des Wiedereintritts der Fliissigkeit am Brennelementaustritt. Aller-
dings ist die Behandlung der oberen und unteren Phasengrenzen im
Modell konsistent mit der eindimensionalen Betrachtungsweise, sowie

fir Versuche in Einkanalgeometrie auch experimentell belegt [52, 611.

In der nicht wiederbenetzten Kernzone beginnt das Hillrohr nach ca.
0, 95 sec zu schmélzen, ein Vorgang, der im Fall der Reaktivitédts-
rickwirkung durch den Voideffekt von gleichzeitigem Schmelzen des
Brennstoffs begleitet wird und damit moglicherweise iilber einen durch
freie Brennstoffbewegung hervorgerufenen positiven Reaktivitdtseffekt

in einen Bethe-Tait d4hnlichen Unfall liberleitet.

Abb. 24 zeigt die Siedezonen fir alle 6 Kiihlkan&le des Reaktors jeweils

bei Siedebeginn der einzelnen Kanile.

Die Vorginge beim Sieden sowie auch andere im Rahmen der hypotheti-
schen Storfdlle zu betrachtenden Ereignisablédufe spielen sich in einem
Zeitraum ab, der im Bereich der Zeitkonstanten des Brennstabes liegt.
Um diese Vorginge richtig zu beschreiben ist daher die Beriicksichti-
gung der Temperaturprofile in einem Brennstab notwendig. Abb. 25
zeigt die Verhiltnisse im Brennstab des zentralen Kiihlkanals in der
héchstbelasteten Zone. Auf Grund des relativ langsamen Temperatur-
anstiegs im Kiihlmittel bis Siedebeginn dndert sich auch das Tempera-
turprofil im Brennstab kaum. Die Brennstoffaulentemperatur steigt

in diesem Zeitraum um 2450(3, die Zentraltemperatur um 105°C.
Wiahrend der spéiteren durch die Kiihlungsunterbrechung hervorgeru-
fenen sehr schnellen Aufheizung steigen die genannten Temperaturen
jedoch um 650°C bzw. um 80°C ; d.h. es treten erhebliche Unterschie-
de zwischen der Anderung der mittleren Temperatur und der drtlichen
Temperaturen auf, die in diesem Fall einen Einflufl auf die Ermittlung
der genauen Zeitdifferenz zwischen Dryout und Schmelzen des Hullroh-

res haben.



- 48 -

Eine gegeniiber frilheren Modellen wesentliche Anderung ist die Be-
rlicksichtigung der Dampfstromung innerhalb einer Blase und des da-
durch bewirkten Druckabfalls. Abb. 26 zeigt das axiale Massendurch-
satzprofil des Dampfes zur Zeit t = 0.4 sec fiir den zentralen Kiihl-
kanal und das dazugeho6rige Druckprofil. Der Dampf strémt vom Ort
des hochsten Druckes innerhalb der Blase nach beiden Seiten in Rich-
tung der oberen und unteren Phasengrenzen. In positiver Richtung
nimmt die Dampfgeschwindigkeit bis zum oberen Corerand durch
Verdampfung stédndig zu. Die Kondensation des Dampfes findet im
oberen axialen Brutmantel statt. Die Unstetigkeit in der Geschwin-
digkeit beim Ubergang in die Mischzone erkldrt sich durch den gegen-
tiber dem tibrigen Kithlkanal grofleren Stromungsquerschnitt. Im Ge-
gensatz zu dem in positiver Richtung stromenden Dampf kondensiert
der nach unten strémende Dampf noch im Kernbereich. Das diesem
Zustand entsprechende axiale Profil der Hilllrohrauflentemperaturen
zeigt die Kurve ty der Abb. 27. Danach ist der Temperaturgradient

in diesem Bereich erheblich,und die kalten Hilllrohraulentemperatu-

ren bewirken die Kondensation des Dampfes in dieser Zone.

Friihere vergleichende Rechnungen des Modells BLOW2 mit experi-
mentellen Ergebnissen [26, 27] zeigten, daB die Schwingungen der
oberen und unteren Fliissigkeitssdule wegen der Annahme uniformen
Druckes in ihren Frequenzen zu niedrig und den Amplituden zu grof}
berechnet wurden. Die Erkldrung fiir die bessere Ubereinstimmung

des vorliegenden Modells mit den Experimenten ist ebenfalls aus den
Abb. 26 und Abb. 27 ersichtlich. Die Beschleunigungen der Fliissigkeits-
gédulen werden bestimmt durch die 6rtlichen Driicke an der Phasengren-
ze. Diese értlichen Driicke &ndern sich aber wesentlich schneller als
ein tber die Blase gemittelter Druck sobald der Dampf mit Fldchen
unterschiedlicher Temperatur in Beriihrung kommt. Die &rtlich schnel-
lere Anderung des Dampfdruckes hat dann eine entsprechend schnelle-
re Anderung des Bewegungszustandes der Flissigkeitskolben zur Folge.
Andererseits bewirkt das 6rtliche Druckprofil und das daran gekoppel-

te Temperaturprofil im Dampf, daf} ein bei Siedebeginn dem Kiihlkanal
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aufgeprigtes axiales Temperaturprofil ldnger erhalten bleibt und sich
nicht iiber einen mittleren Dampfzustand auf ein entgsprechendes mitt-
leres Temperaturniveau &ndert. Das bedeutet jedoch, daf} die Hiillrohr-
temperaturen mit einer 6rtlichen Wirmekapazitéit schneller auf ent-
sprechende Anderungen reagieren kénnen. Die Kombination beider
Effekte, der schnellen ortlichen Druckdnderungen und der damit ver-
bundenen méglichen schnellen Anderung der Hiillmaterialtemperaturen
haben zur Folge, daf die Frequenz der betrachteten Schwingungen ver-

groflert und gleichzeitig die Amplitude verkleinert wird.

