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Zusammenfassung

Die vorliegende Arbeit beschiftigt sich mit dem mechanischen
Verhalten von zylindrischen Brennstiben eines Kernreaktors.
Nach einer kritischen Zusammenstellung der physikalischen

und technologischen Vorginge wird im ersten Teil der Arbeit zu-
ndchst das zeiltabhingige Brennstabverhalten fir rotations-
symmetrische Geometrien unter Berlcksichtigung von Kriechen,
Schwellen und Plastizitdt behandelt. Es werden theoretische
und numerische Ldsungen (SPAR-Rechenprogramm) fir isotrope

und anisotrope Werkstoffeigenschaften bei beliebiger Orts-
abhingigkeit gegeben. Zur Beschreibung von Kriechvorgingen

in anisotropen Hillrohrmaterialen (z.B. in Zircaloy-Hull-
rohren von Leichtwasserreaktoren) wird eine Theorie entwickelt.

Es wurden folgende Ergebnisse gewonnen:

1. Eine thermische Wechselbeanspruchung bei einem Lastfolge-
betrieb flihrt =~ solange keine Abweichungen von der Ro-
rationssymmetrie auftreten - nicht zu einer Dehnungser-
midung wdhrend der Betriebszeit.

2. Reaktionszonen infolge einer chemischen Wechselwirkung
zwischen Hille und Brennstoff bewirken eine so starke
Abnahme der Hillrohrfestigkeit, dap damit die Einsatzzeit
eines Brennstas flir den natriumgekiihlten schnellen Brut-

reaktor entscheidend begrenzt wird.

3. Das mechanische Hiillrohrverhalten kann ausreichend gut
durch mittlere elastische Konstanten beschrieben werden.
Die Berilcksichtigung von Ortsabhingigkeit und Anisotropie
der elastischen Konstanten hat keinen Einfluf auf die
Hlillrohraufweitung durch Kriechvorginge.

4, Die in der Arbeit entwickelte Theorie zur Beschreibung von
Kriechvorgingen in anisotropen HiUllrohrmaterialien wird
durch in der Literatur beschriebene Experimente an Zirca-

loy-HiUllrohren verschiedener Textur voll bestidtigt. Damit



ist erstmals eine befriedigende theoretische Beschrei-
bung der Kriechvorgidnge im anisotropen Hiillrohrmaterial
von Leichtwasserreaktoren méglich.

Im zweiten Teil der Arbeit wird das Kriechbeulverhalten von
Brennstédben behandelt. Die reale Struktur der Hllle und des
tragenden Brennstoff'"rings'" wird durch ein Sandwichmodell
ersetzt. Zur LOsung wird eine numerische Methode entwickelt,
die als numerische Sandwichmethode bezeichnet wird. An Spe-
zialfdllen wird nachgewiesen, daB die Genauigkeit der Metho-
de sehr viel hoher ist als die durch Werkstoffdaten beding-
ten Unsicherheiten.Folgende Punkte werden berlicksichtigt:

a) Nicht konstante Wandstdrke (im einzelnen k®bnnen damit erst-
malig z.B. exzentrische Geometrien oder Rippenrohre unter-

sucht werden).

b) Von der azimutalen Koordinate abhingige Belastung
(erstmals Erfassung der Stiltzkrifte des Brennstoffs).

¢) Tangentiale und radiale Temperaturgradienten
(beliebiges Temperaturfeld).

d) Abbau der radialen Widrmespannung durch Kriechvor-
génge.
e) Elastische und plastische Verformungen.

f) Beliebige Kriechgesetze.

g) Beliebige Anfangsgeometrien (liber die Geometrie wihrend
der Verformung werden keine Annahmen gemacht, der Spe-
zialfall der Rotationssymmetrie ist enthalten).

Die mit der numerischen Sandwichmethode durchgefihrten Un-
tersuchungen brachten folgende Ergebnisse:

1. Radiale Temperaturdifferenzen in der Hiille haben einen
geringen Einflu® auf die Standzeit. Azimutale Tempera-

turschwankungen sollten nur dann berlicksichtigt werden,




wenn die Werkstoffdaten sehr genau bekannt sind. In der
Regel wird es ausreichen, den Untersuchungen ein isother-
mes Temperaturfeld mit der maximalen Temperatur zugrunde
zu legen,

Rippenrohre bringen keine wesentliche Verbesserung des
Kriechbeulverhaltens,

Wandstirkeschwankungen, die innerhalb der HUllrohrspezi-
fikation liegen, fllhren zu einer maximalen Verringerung
der Standzeit von ca. 30 %.

Die Stitzwirkung des Brennstoffs ist von Stab zu Stab
verschieden. Sie ist im wesentlichen von der Spaltrate ab-
h&ngig, da diese die Kriechgeschwindigkeit des Brennstoffs
beeinfluft. Fir den Brennstab des gasgekiilhlten schnellen
Brutreaktors wird nachgewiesen, daf praktisch keine
Stitzwirkung vom Brennstoff zu erwarten ist. Das Brenn-
stabkonzept einer diinnen Hille, die sich auf den Brenn-
stoff auflegt und alle Dehnungen mitmacht, ist damit fur
diesen Stabtyp nicht zu realisieren.

Beim Anschmiegen der Hilllle an den Brennstoff kdnnen Fal-
ten entstehen. Flir einen speziellen Datenfall wird erst-
mals die Faltenbildung in Abhidngigkeit von der Spaltweite,
der Belastung und der Belastungszeit untersucht. Die ge-
fundene kritische Spaltweite stimmt gut mit in der Lite-

ratur beschriebenen MeBwerten itiberein.

Mit den Ergebnissen dieser Arbeit stehen Auslegungsunterla-

gen zur Verflgung, die eine bessere Beurteilung der Zuver-

ldssigkeit von Brennstidben, sowie die Planung und Auswertung

spezieller Brennstab-Experimente ermbglichen.



SUMMARY

The present report deals with the mechanical behaviour of
cylindrical fuel elements, Following a critical review
concerning the physics and technology of fuel elements,

in the first part of the report the time-depending fuel
element behaviour is discussed with a view to axial symmetry
taking into account creep, swell, and plasticity. Theoretical
and numerical solutions (SPAR computer program) are offered
for isotropic and anisotropic material properties with any
given locality dependence, A theory is developed for the des-
cription of anisotropic creep (e.g. in the case of zircaloy

cannings in light water reactors).

The following results have been obtained in the first part
of the report:

1) Thermal stress fatique will not occur during operation

time - provided there are no deviations from axial

symmetry.

2) The operation time of LMFBR fuel elements is decisively
limited by the influence of reaction layers upon the
mechanical behaviour due to chemical interaction between
both the fuel and fission products and the cladding,

3) The mechanical behaviour of cannings can be described in a

satisfactory way by mean elasticity constants, It is not

necessary to take the locality dependence and the anisotropy

of the elasticity constants into account when calculating

the creep deformation.

4) The theory of anisotropic creep developed in this report

is being entirely confirmed by experimental results obtained

with zircaloy canning of varying texture as described in the

relevant literature.




Thus, for the first time, a satisfactory theoretical
description of the anisotropic creep in the canning of
light water reactors has been made possible,

The second part of the report deals with the creep buckling of
fuel elements. The real structure of the canning and the carrying
fuel'ring" is replaced by a sandwich model, A numerical method is
being developed for the solution (numerical sandwich method).
Special cases are described to prove that the accuracy of the
method is much higher than the uncertainties due to material data.

The theory takes into account:
a) Variable wall thickness (in particular it is possible, for the
first time, to calculate e, g. the creep buckling of eccentric

geometries or ribbed tubes).,

b) A load depending on the azimuthal coordinate (for the first

time, the support of fuel can be calculated),

c) Radial and tangential temperature gradients (arbitrary field

of temperature),
d) Relaxation of radial thermal stresses due to creeping.
e) Elastic and plastic deformations.,
f) Arbitrary creep laws;
g) Arbitrary geometries at the beginning of deformation(no

assumptions concerning the geometry are made during deformation;

the special case of axisymmetric deformation is included).

The calculations made by the numerical sandwich method had the

following results:

1) Temperature differences in radial direction have only a small



effect on the collapse time, An azimuthal temperature
variation should be taken into account only if material
properties are very well known, In most cases it will be
sufficient to calculate the collapse time by means of an
isothermal field with the maximum temperature.

2) Ribbed tubes do not essentially improve the creep buckling

behaviour,.