Das vollstédndige Kollabieren einer Blase bei Annahme eines uniformen
Druckes tritt besonders dann auf, wenn sich die Blase bis ins obere
Plenum erstreckt. Die wegen der hohen Temperaturdifferenzen zwi-
schen Dampf und der weit unterkiihlten Fliissigkeit im oberen Plenum
moglichen grolen Kondensationswédrmefliisse haben ein schnelles Ab-
sinken des uniformen Blasendruckes und der Hiilllwandtemperaturen
zur Folge. Da sich der uniforme Druck jedoch langsamer &ndert als
der ortliche Druck im oberen Plenum werden in diesem Bereich zu
groBe Kondensationsfliisse berechnet (entsprechend Gl. (59)). Das hat
dann ein solches Absinken des gesamten Temperaturniveaus im Blasen-
bereich zur Folge, daf es beim anschliefenden Wiedereintritt zum

vollstdndigen Kollabieren kommt.

Die Verhiltnisse bei ortsabhingiger Betrachtung des Druckes sind

in Abb. 28 dargestellt. Zum Zeitpunkt t liegt die obere Phasengrenze
der Siedezone unmittelbar am Brennelement-Austritt, die Blase hat
jedoch noch keine Verbindung zum Plenum. Zur Zeit ty erstreckt sich
die Blase ins obere Plenum, Der Druck sinkt dadurch értlich sehr
stark ab, wihrend er im Kernbereich ansteigt. Gleichzeitig ergibt
sich durch Restverdampfung des Flissigkeitsfilms auch im oberen
Brutmantel und im Mischraum ein grofler Anstieg der Massengeschwin-
digkeit des Dampfes. Der im Plenum vorhandene niedrige 6rtliche
Druck hat entsprechend Gl. (59) eine geringere Kondensationsrate zur
Folge,und es kommt schneller zu einem Wiedereintritt der Flissigkeit

in das Brennelement.
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Um die Auswirkungen der detaillierteren Modellannahmen aufzuzei-
gen, wurde eine vergleichende Rechnung fiir BLOW 2 [26] und BLLOW 3
durchgefiihrt. Als Storfall wurde der plétzliche Abfall des Druckes
im Eintrittsplenum angenommen. Siedebedingungen werden mit BLOW 2
nach 1.57 sec, mit BLOW 3 nach 1.0 sec erreicht. Eine Erkldrung
fiir die Uberschétzung dieser Zeit um mehr als 50 O/o im Modell
BLOW 2 liegt darin, dafl hier der Brennstoff nur durch eine mittlere
Temperatur charakterisiert wird. Ein Vergleich der ortlichen Tem-
peraturen im Brennstoff zeigt jedoch (Abb. 30), dafl bei dieser vom
Kiihlmittel kommenden Storung die Zentraltemperatur praktisch un-
verdndert bleibt, wihrend sich die mittlere Brennstofftemperatur nur

um ungeféhr die H&lfte des Betrags der Aulentemperatur &ndert.

Die erste Ejektion des Natriums nach Siedebeginn wird mit beiden
Modellen praktisch identisch berechnet. Die geringfiigigen Abweichun-
gen sind durch unterschiedliche Anfangssiedeverziige sowie durch ge-
ringe Differenzen in den bei Siedebeginn vorhandenen axialen Tempe-
raturprofilen zu erklédren. In der BLOW2-Rechnung erreicht die Blase
schon bei der ersten Ejektion das obere Plenum und kollabiert in der
diskutierten Weise. Bei der Rechnung mit BLOW3 tritt jedoch vor
Erreichen des Plenums eine Stromungsumkehr ein, und die Flissig-
keitssdule oszilliert im Bereich des oberen axialen Brutmantels. Zu
einem langsamen Wiedereintritt des Kiihlmittels in den Kernbereich
kommt es erst, wenn grofle Teile des Brennstabes ausgetrocknet sind.
Interessant ist auch, daf in den Rechnungen mit BLLOW2 auf Grund
der plotzlichen Absenkung des uniformen Druckes der Restfilm in
einer wesentlich kilrzeren Zeit verdampft. Es ergeben sich 0. 16 sec
verglichen mit 0. 37 sec fir die Rechnung mit BLOW 3, in der im
Rahmen des Modells die Verdampfung in genauerer Weise unter Zu-

grundelegung der Ortlichen Driicke berechnet wird.

Der Vergleich zeigt, dal bei Annahme eines uniformen Druckes im

Blasenbereich das oszillierende Verhalten der Flissigkeitssdulen nach
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der ersten Ejektion nicht richtig berechnet wird. Die Amplituden die-
ser Schwingungen sind im Vergleich zu Experimenten und auch zur
ortsabhéngigen Druckberechnung zu grofl, die Frequenzen zu klein.
Die Abweichungen sind jedoch wesentlich schwerwiegender, wenn sich
die Blase in das obere Plenum erstreckt. Die durch die Annahme uni-
formen Druckes dann nicht korrekte Behandlung des Kondensations-
vorgangs filhrt, da der Zustand der gesamten Siedezone davon betrof-
fen ist, zu einem auch qualitativ vollstédndig anderen Siedeverhalten

als es die Experimente zeigen.