3) Variations of wall thickness, within the limits of specific-
ations, result in a maximum reduction of 30 percent of the

collapse time,

4) The supporting effect of the fuel on the creep buckling behaviour
varies between fuel elements of different types and depends on
the fission rate which has an important influence on the creep
rate of the fuel, It is shown that for the fuel element of the
gas~cooled fast reactor no essential support can be expected from
the fuel, Therefore, the fuel-cladding interaction concept cannot

be realized for this type of reactor,

5) Under certain conditions, wrinkles may form when the canning
is pressed onto the fuel, For the purpose of a special set of
data, the formation of a wrinkle has for the first time been
calculated in dependence of gap, load, and pressure time. The
critical gap found is well in accordance with the experimental
results given in literature,

The methods described in this report improve the design of fuel
elements with regard to their reliability and provide a better
basis for the planning and interpretation of special fuel element

experiments.,
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1 Einleitung
1.1 Ziel der Arbeit

Die in dieser Arbeit beschriebenen Untersuchungen beziehen
sich auf das mechanische Verhalten von zylindrischen Brenn-
stiben, wie sile in den meisten Leistungsreaktoren verwendet
werden. Sie haben das Ziel, bessere Auslegungskriterien so-
wie vollstdndigere Auslegungsunterlagen zu gewinnen, um
damit die technische Zuverlissigkeit der Brennstidbe zu er-
hohen und ihre Sicherheitsfunktion in stirkerem MaRe als
bisher zu gewdhrleisten. Dies wird durch eine modellmiRige
Erfassung aller EinfluBgrdfRen erreicht, die durch das phy-
sikalische und werkstoffmiRige Verhalten gegeben sind. Den
Untersuchungen zur Brennstabmechanik ist deshalb eine kri-
tische Darstellung zum derzeitigen Kenntnisstand physika-
lischer und technologischer Vorginge im Brennstab voran-
gestellt. Wegen der Vielzahl der physikalischen Effekte k&n-
nen quantitative Untersuchungen im Rahmen dieser Arbeit nur
an repridsentativen Fdllen diskutiert werden. Aubferdem muB
darauf verzichtet werden, auf die verwendeten Rechenprogram-
me ndher einzugehen, um den Umfang der vorliegenden Arbeit
zu begrenzen. Es ist jedoch geplant, alle Programme an an-
derer Stelle zu beschreiben,

1.2 Einfihrung

Als Grundtypen von Leistungsreaktoren, die zylindrische
Brennstibe aufweisen, sind der Druckwasserreaktor (DWR),

der Siedewasserreaktor (SWR), der natriumgekiihlte schnelle
Brutreaktor (SNR) sowie einige Ausfilhrungen von gasgekihl-
ten Reaktoren anzusehen. Die Abbildung 1 zeigt in einem
axialen Schnitt den prinzipiellen Aufbau eines zylindrischen
Brennstabs mit einer qualitativen radialen Temperaturver-
teilung ' (r), wie sie sich aus der Stablingenleistung Q

[ Watt/em] ergibt.



Der Brennstoff, der in der Regel aus Urandioxyd in Tablet-

tenform besteht, wird von einer metallischen Hille umgeben,

Pl
v

\\\\\\\\\‘~Brennstoff

e d N
-\\ \‘\\\\“*~Emsenkung
Spalt
Halle

RN ANV

o—————— Kihlmittel

K[Tempercﬁur S (r)

Abb.1: Prinzipieller Aufbau eines Brennstabs mit einer

AR .y

qualitativen, radialen Temperaturverteilung m%(r)

die einmal fiir eine Fixierung der Brennstofftabletten, zum
anderen flr eine Trennung von Kihlmittel und Brennstoff
sorgt. Der Spalt zwischen der Hllle und der Brennstofftablet-
te ist durch das notwendige Einfiillspiel vorgegeben und &n-
dert sich im Laufe der Betriebszeit. Infolge der rdumlich
fast konstanten Leistungsdichte im Brennstoff stellt sich
ein radiales Temperaturprofil ein, das im Brennstoff im we-
sentlichen einen parabolischen, im Spalt und in der Hiille
einen linearen Verlauf hat. Aus diesem Temperaturprofil er-
gibt sich eine nach auBen abnehmende Wirmedehnung, die in
manchen Tablettenausfihrungen durch eine oder zwei Einsen-
kungen (dishes) an den Stirnseiten ausgeglichen wird. Neben
dem Ausgleich von Wdrmedehnungen stellen diese dishes Leer-
volumina fir weitere Volumeneffekte zur Verflgung, die noch

ndher beschrieben werden.




Die Brennstidbe werden zu Blindeln, den Brennelementen zusam-
mengefalt. Die Positionierung der einzelnen Stibe erfolgt
durch obere und untere Halteplatten sowie durch eine Reihe
von Abstandshaltern. Aus neutronenbkonomischen Gesichtspunk-
ten sollen diese Bauteile m8glichst wenig Strukturmaterial
enthalten. Mehrere Brennelemente zusammengefaft bilden das
Core des Reaktors. Da die Leistungsdichte in einem Core
nicht konstant ist, sondern sowohl in radialer als auch in
axialer Richtung von der Coremitte hin abnimmt, ist die
thermische Belastung des Brennstabes ortsabhingig. Durch Lei-
stungsidnderungen sowie durch unterschiedlichen Verbrauch

des Kernbrennstoffs (Abbrand) in den verschiedenen Corezo-
nen ist diese Belastung nicht nur orts- sondern auch zeit-
abhédngig.

Neutronendichte
zur Zeit t, .1,

Leistungsdichte

zur Zeit 4 .ty

Abb.2: Qualitativer Verlauf der Neutronen- und der
Leistungsdichte in einem Leichtwasserreaktor
(DWR, SWR)

Infolge des heterogenen Coreaufbaus werden diese makrosko-
pischen Verteilungen der Leistungsdichte zus&tzlich durch
brtliche Effekte beeinfluRt, so daf sich um die Stébe herum



Feinstrukturen der Neutronen- bzw. der Leistungsdichte aus-
bilden, wie es in der Abbildung 2 qualitativ dargestellt ist.

Wdhrend der gesamten Betriebszeit muR aus Sicherheitsgriin-
den der direkte Kontakt des Brennstoffs und der radioaktiven
Spaltprodukte mit dem Kihlmittel vermieden werden. Diese
Aufgabe wird von der Hiille Ubernommen, so daR die Hiille als
erstes ineres Sicherheitselement des Reaktors anzusehen ist.
Daraus ergibt sich das wichtige Auslegungskriterium: fir

alle Betriebszustidnde und alle denkbaren Stdrfidlle soll die
Hillle dicht bleiben. Neben diesem Auslegungskriterium ist

wie bei den Strukturbauteilen -~ wiederum aus neutronendkono-
mischen Gesichtspunkten - der Wahl des Hlllrohrmaterials

und den geometrischen Dimensionen Beachtung zu schenken.

Die Beanspruchungen der HiUlle ergeben sich sowohl aus den
mittleren Leistungsdichten, die in einer bestimmten Ebene
eines Brennstabes herrschen, als auch aus den Gradienten

der Leistungsverteilung im gesamten Core.
Ublicherweise idealisiert man ein reales Brennstabgitter
durch eine Einheltszelle und vernachlidssigt azimutale und

axiale Abhingigkeiten. Ein idealisiertes hexagonales Git-
ter zeigt die Abbildung 3.

. .. [ 7&, X |
IQeall‘SIerte I | | A | Brennstabe
Einheitszelle L e N l

. | )}\

Abb.3: Idealisierung eines hexagonalen Brennstabgitters




Die Belastungen der Brennstabhlille in einer derart ideali-
sierten Zelle werden im nichsten Kapitel im Einzelnen be-
schrieben werden. Hier seien nur die wichtigsten Ursachen
genannt: innerer und duBerer Druck, Widrmespannungen, sowie
Spannungen, die von der Wechselwirkung zwischen Brennstoff
und Hille herrihren. Weitere Beanspruchungen ergeben sich
aus Schwdchungen durch Korrosionsabtrag an der AuRenseite
und durch chemische Wechselwirkung zwischen Hiille und Brenn-
stoff an der Innenseite ("innere Korrosion").

Die Erfassung aller Beanspruchungen wird durch komplizierte
Zeitabhingigkeiten der verschiedensten Vorginge sowie durch
Bestrahlungseffekte erschwert. Der faktische EinfluR dieser
Bestrahlungseffekte wird z.Zt. nur flir die wenigsten Vor-
gdnge voll verstanden, so daf quantitative Aussagen vorerst
noch mit einer Reihe von Unsicherheiten belastet sind. Als
Beispiel sei hier die formelmi&Rige Beschreibung von Kriech-
gesetzen in Hille und Brennstoff widhrend des Reaktorbetriebs
genannt. Trotz dieser quantitativen Unsicherheiten bei der
Beschreibung einzelner Effekte milssen jedoch auch jetzt schon
modellmdRige Gesamtanalysen unter Berilicksichtigung aller
Vorginge entwickelt werden, da erst die Erfassung der gegen-
seitigen Beeinflussung ein vollstdndiges Bild der Hiillrohr-
belastung ergibt.

Was hier zundchst flr einen Brennstab in einer idealisierten
Brennstabzelle gesagt wurde, gilt erst recht bei der Unter-
suchung eines realen Brennstabs im Brennelement. Neben den
oben genannten Belastungsarten sind zus#tzlich die Auswir-
kungen der makroskopischen Leistungsdichteverteilung im

Core sowie der gegenseitigen Beeinflussung der Stidbe auf die
mechanische Beanspruchung zu untersuchen. Folgende Effekte
sind zu berlicksichtigen:

1. Biegung einzelner Stdbe infolge axialer und azimutaler
Temperaturgradienten



2. Biegung einzelner Stidbe infolge eines Kraftangriffs
(z.B. durch Abstandhalter)

3. Thermohydrauliéche Effekte.

Diese Arbeit beschidftigt sich im wesentlichen mit dem Mo-
dell einer idealisierten Brennstabzelle, ohne Fragen der
gegenseitigen Beeinflussung der Stidbe bzw. der Uberlage-
rung von makroskopischen Effekten zu berlicksichtigen.

Nur im Fall einer speziellen Kriechbeuluntersuchung wer-
den die Auswirkungen einer azimutalen Temperaturschwankung
als Folge verschiedener Gitterstrukturen untersucht.




2. Physikalische und technologische Vorginge im
Brennstab

2.1 Auslegungsschema

Die geometrischen Abmessungen eines Brennstabs bzw. eines
Reaktorkerns sowie dessen Materialbeschaffenheit werden aus
einer Reihe von miteinander verkoppelten Forderungen fest-
gelegt und variieren innerhalb eines bestimmten Reaktor-
typs nur wenig. Die Forderungen betreffen sowohl die tech-
nische als auch die neutronenphysikalische Realisierung
und stellen insgesamt ein umfangreiches System von Ausle-
gungsgleichungen dar. Die L&sung dieses Systems wird da-
durch erschwert, daf eine Reihe von Grdfen zu Beginn der
Rechnung geschitzt werden missen. Im Laufe der Rechnung
sind sie dann iterativ zu verbessern oder wegen Verletzung
von Forderungen zu indern. Im Rahmen des Entwurfs einer
Gesamtanlage und deren kostenmdfig oder nach sonstigen Ge-
sichtspunkten erfolgender Optimierung ist eine Kernausle-
gung weiteren Forderungen unterworfen. Einen Uberblick
Uber ein Auslegungsschema gibt Smidt /1/. Zundchst wird
die Leistung des zu untersuchenden Reaktortyps, Klihlmit-
teleintritts- und -austrittstemperatur, Kihlmitteldruck
und Geschwindigkeit sowie die Geometrie des Kerns vorge-
geben (Abb.lU),

| T Kihlmittelaustrittstemperatur

|

1

Leistung
Stabgeometrie

Kihtkanalgeometrie

xI

IAnzahl der Stdbe

L
|

Kuhimitteleintrittstemperatur
Kuhlmittelgeschwindigkeit

Abb.l4: Coremodell fiir Auslegungsschema



Aus geschidtzten Leistungsverteilungen (z.B. cos-férmig
in axialer Richtung) kSnnen nun radiale und axiale Tem-
peraturverteilungen ermittelt und hinsichtlich verschie-

dener Auslegungskriterien Uberprift werden:

Forderung beeinfluBlte GrundgriBe

a) an keiner Stelle darf max. Stabl8ngenbelastung
Brennstoff schmelzen Q (W/cm)

b) erzeugte Leistung mul Helzfl&chenbelastung

sicher an das Kihlmittel o] (W/cme)

abgegeben werden k&nnen

¢) Vermeidung von zu grofen radialer Temperaturgra;“

(72

Widrmespannungen im HUll- dient in der Hille Aﬂzud
rohr

d) Festigkeit und Korrosions- mittlere HiUllrohrtempe-
_.__H"
bestindigkeit der Hiille ratur

Belastung
gewlinschte Einsatzzeit
und weitere GroRen

Widhrend die Punkte a - ¢ eindeutige Forderungen darstellen,
hidngt die Untersuchung der Festigkeit und der Korrosions-
bestédndigkeit von sehr vielen Gr8Ren und physikalischen
Effekten ab und kann in einem Auslegungsschema wegen des zu
hohen numerischen Aufwands nicht vollstindig berilicksichtigt

werden.

In einem Iterationsprozef werden die Eingabedaten so lange
verdndert, bis alle Kriterien erfiillt sind. Anschliefend
werden in einer neutronenphysikalischen Berechnung, die
eine Reihe von nuklearen Daten erfordert, die bisherigen

Annahmen hinsichtlich der Leistungsverteilung Uberprift.




Insgesamt 18Rt sich also die Kernauslegung in zwel sehr
stark miteinander gekoppelte Aufgaben, nidmlich in eine
thermohydraulische und eine neutronenphysikalische Ausle-
gung untergliedern. Die Ergebnisse beider Aufgaben zusammen
liefern die Daten flir die Konstruktion eines Brennstabs.

Optimale Auslegungen einzelner Brennstdbe von Leichtwasser-
reaktoren (DWR und SWR) hat Finkbeiner zusammen mit Seu-
bert /2/, K8bel /3/ und Bredenbeck /U4/ an der Stelle des
maximalen Neutronenflusses durchgefiihrt. Als begrenzende
Auslegungskriterien wurden in diesen Untersuchungen die
Forderungen a) und b), d.h. die maximale Brennstofftempe-
ratur und die zulldssige Heizflidchenbelastung angesehen. Die
radialen NeutronenfluBverteilungen wurden nach der Gruppen-
diffusionstheorie berechnet, wobei die Kritikalitdt durch
Zumischen von Bor zum Moderator erzielt wurde.

Einem Auslegungsschema kb6nnen flir einen bestimmten Reaktor-
typ durchaus verschiedene Brennstabkonzepte zugrunde liegen.
Im allgemeinen unterscheidet man drei Brennstabkonzepte:

a) freistehende, feste HlUlle ("strong cladding")

b) HlUlle, die sich auf den Brennstoff auflegt und allen
Dehnungen des Brennstoffs folgt ("fuel-cladding-
interaction, Wursthautprinzip")

¢c) entliftete Hiille ("vented fuel"),

Einen Uberblick iiber die Brennstabgeometrie sowie weitere

GroRen verschiedener Reaktortypen gibt die Tabelle 1 (sie-
he Anhang), die im wesentlich einer Arbeit von Kummerer et
al. /5/ entnommen wurde. Der GrodRenvergleich ist graphisch
in der Abb.5 dargestellt.

Dieser Vergleich sagt allerdings noch nichts Uber den Ent-
wicklungsstand von Brennstidben aus, der betrichtliche Un-
terschiede vor allem zwischen den Brennstidben filir Leichtwas-
serreaktoren und den Brutreaktoren aufweist. Tatsédchlich



- 10 -

ist die Brennstabauslegung flr Leichtwasserreaktoren so

gut beherrschbar geworden, daB bereits eine Standardi-

417€  SwR DWR SNR
)
o o= ..
S f Stabldnge ~Brennstofflange
3-‘ —J /
Brutstoff
24
Brennstoff
1_
Brutstoff
. 1 Spaltgasplenum
0 1 1
14 mm 12mm 6mm
—e ey —————— ——gm —gsEs| |

Abb.5: GréRenvergleich von Brennstdben verschiedener
Reaktoren nach Kummerer et al. /5/

sierung angestrebt werden kann, flir Brutreaktoren jedoch
stellt die Brennstabentwicklung noch immer eines der we-
sentlichen Probleme dar (Hifele /6/). Dabei wird die Ent-
wicklung von Brennstdben neuer Reaktortypen bzw. die Wei-
terentwicklung existierender Brennstidbe durch einen welt-
weiten Engpaf hinsichtlich der experimentellen Uberpriifbar-
keit begrenzt, so daf sich die zwingende Notwendigkeit er-
gibt, eine mbglichst gute theoretische Beschreibung aller
auftretenden Effekte anzustreben. Es kommt hinzu, daR Ex-
perimente zum Teil mit sehr hohen Kosten verbunden sind.
Eine Zahl soll diese Kostensituation verdeutlichen: Die
Bestrahlung einer einzigen 10 bis 20 cm langen Rohrprobe zur
Ermittlung von Strahleneinfliissen und Strahlenschddigungen
auf das Kriechverhalten kostet ca. 100 000,- DM.
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Schon aus der Aufzidhlung von Problemkreisen wie Spaltgas-
druckaufbau, Schwellen von Brennstoff und Strukturmaterial
bzw. sonstigen Bestrahlungseffekten, Korrosionseinfliissen
oder Auswirkungen von chemischen Wechselwirkungen und
schlieBlich Materialverhalten bei instationirer Belastung
erkennt man, da® eine genaue Analyse des Stabverhaltens lber
die gesamte Einsatzzeit weit Uber die im Rahmen von Kern-
auslegungen mégliche numerische Behandlung hinausgeht. Tat-
sdchlich ist das Stabverhalten wegen der engen Verknipfung
der aufgezihlten Problemkreise nur durch umfassende theore-
tische Beschreibungen analysierbar. Diese Gesamtanalyse,
die unter dem Begriff Brennstabmodelltheorie zusammengefaft
wird, hat erst in neuerer Zeilt begonnen.

Um die Grundzlige von Brennstabmodelltheorien darstellen zu
kbnnen, sollen im folgenden zundchst einige wichtige Ein-
flubgrbRen allgemein erliutert werden. Die Bedeutung dieser
einzelnen Effekte ist flr das Verhalten von Stédben ver-
schiedener Reaktoren zum Teil zwar recht verschieden, aber
gerade in letzter Zeit ergeben sich auch fir die Brennstébe
thermischer Reaktoren durch hdhere Abbrandziele zur Verbes-
serung der Wirtschaftlichkeit &dhnliche Probleme wie beil
Briterstidben. Eine gemeinsame Darstellung aller Effekte ist
also durchaus begriindet.