7. Schlufbemerkungen

Die theoretische Behandlung des integralen Siedens in einem natrium-
gekiihlten Reaktor erfordert wegen der betrachteten komplexen Siede-
vorgidnge in einer mathematisch nur mit grofem Aufwand darstellbaren
‘Geometrie entsprechende Vereinfachungen. Diese betreffen sowohl die
Vorstellungen zum Sieden selbst als auch die Darstellung der Reaktor-
geometrie und der Simulation moéglicher Storfdlle. Die vorliegende Be-
schreibung des Siedens stellt eine Weiterentwicklung bekannter Einzel-
blasenmodelle dar. Unter der vereinfachenden Annahme einer eindi-
mensionalen Stromung ist die erste Phase des Siedevorgangs gekenn-
zeichnet durch die Bildung einer oder mehrerer Blasen und der spétere
Verlauf durch eine der Zweiphasenringstrémung &dhnliche Strémungs-

form.

Die Vorstellungen zum Siedevorgang, auf denen das Modell basiert,
sind durch eine Vielzahl von Experimenten in Einkanalgeometrie
bestédtigt. Vergleichende Rechnungen zeigen, da@ fiir die im Modell
betrachteten drei Phasen: die Ejektion, das anschlielende oszillie-
rende Verhalten des Kiihlmitteldurchsatzes sowie die schlie8lich voll-
stindige Unterbrechung der Brennstabkiihlung eine gute Ubereinstim-

mung mit den experimentellen Ergebnissen vorliegt.
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Aus diesem Vergleich wird jedoch auch deutlich, daf}

- die modellméBige Beschreibung der wirklichen physikalischen

Vorgénge eine teilweise erhebliche Vereinfachung darstellt und dag

- der Natur nach statistische Ereignisse in der vom Modell vorge-
nommenen deterministischen Weise nicht exakt vorherbestimmbar

sind.

Beide Punkte betreffen jedoch nicht nur dieses Modell, sondern ganz
allgemein die Problematik, die mit der Analyse von Gesamtstorfall-
abldufen durch ein Programm bzw. ein Programmsystem dieser Art

verbunden ist.

Eine Berticksichtigung des radialen Temperaturgradienten tiber ein
Brennelement, der besonders bei instationidrer Aufheizung in den
duBBeren Reihen des Kerns erheblich ist, ist mit der hier vorliegenden
eindimensionalen Betrachtungsweise nicht moéglich. Auch um Sieden
ohne nennenswerte Uberhitzung oder lokales Sieden zu untersuchen,
wére ein Modell wiinschenswert, das die echt dreidimensionale Geo-
metrie eines Brennelementes beriicksichtigt. Rechenprogramme die-
ser Art werden zur stationdren Auslegung der Brennelemente von
Leichtwasserreaktoren verwandt. Ihre Ubertragung auf das Sieden
von Natrium unter den hier diskutierten Bedingungen ist jedoch ohne
die Unterstlitzung durch Natriumsiedeexperimente in Biindelgeometrie

fraglich.

Das beschriebene eindimensionale Modell entspricht den heute vor-
liegenden experimentellen Ergebnissen und geniigt in seiner Detaillie-
rung den im Rahmen der Analyse schwerer hypothetischer Stérfdlle

gestellten Anspriichen,
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Anhang A

A.1 Numerische Behandlung der Gleichungen flir die Dampfphase

Die Gleichungen, die die Ortliche und zeitliche Verteilung der Massen-
geschwindigkeit Gv und des Druckes pv innerhalb der Blase beschreiben,

sind Gl. (41), die mit

Gy = erfa’ (A.1)
lautet
Zz__ 96(" _u
Dt 2z a” (A.2)

und GI. (42), die durch Kombination mit G1. (A.1) und GI. (A. 2) die

folgende Form annimmt

::7 _ﬂ' ( [GefGr , U Gr m
ot ] ‘Z’ YA pr2 (A.3)

Als Randbedingung an der oberen und unteren Phasengrenze zwischen

Dampf und Fliissigkeitskolben gilt entsprechend Gl. (44)

Gv / - Gy / (A 4)
fripg  $ulpa
Der Quellterm in Gl. (A. 2) berechnet sich aus GI. (55) unter der Annahme

eines ruhenden Films

m = 4 - Spe dly
by gy dE (A. 5)

mit dem spezifischen Warmeflu qw entsprechend Gl. (566). Gl. (A.5) ist
exakt flir einen ruhenden Film, wird aber auch bei Uy # 0 zur Bestim-
mung von m verwendet, da eine einfache Abschitzung zeigt, daf} der
ortliche Gradient in Gl. (55) verglichen mit dem stationdren Warmeflufl
gw klein ist. Obige Gleichungen werden in Differenzenform iterativ

gelost.
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Gl. (A. 2) wird dargestellt durch ein implizites Differenzenschema,
in dem die 6rtliche Ableitung und der Quellterm zeitlich gemittelt

werden. Es gilt flir alle Maschen 1 < j < J (Abb. 8)

YT
f"I. - fl/'i b 4] &
vatn 4§ L' "*,+szJ G 4’/2 GU:I'_/& +G‘Q“*/’é - 617_&]

G

net ' [M ’Azfﬂ + mf Ag;]
Ag, * ‘f"/

(A.6)

wobei
Py

Az; = A3

z‘/ = %/

firl < j < J ist. Gl (A. 3) schreibt sich in Riickwirtsdifferenzen-
formfirl <j < J

Bt “ het wet
le' "”Gu'l' (Gt:*‘: Ye )/ _ Pri-% “j’p"/*é
At Pei-y, Az

/G"l /z /G"/ /z/ + Y G”’/ /G‘:*'/ # 5’/*/£ /6"1*’/1

kg [ L4
73 Dh)j fi-y f"y Pojes
bt
17} 60" mtﬂ'l
(% // o
Py (A7)

Dabei wird der Reibungsterm nach Simpson liber die Maschenlédnge
integriert, da die Massengeschwindigkeit axial liber die Léinge einer

Masche stark variiert.

Fir den Quellterm erh&lt man bei zeitlicher Mittelung des spezifi-

schen Wirmeflusses firl <j < J
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""9‘/ ‘pu./ b‘a n - _/_ ”'f'/ ‘h"l ] .h
mj Azj +m 4z h/} /% A?/ '/‘24:/- A;?/
. S;.f % T,MH 7“ 8
IV Pl Tef ~Tep  [p2* (A. 8)
b, % 4t” [4 »a5"]

mit

%« b (B 757
g+ e (T 7] 8.9

Bei Annahme thermischen Gleichgewichts zwischen Dampf und Fliissig-

keitsfilm und unter Voraussetzung eines diinnen Films gilt

713- =Ty (A.10)

Die Differenzengleichungen werden in iterativer Weise folgenderma@en

geldst, wobei sich der Index ''r"

auf den Iterationszyklus innerhalb
einer Blase bezieht und der Index ''s' auf die libergeordnete Iteration

{iber alle Blasen.

1. Aus der Integration der Bewegungsgleichungen der einzelnen Fliis-
sigkeitskolben [ Gl. (22), (23), 24) ] tiber den Zeitschritt A" erhslt
man zusammen mit der Randbedingung (A.4) die Massengeschwindig-

keit des Dampfes an der unteren und oberen Phasengrenze

nel, § het, §

2. Der Quellterm bestimmt sich aus Gl. (A. 8) mit

het, & hel, nel, s nes,

?u/‘ . hcj caj - 7;0. (A.11)
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Dabei wird die HillrohrauBentemperatur aus Rechenzeitgriinden

ll t

im Iterationszyklus nicht neu ermittelt.

. +1 +
. GIL. (A. 6) wird nach Gvrt-}Jr 1/2 bzw. Gvr;_ll/2 aufgeldst. Man erh&lt

mit bekannter Massengeschwindigkeit an der unteren Phasengrenze

ftir j =1
Wl o @ hel, g bl & Bl Fuy
G’a,:/.% = (1-w) G, + AGy; ]+ “ Gyl (A.12)

und fir 1 <j <J

big-t LR Y

o Wi, s ¥ wet, &
GVJ’% (/m 6@)[5{/ -1+Y% +AG‘¢,7 j+4a G}:/'/ (A.13)

und entsprechend mit bekannter Massengeschwindigkeit an der oberen

Phasengrenze fiir j = J
M»/ il nel, s el o vty -y
A.14
(""}[G‘"’w" GVJ‘/”"G"'/ (A 14)
und fir J > j > 1

h# ', wps, o+ % het Wl ey
- (- w}[Gv Y. V,] & Griyy (A.15)

mit

M-/f _ M. _ n‘ g- fu-l,«r M:H,s u .u
A65]"" = Guioy = Gy (L] [ 85" 5 a3 ]
) 5 M#-IJ’ %
[A +Ai§/‘j (A.16)

Das Vorgehen ist flir GL. (A. 12) bzw. (A.13) mit dem Relaxations-
parameter @ = 0,5 in Abb. 9 dargestellt. Die beiden nach Gl. (A.12)
und (A.13) bzw. Gl. (A.14) und (A.15) ermittelten vorldufigen Ge-
schwindigkeiten werden zur Berechnung des Geschwindigkeitsprofils

fir den r-ten Iterationsschritt gemittelt. Man erhélt flir 1 <j <J
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“et, v tei, ”ﬂ, m/ #
. = ¢ 7 (A.. ].7)
Ntk 6[’*’ % T [ ey t Griei-y ]
und
e
“+I, [ :I ‘ "1*//3 fiir J = 1
vk G- 4%
h*H GM' S nr/,f] fir 1<j <J (A.18)
{/4-/& V’.l/z
“4'/ « h*/ $ G, F i3 i =
_ [G -G fir j J
2 Y1+4 Y%

4. Aus Gl. (A.7) werden mit den neuen Massengeschwindigkeiten die

Druckdifferenzen

bl f h*[,
Z"l /z ~ P I*/g___
AzJM" (A.19)

berechnet. Bei Festhalten des maximalen Druckes innerhalb der
Blase folgt aus diesen Druckdifferenzen ein vorlédufiges neues

¥
Druckprofil px]%ﬂ’ r , wobeil gilt

(A. 20)

Py = f[ Pojeys, * Pri-y Ji

5. Durch Vergleich der in der Blase enthaltenen Dampfmasse, die

3

sich aus den ermittelten 6rtlichen Driicken p\pj errechnet, mit
der Masse, die aus dem bekannten mittleren Druck fanH’ s folgt,
wird gepriift, ob das 6rtliche Druckprofil korrekt ist. Betrachtet
man den Dampf als ideales Gas, so gilt fiir die vorhandene Abwei-

chung
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mw,-r“
g v A\/ Jm,’s — 1t s
T =aes = J