2.2 Physikalische und technologische Effekte

Betrachtet sei ein Stab, der aus keramischem Brennstoff und
einer metallischen HlUlle besteht. Das Material der Hillle
s0ll nicht niher festgelegt werden. In Frage kommen Alumi-
nium-, Magnesium-, Zirkoniumlegierungen oder St&hle. Zu-
ndchst stellt die Berechnung des rdumlichen und zeitlichen
Temperaturprofils eine der wichtigsten Aufgaben dar, da die

meisten Effekte eine ausgeprigte Temperaturabhingigkeit auf-
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weisen. Bei dieser Berechnung ist zu berilicksichtigen, daB
die Leistungsdichte im Brennstoff nicht konstant ist. Griin-
de sind hierflir unter anderem: makroskopische Leistungs-
verteilung, radiale Dichteunterschiede des Kernbrennstoffs
oder im Falle eines thermischen Reaktors auch Selbstabschir-
mung.

Die Genauigkeit der Berechnung wird durch Unsicherheiten
der Werkstoffdaten beeintrichtigt. Zusitzlich ergeben sich
Unsicherheiten durch die Lage der Brennstofftabletten,

die wegen des vorhandenen Spalts im allgemeinen nicht
zentrisch sein wird. Wihrend der Wirmelibergang zwischen
dem Kiihlmittel und der Hllle bzw. die Wirmeleitung der HUl-
le im wesentlichen als ein konventionelles Problem betrach-
tet werden kdnnen, ist die Analyse des Widrmelibergangs im
Spalt sowie die Wirmeleitfdhigkeit des Brennstoffs mit
einer Reihe von reaktorspezifischen Problemen verknlipft,
die diskutiert werden sollen.

2.2.1 Temperaturdifferenz Hiillrohrinnenseite - Brenn-
stoffoberfléiche

Der Widrmetransport durch den Bereich zwischen Hille und

Brennstoff wird durch zwei Vorginge beeinfluft:

1. Infolge der Freisetzung von gasftrmigen Spaltprodukten
dndert sich die Zusammensetzung der Gase im Spalt.

2. Die Spaltweite 4ndert sich im Laufe der Einsatzzeit.
Diese Anderung kann durch rein thermische Dehnungen
bedingt sein oder sich aus einer Volumendnderung des
Brennstoffs infolge Einlagerung der festen Spaltproduk-
te in die Brennstoffmatrix ergeben. In diesem Zusammen-
hang muR auch die Bewegung von Brennstoffragmenten ge-
sehen werden, die durch ReiRen der Brennstofftablette
beil hohen Wirmespannungen entstehen. Durch diese Vor-
ginge kann es durchaus zum direkten Kontakt zwischen

Hille und Brennstoff kommen ("geschlossener Spalt").
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Flir den "offenen Spalt" gilt Kadmpf /7/ ein Modell, aus dem
der Temperaturabfall im Spalt in Abhdngigkeit von der Spalt-
weite, der HiUllinnentemperatur, dem Hillinnenradius, der
Stablingenleistung, der Gasart und dem Absorptionsvermo-
gen der Oberfl&dche dargestellt ist. Eine von dieser Glei-
chung abweichende Darstellung gibt Kbbel /3/, in dessen
Formulierung ebenfalls Geometrie, Stablingenleistung, Emis-
sionsvermdgen der Oberfliche sowie Gaszusammensetzung ent-
halten sind. Fir diese Formulierung wurden Umlaufdiagram-
me angegeben. Aus konkreten Zahlenwerten ist unmittelbar

zu erkennen, dap die Spaltweite einen sehr grofen EinfluB
auf das Temperaturprofil besitzt. Beide Darstellungen gel-
ten nur flir den Fall, daR die Spaltweite grof gegen die
mittlere freie Weglinge der Gasmoleklle ist.

Einen Uberblick liber Modelle zum Widrmedurchgang im Kontakt-
fall gibt Godesar /8/. Die theoretischen Beschreibungen
verschiedener Autoren /9 - 14/ sind zwar im physikalischen
Ausgangspunkt sehr dhnlich, im Ergebnis jedoch recht unter-
schiedlich. Im wesentlichen werden die Oberflichenprofile
beider Werkstoffe sowie der Anteil der Mikrokontaktflichen
in Abhingigkeit vom Kontaktdruck berlicksichtigt. In allen
Theorien spielen empirische Materialkonstanten eine Rolle,
wobeil bemerkenswert ist, daBR sich die drei in der Arbeit
von Cetinkale und Fishenden /9/ verwendeten empirischen
Konstanten als materialunabhingig erwiesen haben. Die Uber-
einstimmung dieser Theorie mit experimentell gemessenen
Wirmelibergangszahlen wird von Godesar als sehr gut bezeich-
net. Erst durch diese mikroskopische Betrachtung des Kon-
taktbereichs zwischen HUll- und Brennstoffmaterial 14Rt
sich die betrdchtliche Temperaturdifferenz zwischen Hille
und Brennstoff in der GrdRenordnung von 100°C auch im
Kontaktfall erkléren.
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2.,2.2 Die Wirmeleitfihigkeit des Brennstoffs

Eine Zusammenstellung von 130 im Zeitraum zwischen 1964 bis
Mitte 1968 verdffentlichten Untersuchungen zur Wirmeleit-
f&higkeit keramischer Brennstoffe gibt Weinreich /15/. Die-
se Untersuchungen zeigen im wesentlichen eine Abhingigkeit
der Wirmeleitfihigkeit A von der Temperatur, der Brennstoff-
dichte (Porositit), der Stdchiometrie (Verhiltnis von
Nichtmetall- zu Metallatomen) und von dem Abbrandzustand.

Im folgenden wird an Stelle der Bezeichnung Brennstoffdich-
te der Begriff Porositit P verwendet (100 % theoretische
Dichte 20 % Porosit#dt). Eine zusammenfassende Darstellung
zum derzeitigen Kenntnisstand der Wirmeleitfdhigkeit unbe-
strahlter keramischer Kernbrennstoffe gibt H.E.Schmidt /16/.

Im Diagramm 1 ist die Wirmeleitfihigkeit A von st8chiometri-
sSchem UO2 in Abh&ngigkeit von der Temperatur dargestellt.
Die durchgezogene Kurve stellt Mittelwerte verschiedener
experimenteller Ergebnisse aus einem speziellen, verglei-
chenden Untersuchungsprogramm in den USA /17/ an gleichen
UOE—Proben dar. Dabei wuraen Abweichungen von ca. 15 %
gefunden, die vor allem auf meRtechnische Schwierigkeiten

im Temperaturbereich > 18000C zuridckzufithren sind. Der
Kurvenverlauf mit einem flachen Minimum bei etwa 1800°C

kann durch unterschiedliche Mechanismen der Wirmelbertragung
im Bereich niedriger Temperaturen (Gitterschwingungen) und
im Hochtemperaturbereich (Diffusionsvorginge von Elektronen)

erklidrt werden.

E.M.MUller /18/ empfiehlt folgende Temperaturabhingigkeit:

AMT) - 5 s * { & !

5+ JO/195 'f

-3
(0.64+01010 - T + = ) [w]em.grd]
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Die beiden Terme entsprechen in ihrer formelmiBigen Be-

schreibung den beiden Ubertragungsmechanismen, die Konstan-

A
[W/cm’®C]

0,044

0,031

0,02+

=== Mittelwerte verschiedener Messungen nach CONWAY und FEITH /17/
0,011
= === Formel (1) nach MULLER /12/

TS

Diagramm 1: Wirmeleitfihigkeit von UO2 als
Funktion der Temperatur +

ten wurden aus Anpassungsrechnungen zu experimentellen Da-
ten ermittelt. Werte nach Gleichung (1) sind ebenfalls im
Diagramm 1 dargestellt (gestrichelte Kurve).

Untersuchungen zur Abhidngigkeit der Wirmeleitfihigkeit von
der Porositit P hat E.M.Miller /19/ zusammengefaRt. Der Ver-
gleich der Arbeiten von Biancheria /20/ und Kimpf /21/
zeigt, daR flr kleine Porositdten Biancheria, fir grofe Po-
rosititen Kimpf eine hdhere Wirmeleitfihigkeit angibt. Die
recht betrdchtlichen Unsicherheiten dieser Abhidngigkeit,
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die zu Differenzen der Zentraltemperatur bis zu 100°C fih-
ren, sind im Diagramm 2 dargestellt. Die schraffierte Fli-

A[@S]%

—
o
o
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P

w
o

relative Warmeleitfahigkeit

80
\?
701 S
%
601 "
= == KAMPF /20/

S0’ BIANCHERIA /21/ %

e
40 ~ T v v v —= P (%]

0 10 20 30
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Diagramm 2: Relative Abhingigkeit der Wirmeleitfihigkeit
von UO2 in [%] von der Porositidt P [%1 nach
E.Mliller /19/

che stellt Ergebnisse einer empirischen Formel nach Miller

dar. In diesem Bereich liegen etwa 70 % der MeRergebnisse.