Z A,/ A”“/S /v

st ds¢ , so muBl das Druckprofil bezliglich der integralen Massen-
bilanz nicht korrigiert werden. Fir S>€ werden die ermittelten
srtlichen Driicke um einen aus & zu bestimmenden Differenzbetrag SP

korrigiert

wel, v 7] 4
;s ?v/“ + dp (A. 22)

Die Iterationsschritte 2-4 werden bis zu 4 mal wiederholt. In dem
iilbergeordneten Iterationszyklus mit dem Index ''s'" werden unter
zZugrundelegung der neuen Ortlichen Driicke innerhalb der Blasen fiir

alle Blasen die folgenden Groflen neu ermittelt

b, 8¢/
Teay
Gt Gl
Ry / ”.'7*72,
w1 Sel tiel, §4/
= nt), S/
v

Am Ende der Iterationen miissen flir alle Blasen die Bedingungen

22 pager, =4
/7‘, " - P /s£ (A. 23)

und

@h¢l $ -??;..MM’ 5‘-»//5 P (A. 24)

erfillt sein.
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A.2 Numerische Behandlung der Gleichungen fiir den Fllissigkeitsfilm

Fiir einen ruhenden Fliissigkeitsfilm berechnet sich die zeitliche Ande-
rung der Filmdicke nach GI. (60). Es gilt fiir alle Maschenl <j <J
in Vorwirtsdifferenzen mit einem i{iber den Zeitschritt gemittelten

Wirmefluf

wo oy p " M T ) _ fu“'f’ . 9:
’ . * ’ . - V}
-S-J-—_';SJ'“‘ 2 JL 97, WA{” ', = 4 f"‘L (A. 25)
at" hy O 2 by fy

Entsprechend Gl. (61) folgt fiir j = 1 bei Bewegung der Phasengrenze

in negativer Richtung und fiir j = J bei Bewegung in positiver Richtung

24 " ) %e! b b
=S S My T -Tv, Qu *Qo Gu
S S S con gy Ty 2 / / —;,L A. 26

At” by PTr At 24ty Pis| 4% (20

Bei Berticksichtigung der durch den Dampf im Film induzierten Bewe-

gung erhilt man aus Gl. (54) und GI. (A. 5)

os # 2 [ws] = = o _ fu (A. 27)
ot f} %ﬂ(
und in Differenzenform fiir 1<j < J wenn ujj > 0
] W My no o ) hgr y
S - +2 Yy 5/ ‘Q/-r Sp-r _ " e Ty “7?/ - .Z.J__z_,("" ! :’ (A. 28)
bzw. fiir 1 < j < J wenn uy < 0
et t “ ) hv »n Hpr
S -§ , ZUJ,HS/H %’6:/ B " e 7%-’ - _ "’?Ar/ (A. 29)
y 0 B 4 27y b v

Fir j=1 unduqy;> 0 undfiirj=Jundu1J<O gilt Gl. (A. 25) .
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Anhang B

B.1 Geometrische Darstellung des Reaktors

BLOW3 ist als ein Modul fiir das Programmsystem RADYVAR2 [4]
konzipiert. Darin wird der Reaktorkern durch mehrere sogenannte
charakteristische Kiihlkanéle dargestellt. Der charakteristische Kiihl-
kanal représentiert eine konzentrische Ringzone von Brennelementen
des als zylindersymmetrisch angenommenen Reaktors, die bezliglich
des nuklearen und thermohydraulischen Verhaltens als anndhernd
gleich angesehen werden koénnen, Der so definierte Kiihlkanal wird
dargestellt durch einen Brennstab mit dem dazugehorigen Kithlmittel-
stréomungsquerschnitt und Strukturmaterial (Abb. 31). Axial ist der
Kiihlkanal unterteilt in das Spaltgasplenum, den eigentlichen Corebe-
reich einschliellich unterem und oberem axialen Brutmantel und in
die Mischzone., Die Berilcksichtigung der Mischzone ist wegen des
gegeniliber dem Brennelement unterschiedlichen Stréomungsquerschnitts
zur Darstellung der am Brennelementaustritt vorliegenden Temperatu-
ren und Geschwindigkeiten besonders bei Rechnungen zur Storfalldiag-
nose wichtig. Konstruktive Einzelheiten wie Eintrittsdrossel und Ab-

standshalter werden rechnerisch bertlicksichtigt.

Der Reaktorkern kann durch maximal 10 charakteristische Kiihlkanile

dargestellt werden. Zur Berechnung der gesuchten GroéBen

- Brennstoff- und Hilllrohrtemperaturen
- Strukturmaterialtemperatur

- Ktihlmitteldurchsatz, -temperatur, -druck und -dichte

wird der Kiihlkanal in bis zu 30 axiale Maschen eingeteilt, der Brenn-
stoff radial in bis zu 10 Zonen. In der Brennstabhiille werden in jeder
axialen Zone drei Temperaturen berechnet, im Strukiurmaterial eine

Temperatur.
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Randbedingungen sind als Funktion der Zeit

- der Eintrittsdruck

- die Eintrittstemperatur

- der Austrittsdruck

- die volumetrische Wirmequelldichte im Brennstab, der Hiille,

dem Kiihlmittel und dem Strukturmaterial

Die Simulation zu betrachtender Storfdlle wird durch entsprechende
Annahme dieser Randbedingungen vorgenommen. Durch Vorgabe einer
beliebigen Zeitfunktion fiir den Eintrittsdruck kann ein Pumpenausfall
simuliert werden, durch zeitliche Anderung des Druckverlustbeiwer-
tes in der Eintrittsdrossel eine Blockade des Brennelementfules und

durch Vorgabe der Wirmequelldichte eine Reaktivitdtsstorung.