Die von E.M.Mlller gegebene Gleichung (1) gilt fiUr eine Po-
rositidt von O %. Im Gegensatz hierzu beziehen sich die im

Diagramm 1 dargestellten Experimente auf eine Porositit von
2 %, woraus die quantitativen Unterschiede beider Kurven in

diesem Diagramm zum Teil erkldrt werden k&nnen.
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Aus den bisher diskutierten Grundlagen 14/t sich ein Tem-
peraturprofil berechnen, das allerdings wegen der thermisch-
mechanischen Wechselwirkung iterativ verbessert werden muf.
Im Laufe der Betriebszeit dndert sich das Temperaturprofil
infolge zeitabhingiger Vorginge, die noch beschrieben wer-
den. Die Abbildung 6 gibt die GrdRenordnung eines radialen
Temperaturprofils in einem Brennstab wieder.

J[.C]f qualitativer radialer
/ i nk Y Temperaturverlaut bei
7| I AN
4 / ' \ | zwei verschiedenen

. \—
2000 6 II \ f§> Stabldngenleistungen Q
4
g 7
/ 4
15001 / . / Brennstoff
[
/ Spalt
/ /
4 ————Hiille
1000 ; ;
/ 4
¢ ¢
7 t ca.200°C
1 ca. 50°C
500 \\l\\\\ ___}_
[} rw
O b NoN A

Abb.6: Qualitativer radialer Temperaturverlauf in einem
Brennstab (axialer Schnitt) bel zwel verschiedenen
Stablidngenleistungen Q

Wie die Abbildung 6 zeigt, treten sowohl im Brennstoff als
auch in der Hlllle hohe radiale Temperaturgradienten auf,
die sehr hohe Wirmespannungen zur Folge haben. Diese Span-
nungsspitzen stellen eine der gréften Beanspruchungen dar
und miissen stets beachtet werden.
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2.2.3 Mechanismen der Strahlenschddigung in
Reaktormaterialien

Die Technologie eines Brennstabs wird in hohem MaBe von der
Frage bestimmt, welche Schiddigungen des Materials durch Be-
strahlungseinfllisse zu erwarten sind. Im wesentlichen beein-
flussen drei Prozesse den Zustand eines Materials, der flir
eine technische Beurteilung mdglichst genau bekannt sein

mul /Brinkman, Wiedersich 22; Laue 23/

1. Nukleare StoRprozesse flhren zu Verlagerungen der
Atome.

2. Kernumwandlungen k&nnen die Zusammensetzung &ndern.

3. Die durch Bestrahlungseffekte hervorgerufenen Gitter-
fehlstellen erh8hen die Diffusion und beeinflussen da-
mit alle diffusionsgesteuerten Vorginge.

Zundchst seien StoRprozesse durch Verfolgung eines einge-
schossenen Neutrons durch das Gitter erlidutert. Durch einen
primdren StoR mit einem Gitteratom kann bei Uberschreiten
einer Schwellenergie dieses Atom aus seinem Gitterplatz he-
rausgeschlagen werden. Es hinterlidBt eine Leerstelle und
wird im Gitter als Zwischengitteratom oder an einer Leer-
stelle eingelagert. Vor dieser Einlagerung kann dieses pri-
mire RlckstoRteilchen bei entsprechend hoher Energie Stol-
prozesse durchfihren, d.h. Verlagerungen mehrerer Atome er-
zeugen. In diesem Fall entsteht eine lokale Anh&ufung von
Leerstellen, die als Fehlstellenagglomerate (Cluster) be-
zeichnet werden. Da gleichzeitig thermische Ausheilprozesse
ablaufen, entsteht widhrend der Bestrahlung ein Gleichgewicht
zwischen der Erzeugung und der Ausheilung von Fehlstellen.
Dieses Gleichgewicht ist sehr stark von der Temperatur ab-
hingig, bedeutet jedoch in jedem Fall eine strahlungsindu-
zierte ErhShung an Fehlstellen. Das Verhdltnis von strah-
lungsinduzierten zu thermischen Fehlstellen, das sich im
Gleichgewichtszustand einstellt, bestimmt das Maf dieser
Strahlenschiddigung.
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Flir die Werkstoffeigenschaften ist es sehr wichtig, ob die
Fehlstellenagglomerate stabil sind oder sogar zu Poren an-
wachsen kdnnen. Voraussetzung dafir sind sehr hohe Bestrah-
lungsdo-sen. Beeler und Johnson /24/ haben sowohl die Stabi-
litdt als auch die Mobilit#dt von Mehrfachleerstellen unter-
sucht. Die Autoren erhalten eine maximale Clustergréfe in

& -Eisen von ca. 15 Leerstellen. Fir ein weiteres Wachsen
dieser Poren, wie es experimentell bel hohen Neutronendosen
beobachtet wird, wird vor allem ein geringer Gasdruck im
Porenkeim sowie das Vorhandensein einer Zugspannung ange-
nommen /B&hm 25/. Dieses Porenwachstum ist mit einer be-
tridchtlichen Volumenzunahme des Materials verbunden. EXpe-
rimentelle Daten konnten bereits zu empirischenFormeln die-
ser Volumenzunahme an HUll- und Strukturmaterialien zusam~
mengefaft werden /Claudson 26/. Eine Zusammenstellung der
neuesten Ergebnisse gibt Ehrlich /27/. Wegen des empirischen
Charakters lassen sich empfohlene Formeln nicht unmittel-
bar miteinander vergleichen, jedoch als HaupteinfluRgr&Ben
ist allen Gleichungen die Temperatur und die Neutronendo-
sis @ -« ¢t [n'/cm2] gemeinsam. Eine qualitative Darstel-
lung dieser Abhingigkeiten gibt die Abbildung 7.
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Abb.7: Qualitative Verliufe der Volumenzunahme durch
Porenbildung in Abhdngigkeit von der Neutronen-
dosis @ * t und der Temperatur
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Auf quantitative Vergleiche experimenteller und theoreti-
scher Ergebnisse verschiedener Materialien soll hier nicht
eingegangen werden. Es soll nur erwidhnt werden, daB unter
den Bedingungen, wie sie in einem schnellen Brutreaktor
herrschen, infolge Porenbildung mit einer 8rtlichen Volu-
menzunahme von einigen Prozent zu rechnen ist. Die 8rtlich
unterschiedliche Volumenzunahme als Folge der Abhingigkeit
von Temperatur und Neutronendosis wird als differentielles
Schwellen bezeichnet und kann zu einer Verspannung und Ver-
biegung einzelner Stdbe und der Brennelemente filihren.

Verglichen mit der Reichweite von Neutronen werden Spalt-
produkte, die den grofRten Teil der bei der Spaltung frei-
werdenden Energie in Form von kinetischer Energie besitzen,
sehr schnell abgebremst (Reichweite 10 um ). Deshalb ist

die Werkstoffschddigung durch Spaltprodukte auf den Brenn-
stoff beschrinkt, wenn man von chemischen Reaktionen mit

der HUlle absieht. Durch die auBerordentliche intensive
Abbremsung der Spaltprodukte kommt es entlang der Spaltfrag-
mentbahnen zu Zonen hoher Fehlstellendichte mit lokalen
Uberhitzungen ("thermal rods"), die vor allem das Kriechver-

halten beeinflussen, wie das Diagramm 3 zeigt,

1R ' 1590 1000 500 _lCl

10>
10°

-4

10 '

o RS

kb ..
107 T T T T T T v ¥ T l=:1$ [ K4]
5 10
Diagramm 3: Kriechgeschwindigkeit &% von UO, in Abhéngigkeit
von der Temperatur bei einer Spannung von
G = 2,5 kp/mm?d nach Gllber% /28/
(Spaltrate 1,2-1013 {Sp./cm”s]) )
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Die Kurve ist in zwei Bereiche trennbar: oberhalb einer
Grenztemperatur, die in diesem Fall etwa 1000°C betrigt,
wird die Kriechgeschwindigkeit € durch folgende Abhdngig-
keit bestimmt:
e 1

lg e~ (2)
Aus diesem Zusammenhang zwischen der Kriechgeschwindigkeit
und der Temperatur kann geschlossen werden, da® hier im
wesentlichen thermisch bedingte Platzwechselvorginge eine
Rolle spielen. Unterhalb dieser Grenztemperatur dominieren
Stofprozesse so sehr, daR® allein die durch Verlagerungskaska-
den hervorgerufenen lokalen Uberhitzungen die Kriechge-
schwindigkeit bestimmen. In diesem Bereich ist die Kriech-
geschwindigkeit konstant, d.h. von der Temperatur unabhin-
gig.

Quantitative Angaben zur Kriechgeschwindigkeit ¢°in Abh&n-
gigkeit von der Temperatur, Spaltrate und Spannung werden

im Kapitel 4.4.1 noch nidher untersucht werden. Ebenso wird
die durch Einlagerung der Spaltprodukte entstehende Volumen-
zunahme in einem gesonderten Kapitel ausfihrlich diskutiert
werden (Kapitel 2.2.5).

Von Kernumwandlungen haben vor allem (Nn,® ) Reaktionen Ein-
fluB auf das Werkstoffverhalten. Ein Teil des Heliums ent-
steht durch die thermische Reaktion Blo(nwcx)Li7, aber auch
durch Reaktionen schneller Neutronen mit verschiedenen Ele-
menten (Fe, Ni etc.). Wegen der geringen L8slichkeit des
Heliums im Gitter bilden sich Uber Diffusionsprozesse He-
liumblasen, die sich bevorzugt an Versetzungen, Korngrenzen
oder Ausscheidungen anlagern. Die Heliumblase, die von einer
bestimmten Grdke ab unbeweglich werden, behindern Bewegungen
von Versetzungen im Kristall sowie das Gleiten von Korngren-
zen. Durch den letztgenannten ProzeR wird vor allem die in-
terkristalline Bruchneigung verstirkt. Insgesamt ergibt sich
eine Versprédung des Materials, die als Hochtemperaturver-
sprodung bezeichnet wird. Bruchdehnungen kénnen durch Neutro-
nenbestrahlung auf Werte im Prozentbereich herabgesetzt wer-
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den. DieserHochtemperaturversprddung kann durch Legierungs-
sdtze oder Wirmebehandlungen in gewisser Weise entgegenge-
arbeitet werden. So kann z.B. durch Zugabe von Titan er-
reicht werden, daB sich Helium bevorzugt an Ausscheidungen
im Kristall anlagert und so das Gleiten der Korngrenzen
weniger behindert /Harries, 29/. Eine Verringerung der

Korngrtfe sollte den gleichen Effekt haben.

2.2.4 Kriechverhalten von Hiillmaterialien

Beil Untersuchungen zur mechanischen Festigkeit von Brenn-
stidben kommt dem Kriechverhalten der HiUllmaterialien beson~
dere Bedeutung zu. Einmal bewirken Kriechprozesse den Ab-
bau von Spannungsspitzen, die durch unterschiedliche Wirme-
dehnungen erzeugt werden, auf der anderen Seite jedoch k&n-
nen diese zeitabhdngigen Kriechverformungen so groR werden,
daB® sie zum Defekt eines Stabs flhren.

In dieser Arbeit werden Kriechvorginge gegen plastische
Vorginge abgegrenzt. Dies schien deshalb ndtig, weil die
Verformung im Fall von Kriechvorgingen im wesentlichen durch
das Wandern von Gitterfehlstellen bestimmt wird, im Fall

von plastischen Vorgingen dagegen durch Verschiebung ganzer
Gitterebenen. Im Ubergangsbereich zwischen beiden Mechanis-
men ist bei der Formulierung von Kriechgesetzen deshalb be-
sondere Vorsicht geboten. Da die Geschwindigkeit der pla-
stischen Verformung wesentlich grdéfer ist als eine Ubliche
Kriechgeschwindigkeit, ist die vereinfachende Annahme ge-
rechtfertigt, daR plastische Verformungen momentan stattfin-
den. Von der sehr umfangreichen Literatur zum Kriechverhal-
ten metallischer Werkstoffe seien nur die Monographien von
Odquist und Hult /30/, Garofalo /31/ und Rabotnov /32/ an-
gegeben.
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Qualitativ 14Rt sich der Kriechvorgang in einem einaxia-
len Zugversuch bei konstanter Last in drei Phasen eintei-
len (Abb.8).

eC
‘ Bruch

]
Zeit

Abb.8: Qualitativer Verlauf der Kriechdehnung
bei konstanter Last

Nach Aufbringen der Last dehnt sich der Werkstoff um eine
Initialdehnung ¢,, die im wesentlichen einen elastischen
Anteil aufweist, jedoch auch plastische Dehnung enthalten
kann. Im Bereich I beginnt die Wanderung von Gitterfehl-
stellen, die zur Verlidngerung der Probe fiuhrt. Durch Austre-
ten dieser Gitterfehlstellen aus dem Kristall oder durch
Auflaufen auf ein Hindernis (Korngrenzen, Ausscheidungen,
Versetzungsanhdufungen) nimmt die Kriechgeschwindigkeit

ab. Diese Hindernisse k&nnen lber Diffusionsvorginge durch
das Klettern von Versetzungen umgangen werden. An Hindernis-
sen stellt sich ein Gleichgewicht zwischen ankommenden und
weggehenden Gitterfehlstellen ein, so daB sich in diesem Be-
reich eine konstante Kriechgeschwindigkeit einstellt (Pha-
se II). Im dritten Bereich (Phase III) erhdht sich durch
Einschnliren der Probe oder durch das Auftreten von Mikroris-
sen die effektive Belastung, so dak die Kriechgeschwindig-

keit bis zum Bruch wieder zunimmt.
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Der Darstellung einer Kriechkurve nach Abbildung 8 liegen
zwel Voraussetzungen zugrunde:

1. Es liegt ein einaxialer Spannungszustand vor.

2. Die aufgebrachte Belastung ist konstant.

Nur durch eine Reihe von zum Teil spekulativen Uberlegungen
lassen sich diese Versuchsergebnisse auf einen mehraxialen
Spannungszustand unter wechselnden Beanspruchungen Ubertra-
gen., Wegen der groRBen Bedeutung des Kriechverhaltens in
einem mehraxialen Spannungszustand, wie er im HUllrohr vor-
liegt, wird diese Frage im Zusammenhang mit anisotropen
Werkstoffverhalten in Kapitel 3.4 gesondert diskutiert.

Experimentelle Ergebnisse bestitigen nicht immer die klare
Trennung der Bereiche I - III, so daB sich Schwierigkeiten
in der formelmédRigen Beschreibung der Kriechgeschwindig-
keit ergeben. Mit Hilfe von Versetzungstheorien ist zwar
eine qualitative Beschreibung von Kriechvorgingen mdglich

- mit speziellen Uberlegungen 1l4Rt sich praktisch jedes
experimentelle Ergebnis deuten /Hoff, 33/ - quantitative
Auswertungen von Versetzungstheorien zum Zwecke der Vorher-
sage des Kriechverhaltens scheitern jedoch an der Komple xi-
t4t technischer Legierungen, so daf phidnomenologischen Be-
schreibungen nach wie vor grofe Bedeutung zukommt. Aufgabe
dieser Beschreibungen ist die Erfassung der Abhdngigkeit

der Kriechgeschwindigkeit von Belastung, Temperatur und Zeit
flir eine spezielle Werkstoffart und einen bestimmten Zustand.
Wegen des phinomenologischen Charakters sind eine ganze
Flllle von analytischen Kriechformeln vorgeschlagen worden,
die jedoch in der Regel flr einen bestimmten Werkstoff und
dort nur in einem begrenzten Parameterfeld ermittelt wurden.
Die Extrapolation liber den angepaBten Bereich hinaus ist je-
doch immer hdchst unsicher (vor allem bei Polynomdarstellun-
gen), aukerdem kénnen die Ergebnisse im allgemeinen nicht

auf andere Werkstoffe Ubertragen werden.




Im Rahmen der vorliegenden Beschreibung der physikalischen
Effekte sollen nur zwei Abh8ngigkeiten zur Erliuterung an-
gegeben werden. Die Abhdngigkeit der Kriechgeschwindigkeit
von der Temperatur ergibt sich aus molekularstatistischen

Uberlegungen
) Oakt
c
£ exp C ) | (3)
Q Aktivierungsenergie
R : Gaskonstante
T : Temperatur [OK]

Diese Gleichung entspricht der Arrheniusgleichung. Fir die
Abhéngigkeit von der Spannung hat sich das von Norton /34/
sowie von Bailey /35/ im Jahre 1929 unabhingig voneinander
gefundene Kriechgesetz sehr gut bewidhrt:

c n

E = k-G (%)

k,n: Nortonparameter

Dieses Gesetz gilt flr den sekundiren Kriechbereich, der
Nortonparameter n liegt fir metallische Werkstoffe im Be-
reich von 3 cee.. 10, Versetzungstheoretische Uberlegungen
fihren zu einem Wert von n = 4,5 /B8hm, %6/, so—da® dieses
Gesetz auch physikalisch deutbar ist. In den weiteren Aus-
fllhrungen dieser Arbeit wird sich die durch den Nortonpara-
meter n gegebene nichtlineare Abh#ngigkeit der Kriechgeschwin-
digkeit von der Spannung als besonders bedeutsam erweisen.