B. 2 Das Rechenprogramm BLOW3

B. 2.1 Das Gesamtflufdiagramm

Das Flufdiagramm flir BLOWS3 ist in Abb. 32 dargestellt. Der linke
Teil des Diagramms zeigt die stationdre Auslegungsrechnung. Eingaben
sind fiir jeden Kiihlkanal die Ein- und Austrittstemperatur, der Ein-
und Austrittsdruck, die volumetrische Warmequelldichte, die geome-
trischen Daten des Kiihlkanals sowie die vernwendeten Materialien fir
Brennstoff, Hiille, Struktur und Kiihlmittel. Die benéttigten Stoffwerte
werden durch das Programmsystem MAPLIB [63] bereitgestellt.
Berechnet werden entsprechend den in Abschnitt 4. 1 dargestellten
Gleichungen in stationdrer Form sequentiell fiir jeden Kiihlkanal der
Massendurchsatz, Geschwindigkeit, Druck und Temperatur im Kiihl-
mittel sowie die Temperaturfelder im Brennstoff, der Hiille und dem
Strukturmaterial. Die Differenz zwischen dem vorgegebenen und er-
rechneten Eintrittsdruck ist der Blendendruckverlust und wird in der
instationdren Rechnung mitbertiicksichtigt. Die stationdren Auslegungs-

werte werden auf einen externen Datenspeicher geschrieben, so dafl



- 62 -

die stationire Rechnung unabhédngig von der nachfolgenden instation&-
ren Rechnung ist. Der stationfdre Programmteil wurde flir BLOW3 mit

geringfligigen Modifikationen aus RADYVAR?2 [48] tibernommen.

Fir die instationfire Rechnung werden zwei temporére Datenspeicher
benétigt, von denen entsprechend der sequentiellen Berechnung der
Kiihlkanidle abwechselnd filir jeden Zeitschritt der Datensatz eines
Kiihlkanals gelesen wird bzw. auf die nach Ermittlung der neuen Werte
diese wieder geschrieben werden. Die Wirmequelldichte wird zu Be-
ginn eines Zeitschrittes jeweils neu ermittelt und kann eine beliebige
Funktion der Zeit sein. Bei Kopplung von BLLOW3 an ein Reaktordyna-
mik-Programm wird hier die aus der nuklearen Rechnung neu ermittel-

te Leistungsverteilung bereitgestellt.

In der thermohydraulischen, instation&ren, einphasigen Rechnung
(Abschnitt B. 2. 2) werden die in Abschnitt 4. 1 dargestellten Gleichun-
gen gelodst, Siedet das Kithlmittel in einem Kiihlkanal, so werden in

der zweiphasigen, instationdren Rechnung (Abschnitt B. 2. 3) die Groflen
entsprechend den in Abschnitt 4. 2 dargestellten Gleichungen ermittelt.
Die Rechnung wird nach Erreichen einer vorgegebenen Problemzeit

beendet.

B. 2.2 Thermohydraulische, instationfre, einphasige Rechnung

Das Flieschema der einphasigen Rechnung ist in Abb. 33 dargestellt.
Die GroRe des Zeitschritts AtK innerhalb dieser Rechnung ist aus
Genauigkeitsgriinden auf einen Maximalwert beschrinkt, obwohl die
zur Lésung der Warmeleitgleichung [Gl. (6)] und der Energiegleichung
des Kiihlmittels [Gl. (5)] verwendeten Differenzenschemata keine eigene
Stabilitdtsbedingung stellen. Zu Beginn jeden Zeitschritts AtK werden
Eintrittsdruck, Austrittsdruck und Hintrittstemperatur neu ermittelt.
Die Impulsgleichung wird durch ein Predictor-Corrector Verfahren
integriert, das auch bei Kiihlkandlen, bei denen der Blendendruckver -

lust gemessen am Gesamtdruckverlust sehr grof3 ist, stabil bleibt.
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Die Energiegleichung des Kiihlmittels [Gl. (5)] und des Strukturma-
terials [Gl. (7)] werden zusammen mit der Wirmeleitgleichung fiir
Brennstoff und Hillle in Differenzenform iterativ nach Gauss-Seidel
geldst. Aus der Impulsgleichung in Differentialform [Gl. (4)] folgt bei
Kenntnis des neuen Massendurchsatzes und der neuen Temperaturen

die axiale Druckverteilung im Kiihlmittel,

B. 2. 3 Thermohydraulische, instationire, zweiphasige Rechnung

Das Fliefschema der zweiphasigen Rechnung zeigt Abb. 34. Die Grofle
des in der zweiphasigen Rechnung verwendeten Zeitschritts AtB ist
innerhalb des Thermodynamikzeitschritts At variabel und wird haupt-

sdchlich bestimmt durch

- die groBte zuldssige Anderung des uniformen Druckes aller Blasen,
- die Begrenzung der maximal zuldssigen Verschiebung einer Phasen-
grenze,

- die Zahl der im vorigen Zeitschritt bensétigten Iterationen.