Da der Kriechproze® durch Wandern von Versetzungen hervor-
gerufen wird, hidngt das Kriechverhalten unter Bestrahlung
ganz. wesentlich davon ab, welche Versetzungsdichte durch Neu-
tronenbestrahlung im Gitter erzeugt wird. Zusdtzliche Ein-
flliisse sind von Art und Umfang der Umlagerungsprozesse zu
erwarten. Eine ausfiihrliche Zusammenfassung dieses Problem-
kreises findet sich in Diplomarbeiten, die gemeinsam mit
GlUnther und Bogorinsky /37,38/ durchgefiihrt wurden. Neben
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theoretischen Uberlegungen zum Kriechverhalten unter Be-
strahlung werden in der Arbeit von Glnther auch Kriechap-
paraturen flr den Einsatz im Reaktor ("in pile") beschrie-
ben und MeBergebnisse zusammengefaft und diskutiert. Quan-
titative Angaben kdnnen nur flir bestimmte Materialien un-
ter bestimmten Voraussetzungen gemacht werden. Trotzdem sei-
en einige Anhaltspunkte zusammengefaBt, die filir eine tech-
nische Auslegung von Bedeutung sind:

1. Flr Zirkoniumlegierungen ist nur unterhalb von 350°C
eine Erh&hung der sekundiren Kriechgeschwindigkeit fest-
zustellen, die vom NeutronenfluR @ und der aufgebrach-
ten Spannung abhingt.

2. Die Bruchdehnung von Zirkoniumlegierungen wird zwischen
280°C und 400°C durch die Bestrahlung heraufgesetzt.

3, Die Zeitstandfestigkeit wird bel austenitischen Stdhlen
und Nickellegierungen bei 5500 - 8000C durch Bestrahlung
herabgesetzt. Deutlich erkennbar wird dieser Effekt

erst bel Fliissen @ > 1O11 n/cm2s.

I, Bestrahlung beeinfluft bei austenitischen St&hlen und
Nickellegierungen ab 550°C auRerdem die Duktilitit
(Hochtemperaturversprddung). Die sekundire Kriechge-
schwindigkeit wird dagegen nicht beeinfluRt.

AbschlieRend sollen noch einige allgemeine Bemerkungen zur
Formulierung der Kriechgesetze sowie zur statistischen Aus-

wertung von experimentellen Ergebnissen gemacht werden.

Zundchst mul erwihnt werden, daR der Umfang von experimentel-
len Ergebnissen wegen des betrdchtlichen Aufwands bei der
Ermittlung von Langzeitwerten stets beschrdnkt ist. Deshalb
sollten analytische Formeln fuUr die Beschreibung von Kriech-
experimenten grundsdtzlich aus der Theorie der mikroskopi-
schen Prozesse entwickelt und angepaft werden, so—daf auch
die Frage der Extrapolation von MeRwerten durch Analysen
dieser Prozesse besser beurteilt werden kann. Auf diese Er-
widgungen ist auch die Trennung zwischen rein plagischem
Verhalten und Kriechverhalten in dieser Arbeit zurilickzufih-

ren.
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Als zweite Konsequenz aus der Beschrinkung der experimen-
tellen Ergebnisse ergibt sich die Forderung nach einfachen
Kriechgesetzen, die nicht mehr als zwei, h&chstens drei
anzupassende Werkstoffparameter aufweisen sollten. Ein Bei-
spiel einer eigenen statistischen Auswertung von Kriech-
versuchen wird im Anhangl im Zusammenhang mit einer Unter-
suchung von Kriechdaten flir den Werkstoff Incoloy 800 nédher
beschrieben.

Leider werden Kriechparameter in der Literatur sehr hiufig
ohne statistische Angaben und ohne vollstindige Angaben
der Versuchsbedingungen verdffentlicht, so dak einmal eine
Beurteilung der Genauigkeit von Kriechdehnungen bei Anwen-
dung der Formeln nicht méglich ist, zum anderen die Frage
der Extrapolierbarkeit offen bleibt. Wie im Kapitel 4 die-
ser Arbeit an einem speziellen Fall noch gezeigt werden
wird, spielt jedoch die Genauigkeit der Kriechgesetze z.B.
bei der Ermittlung der Standzeit von Hlillrohren eine ent-
scheidende Bedeutung. Angaben zur statistischen Unsicher-
heit von Kriechparametern sowie zum MeBbereich der Versu-

che sind also stets zu fordern.

2.2.5 Das Abbrandverhalten eines Brennstabs

Durch die Erzeugung von Spaltprodukten tritt eine Reihe von
Effekten auf, die das Abbrandverhalten eines Stabes charak-
terisieren. Spaltprodukte, die in fester oder gasfSrmiger
Form anfallen, haben Rlckwirkungen auf den Neutronenhaus-
halt und eine Reihe von weiteren Prozessen. Genannt seien
hier die Beeinflussung der Kriechgeschwindigkeit im Brenn-
stoff (s.Kapitel 2.2.3), das Schwellen des Brennstoffes so-
wie die chemische Wechselwirkung der verschiedensten Spalt-
produkte mit HUlle und Brennstoff. Der letzte Punkt ist
wegen der hohen Zahl von ca. 180 radioaktiven Spaltproduk-
ten /Glastone und Edlund, 39/ quantitativ sehr schwer zu
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erfassen., Trotz dieser Unsicherheiten wird sich jedoch in
einem splteren Kapitel zeigen, daB dieses technologische
Problem die Lebenszeit eines SNR-Stabes entscheidend be-

grenzen kann.

Theoretisch 18Rt sich das Verhalten der Spaltprodukte im
Brennstab ebenfalls wegen der hohen Zahl der Spaltprodukte
nicht exakt beschreiben. Hierbei milssen folgende Effekte
berlicksichtigt werden: Wanderung der unl&slichen Spaltpro-
dukte zu Korngrenzen oder Blasen, wobel gr®fere Ausschei-
dungen gebildet werden k&6nnen, Sublimation von Spaltpro-
dukten und Transport in k&dltere Zonen durch Risse oder son-
stige Hohlr&dume sowie Freisetzung von Spaltgas.

Uber die Einlagerung fester Spaltprodukte gibt Zimmermann
/40/ einen Uberblick, Probleme des Spaltgasverhaltens be-
handeln Matzke und Ronchi /41/ sowie Zimmermann /42/. Die
Einlagerung fester Spaltprodukte ist mit einer Volumenzu-
nahme verbunden.Flir Oxydbrennstoffe wurden Schwellraten

von 0,3....1,3 % je % Abbrand gerechnet, Zimmermann empfiehlt

mit einer integralen Schwellrate von 0,7 % je % Abbrand

zZUu rechnen.

Die Freisetzung von Spaltgas ist wegen unterschiedlicher Me-
chanismen (StoRprozessen in HuReren Zonen bzw. in der Nihe
von Rissen, Diffusionsvorginge und Blasenwanderung in den
inneren Zonen) von der radialen Koordinate abhidngig. Mes-
sungen zeigen,daBl bei einem Abbrand von 100 000 MWA/t mit
der Freisetzung von 70 - 90 % des erzeugten Spaltgases zu
rechnen ist. Diese Aussage gilt flr HUllrohrtemperaturen
>~ 500°C.

Dabel weist der zeitliche Verlauf relativ groRe Unsicher-
heiten auf (Abb.9).




Die unmittelbare Folge dieser Freisetzung von Spaltgas ist

der Aufbau eines Gasinnendruckes, der die Hille belastet.
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Abb.9: Freisetzung des Spaltgases von UO2—PuO ~Tabletten
in Abhingigkeit vom Abbrand nach Zimmérmann /u42/
(Hillrohrtemperaturen >~ 5000C)

Der maximal mdgliche Gasinnendruck 1l&Bt sich konstruktiv

durch die Vorgabe eines Leerraums, des sogenannten Spaltgas-

plenums,

am oberen bzw. unteren Brennstabende begrenzen.

Das Plenum flhrt zu einer Verlingerung der Brennstéibe, die

jedoch wiederum selbst durch die maximal zuldssige Grodhe

der Kerneinbauten im Reaktordruckbeh&dlter begrenzt ist.
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3. Brennstabmechanik fUr Rotationssymmetrie

3.1 Allgemeine Betrachtungen, Stand der Literatur

Um die technische Beurteilung eines Brennstabs zu ermdgli-
chen, miissen physikalische Phdnomen e in eine mechanische
Analyse eingebaut werden. Erst aus Analysen von Spannungs-
und Dehnungsverteilungen lassen sich die unter 2.1 genann-
ten Auslegungskriterien im Detail Uberpriifen. Die meisten
Berechnungen von Spannungs- und Dehnungsverteilungen in
einem Brennstab beziehen sich auf eine axiale Ebene, fiir
die ein ebener Dehnungszustand angenommen wird. Zusdtz-
lich wird in allen verdffentlichten Programmsystemen, die
eine Gesamtanalyse aller physikalischen Effekte im Sinne
vollstdndiger modellméRiger Beschreibung anstreben,die ra-
diale Koordinate als einzige ridumliche Variable betrachtet.
Azimutale Abhidngigkeiten der Geometrie oder sonstiger Daten
kénnen damit nicht berlcksichtigt werden. Diese Betrachtungs-
weise ist allerdings nur bei den Brennstidben angebracht, bei
denen die hauptsdchliche Belastung von innen auf die Hiille
erfolgt, wie es beim SNR-Brennstab der Fall ist. Bei allen
anderen Stdben, die im wesentlichen durch AuBendruck bela-
stet sind (z.B. Stab des gasgeklihlten schnellen Brutreak-
tors) muB vor allem untersucht werden, ob die Brennstibe
wegen der stets vorhandenen Abweichungen von der Rotations-
symmetrie infolge von Kriechvorgingen einbeulen. Dieses
Kriecg%érhalten wird ausfiUhrlich im Kapitel 4 untersucht
werden., Im vorliegenden Kapitel sollen zundchst nur rota-
tionssymmetrische Verformungen betrachtet werden.