Am Anfang jeden Zeitschritts AtB werden Eintrittsdruck, Austritts-
druck und Eintrittstemperatur ermittelt. Die neue Lage der oberen und
unteren Phasengrenzen der Blasen ergibt sich aus der Integration der
Bewegungsgleichungen fiir die Flissigkeitskolben [Gl. (22)] und die obe-
ren und unteren Flissigkeitssiulen [Gl. (24) bzw. Gl. (23)] nach einem
Predictor-Corrector Verfahren. Es folgt die Berechnung der neuen
Fliussigkeitstemperaturen [Gl. (27)], der mittleren Blasendriicke [Gl. (48)]
und der ortlichen Druckverteilung in der im Anhang A.1 dargestellten
Weise. Aus den neuen Driicken an den Phasengrenzen Dampf-Fliissig-
keitskolben kann die Beschleunigung der Fliissigkeitskolben fiir den
Corrector-Schritt ermittelt werden. Die Rechenschritte beginnend mit
der Integration der Bewegungsgleichungen werden so lange wiederholt,
bis die uniformen Driicke bzw. die Druckprofile in allen Blasen kon-
vergent sind. Die Konvergenz hingt in starkem Maf&e von der Wirme

ab, die einer Blase wihrend des betrachteten Zeitschrittes zugefiihrt
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wird. Daher werden in jedem Iterationszyklus auch die Temperatur-
felder in Brennstoff, Hiille und Struktur innerhalb des Blasenberei-
ches ermittelt. Es folgt die Berechnung der Filmdicke [Gl. (60) bzw.
Gl. (54)] und bei Annahme eines bewegten Films der Geschwindigkeit
im Film [Gl. (65)]. Am Ende jedes Zeitschritts AtB werden die in
einem Lagrange’ schen Koordinatensystem ermittelten Grofen in der
Flissigkeit auf ein ortsfestes Maschennetz abgebildet sowie die fir
die nukleare Riickwirkung benétigten mittleren Kilhlmitteldichten ent-
sprechend den Volumenanteilen der beiden Phasen in jeder axialen

Masche berechnet,
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Anhang C

Empirische Korrelationen flir den Reibbeiwert an der Phasengrenze

Die am héufigsten verwendete Korrelation zur Bestimmung des Reibungs-
druckabfalls in einer Zweiphasenstrémung ist die von Lockhart-Martinelli

[65]. Es gilt

% 4%
dp

Dabei bedeutet (==) den Druckabfall, den die Dampfphase der Zweipha-
dz ‘v p

senstrdmung verursachen wilrde, wenn sie allein durch den Kiihlkanal

stromte. Man erhilt entsprechend Abb. 6

Z
dp _ 4% _ 2 foly
Jf Oy Ioc” Dy o’ (C.2)

2
e Zj:ff’rayﬁ(z

- (35/0 S, i Dn (€. 3)

und durch Einsetzen in Gl. (C. 1) eine Beziehung fliir den gesuchten Reib-

beiwert an der Phasengrenze [9]

5
Y o= Y ff;"é (C. 4)

wobei }l/r durch Gl. (52) gegeben ist und der Lockhart-Martinelli Para-
meter ?‘g als Funktion des Dampfvolumengehaltes o bekannt ist. Wie
durch Experimente von Chen [66] und anderen gezeigt wurde, ergibt
diese Korrelation auch filir Flissigmetalle befriedigende Ergebnisse.
Gl. (C. 4) eignet sich daher im Prinzip zur Bestimmung des im Modell

verwendeten Reibbeiwertes an der Phasengrenze.

In einer Zweiphasenringstrémung héngt der gesuchte Reibbeiwert von
einer Vielzahl von Parametern ab. Die wichtigsten sind der Fliissigkeits-

bzw. Dampfdurchsatz, die Kanalgeometrie und die StoffgréBen wie Ober-
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flachenspannung, Viskositdt und Dichte.

Bei geringen Dampfgeschwindigkeiten wird der Flussigkeitsfilm relativ
glatt sein, so dafl der Reibbeiwert dem der einphasigen Stromung in
einem glatten Rohr entspricht. Auf der anderen Seite nidhert sich der
Reibbeiwert dem fiktiven und sehr groflen Wert einer homogenen Str 6-
mung, wenn bei hohem Dampf- und Flissigkeitsdurchsatz sich der grofite
Teil der Fliissigkeit in Form von Tropfen im Dampfkern befindet [67, 97.
Fiir den dazwischen liegenden Bereich, in dem die Filmoberfldche durch
Wellen grofler Amplitude gekennzeichnet ist und der von Wallis mit
"rough annular flow'' bezeichnet wird, wird der Reibbeiwert hauptséch-
lich bestimmt durch den Formwiderstand dieser Oberfldchenwellen.

Wallis gibt folgende Beziehung an (67, 9]

Y‘,’ = 714/'[11‘3005“:;] (C. 5)

Gl. (C. b) stellt eine rein empirische Korrelation dar, die durch Auf-
zeichnung einer Vielzahl experimenteller Ergebnisse gefunden wurde
und in der die Beziehung zwischen Reibbeiwert und Filmdicke praktisch
linear ist. Eine ausfiihrliche Diskussion weiterer &hnlicher Korrelatio-

nen findet sich in [54].

Im Rahmen eines dem hier diskutierten Modell dhnlichen Strémungs-
modells, dessen Gleichungen auf einer Zweiphasenringstrémung basie-
ren, wurde Gl. (C. 5) von Stein [68] an Druckverlustmessungen in stro-
mendem Natrium [69] berprift. Dabei wurde die Verwendung der Gl. (C. 5)
oder einer anderen dquivalenten Beziehung als notwendig flir eine befrie-
digende Ubereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen festge-

stellt.

Bei den in Abschnitt 5 besprochenen Vergleichsrechnungen wurde Gl. (C. 5)
verwendet, die gegeniiber Gl. (C. 4) ca. um den Faktor 2 hthere Reibbei-
werte ergibt. Die Richtigkeit dieser Beziehung konnte nur indirekt fest-

gestellt werden, indem die Frequenz der Schwingungen der Fliissigkeits-
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sdulen durch den Reibbeiwert beeinflult wird. Dabei zeigte sich, daB
bei Verwendung einer {iblichen einphasigen Beziehung (Gl. 52) keine
Ubereinstimmung mit den gemessenen Schwingungen erzielt werden
konnte. Allerdings ist die Genauigkeit einer solchen Nachpriifung nicht
sehr grof (J—r 40 0/o). Da im Modell nur eine Beziehung fiir die in Ab -
schnitt 4. 2. 2. 2 diskutierten und im Detail nicht bekannten Stromungs -
zusténde innerhalb einer Blase verwendet wird, erscheint eine Beriick-
sichtigung zusédtzlicher Effekte wie Oberfldchenspannung, Viskositit
von Dampf und Flissigkeit u.a. bei der Bestiminung des Reibbeiwertes

im Rahmen des Modells nicht notwendig zu sein.
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1  Versuchsparameter Serie 16

Versuch Nr. 11,12,13| 14 |15 |16,19,20 | 17,21,22| 23| 24 | 25
Systemdruck [atal 0.8 |0.8/1.2] 1.2 1.2 |1.6|1.6]/1.6
Warmeflus [W/cm?]| 99 123|123 149 180|149 180 213

Tab.2  Zeit und Ort des endgtiltigen Dryouts
Versuch Nr. Zeit von Siedebeginn Thermoelement-

[secl position

11 1.45 o)
1.6 n

13 1.2 i, k, 1

14 1.5 o

16 0.9 1

17 0.67 i

20 0.1 i, k, 1

22 0.9 n
1.05 m

23 1.0 n
1.25 o

24 1.3 n

25 1.35 1,n
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PA= PA(t)
Qﬂ-——'—m-——-—— — — — -
- Bewegungsgleichung
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Energiegleichung
N
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N—
Phasengrenze ——— Randbedingungen
Bekannte Randbedingungen :
Eintrittsdruck PE = PE (t)
—— ‘ Austrittsdruck PA = PA (t)
PE = PE (t) Wdrmeflufl gw= qw(z,t)
TE= TE (t) Eintrittstemperatur  TE = TE (t)

Abb. 3 Theoretisches Modell: Schematische Darstellung
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Zeichenerklarung

Symbol Dimension Bedeutung

A m2 Stromungsquerschnitt

c J/kg grd spezifische Warme

Dh m hydraulischer Durchmesser

Fg N/m3 Volumenkraft

Fe N/m3 Oberfldchenkraft

G kg/mzsec Massengeschwindigkeit

g m/sec Erdbeschleunigung

H J/kg Enthalpie

h W/m2 grd Warmelibergangskoeffizient

hfg J/kg Verdampfungsenthalpie

k W /m grd Wirmeleitfahigkeit

kD - Druckverlustbeiwert der Eintrittsdrossel
kc - Verlustfaktor bei Strahleinschniirung
L m Kiihlkanalldnge

Lred m ) reduzierte Liénge

m k g/m”sec spez. Massenibergang an der Phasengrenze
p N/m2 Druck

P N/m2 Druck in der Fliussigkeit

q W/m2 spezifischer WirmefluB

Re - Reynolds-Zahl

r m Keimradius

r m radiale Koordinate

S m Filmdicke

S0 m Anfangsfilmdicke

T °k Temperatur

Tca °K Hillrohraufentemperatur

TPL x Temperatur im oberen Plenum

T °x Sdttigungstemperatur entsprechend Pg
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Symbol Dimension Bedeutung
AT °K Temperaturdifferenz
ATS °k Siedeverzug
t sec Zeit
U m Umfang
u m/sec Geschwindigkeit
zZ m axiale Koordinate
Az m axiale Maschenlédnge
a - Dampfvolumengehalt
/" kg/mssec Massentibergang an der Phasengrenze/
Volumeneinheit
J.S m Dicke des Strukturmaterials
€ - Genauigkeitsparameter
A - Reibbeiwert
Q kg/m3 Dichte
s kg/m3 Dampfdichte entsprechend p
1 N/m Oberfldchenspannung
(2 N/m2 Schubspannung
¢ J/mBSec Warmeflul /Volumeneinheit
¢ J/mssec volumetrische Wirmequelldichte
4 - Reibbeiwert (A = 4y)
Indices
a Kiihlkanalaustritt
c Hillrohr
e Kiihlkanaleintritt
i Phasengrenze
i mitbewegte Masche
j ortsfeste Masche
Kiihlmittel fllissig
k Flissigkeitskolben



Symbol
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Bedeutung

Flissigkeitsfilm
Mischzone
Zeitschritt

obere Phasengrenze
Phasengrenze
Iterationsschritt
Strukturmaterial
Iterationsschritt
untere Phasengrenze
Dampf

Wand

gemittelter Wert
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