Einen Uberblick {liber Rechenprogramme fir SNR-Brennstdbe gibt
ein spezieller Konferenzbericht /43/. Hier werden die Rechen-
programme OLYMPUS /44/, PROFIT /45/, SATURN /46,47/, LIFE
/48,49/ und FMODEL /50/ diskutiert. Inzwischen zeigt sich,
daR sich in den USA vor allem der LIFE-Code durchgesetzt

hat /Laue, 51/. Weitere Programmsysteme dieser Art sind der
COMETHE-Code /52,53/, der auch flr thermische Reaktoren an-
wendbar ist, sowie der speziell flUr thermische Reaktoren ent-
wickelte CYGRO-Code /54/.




Die wichtigsten dieser Programme sind sehr ausfihrlich in
einer Zusammenstellung verschiedener Beitrige zur Brenn-
stabmodelltheorie /55/ diskutiert. Ihre Vor- und Nachteile
sind dort bereits gegenlbergestellt, so da® in dieser Ar-
beit auf eine Diskussion verzichtet werden kann. Pauschal
kann gesagt werden, daf sich diese Programme nicht nur im
Aufbau und in der Art der physikalischen Modelle sondern
auch im Entwicklungsstand unterscheiden. Dieser Entwicklungs-
stand ist durch die Eichung der Programme, in denen ja ein
Teil der physikalischen Modelle noch anzupassende Konstan-
ten aufweist, an verschiedenen experimentellen Ergebnissen
gekennzeichnet. Es soll nur angedeutet werden, daf dieser
EichprozeR® aufwendig und keineswegs unproblematisch ist.

3.2 Ziele der eigenen Untersuchungen zur Rotations-
symmetrie

In den folgenden Kapiteln werden Probleme zum kreiszylin-
drischen Hiillrohr behandelt. Da keines der zitierten Program-
me, die auf der Basis der Rotationssymmetrie aufgebaut sind,
zugidnglich ist, muRte ein eigenes Rechenprogramm entwickelt
werden, um eine Behandlung bzw. Weiterentwicklung folgender
Fragestellungen zu ermdglichen:

1. Die Schwierigkeiten beil der Lbsung liegen eindeutig auf
der programmtechnischen Seite, vor allem gilt es, die
bei der Ermittlung der nicht elastischen Dehnungen stets
vorhandenen Konvergenzprobleme zu beseitigen. Hierzu
wird im folgenden Kapitel ein Dehnungsiterationsver-
fahren entwickelt, das bereits in das SATURN-Rechen-
programm /F.Depisch, H.Elbel, H.Kimpf, 47/ lbernommen

wurde.

2. Bei der Behandlung von nicht rotationssymmetrischen Ver-
formungsproblemen (Kapitel 4) ist es notwendig, den
Spezialfall der Rotationssymmetrie mit der im folgenden
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Kapitel dargestellten und im Rahmen von numerischer
Genauigkeit exakten L&sung zu vergleichen und als
einen speziellen Testfall fiir die spdtere Diskussion

der Ergebnisse zum Beulverhalten zu verwenden.

3. Zwel wichtige Untersuchungen zum realen Hiillrohrver-
halten werden erstmals in dieser Arbeit gemacht. Dies
betrifft

a) die Auswirkung von Reaktionszonen infolge chemischer

Wechselwirkung zwischen Hiille und Brennstoff.

b) Die Anisotropie von Werkstoffeigenschaften - sowohl
der elastischen als auch der nicht elastischen -
wie sie z.B. im Fall der in Leichtwasserreaktoren
verwendeten Zircaloy~HlUllrohre mit ihrer ausgeprig-
ten Hydridtextur vorliegen.

Die Ergebnisse dieser Arbeit zur Rotationssymmetrie sind
im Kapitel 3.5 zusammengefaRt. Zunichst sollen die theore-
tischen Grundlagen dargestellt werden.

3.3 Spannungs- und Dehnungsverteilungen in einem
Kreiszylinderrohr

Die Berlicksichtigung von Kriech- und Schwellvorgingen sowie
der Plastizitit fordert eine Erweiterung der klassischen

Gleichungen. Folgendes soll vorausgesetzt werden:

1. Querschnitte bleiben bei der Verformung eben
die Belastung ist rotationssymmetrisch
3. der axiale Temperaturgradient Aﬁhig kann gegenliber dem

radialen Temperaturgradienten avy,y vernachlidssigt werden.

Das Problem fiir den Kreiszylinder wird dann durch die fol-
genden Gleichungen beschrieben, in denen die radiale Koor-
dinate r die einzige rdumliche Variable darstellt. Die

Dehnungen & setzen sich wie folgt zusammen:

E(rt)y=E,6 «T. + & + &
4')“((fffi (5)
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j,2 = 1,2,3 bedeuten radial, tangential, axial

mit der isotropen oder anisotropen Elastizitdtsmatrix %k
und den Vektoren:

T} : Wirmedehnung

@F : Kriechdehnung isotrop oder aniso-
@? Schwelldehnung trop, jeweils zur
Qf : plastische Dehnung Zeit t

Die Gleichung (5) ist sowohl orts=- als auch zeitabhingig
und weist iUber die Terme der Kriechdehnung Qf und der pla-
stischen Dehnung q? zusdtzliche Abhingigkeiten von der
Spannung auf, die, wie die Diskussion im Kapitel 2.2.4
gezeigt hat, in der Regel nichtlinear sind. Die Gleichge-
wichtsbedingung an einem Element lautet:

G

X /,G‘,r

a6, G, -6 (6)

~~
L]
(o

G,
G;_+dG,r o

Die Dehnungen in radialer und tangentialer Richtung lassen
sich durch die radiale Verschiebung u ausdriicken (Ver-
triglichkeitsbedingungen). Die axiale Dehnung soll nach
Voraussetzung 1 konstant sein:

&y = ji (7a)
w

€y = (7o)

50. = C3 (70)

Nach Einsetzen der Gleichung (5) und (6) in die Gleichung

Y du
£¢+Ef+€q -—,7'_—1" ? +C3

erhilt man die Lamé-Gleichung fiir diese spezielle Geometrie.
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3.3.1 Theoretische L&sung flr isotrope, ortsunabhingige
elastische Konstanten

Fir isotrope, ortsunabhdngige elastische Konstanten, d.h.

fir
ooy
| E E E
Eoo e tomst | 0 1 e b e
7, \ £ E E
A
£ E £

E : E-~Modul
¥ : Poisson'sche Querkontraktionszahl

lautet die Lamé-Gleichung

4+ =
Ar? ¥ dr T 7-V dr

2
d u 1 du o u iLL_i4a&+Q)
(9)

¢ e P_ o P
7-2v [ d C P & - & Ex - &
PR {a:.(gr*5¥ )+ o + "

Diese Gleichung hingt Uber die Terme der Kriechdehnungen
sowie der Schwelldehnungen von der Zeit ¢t ab.

.. . ‘o ¢ s
Die in der Gleichung (5) additiven Dehnungsterme & Q.
und éj) werden in der Gleichung (9) deshalb unterschiedlich

beschrieben, weil Wirmedehnungen und Schwelldehnungen iso-

trop angesetzt werden:

v
'“/; : c><ﬂjR (10)
Cw
S 53
5‘ o Ss (11)
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linearer Wdrmeausdehnungskoeffizient
normierte Temperatur

M < R

“v

lineare Schwelldehnung
-1 A_V.{
53 4 Schwell

Die Integration von Gleichung (9) liefert nach einigen Um-

M

rechnungen die Verschiebung « in Abhdngigkeit vom Radius
/Guyette, 56/ '
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In dieser orts- und zeitabhidngigen Gleichung ist als
Voraussetzung enthalten, daB beil Kriechvorgingen das Volu-
men konstant bleibt. AuRBerdem ist zu beachten, daR die In-
tegrale in Gleichung (12) sowohl zeit- als auch spannungs-
abhingige Ausdriicke enthalten. Nimmt an an, da® diese In-
tegrale bekannt sind, dann lassen sich aus Gleichung (12)
mit Hilfe der Spannungs-Dehnungsbeziehung (5) sowie den Ver-
tridglichkeitsbedingungen (7) Spannungs- und auch Dehnungs-
verteilungen ermitteln. Die unbekannten Konstanten Ci’

C, und C3 ergeben sich aus den Randbedingungen, die an
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einem geschlossen Kreiszylinder zu berticksichtigen sind:

G; (frwr’a) = /Dq (Z‘) (13a)

G, (r-7) = po (t) (13b)

T 2 2

{GQ(T)-M,A . (QI‘QZ“P““) A —P}_@ (13¢)
i

/T:;

p(t): Innendruck

Pa(t): AuBendruck

P(t): zus#tzliche Axialkraft
t @ Zeit

Als Erweiterung der L3sung von Guyette um die Terme %5 ’
5Jf sowie um die zus#tzliche Axialkraft Pa erhdlt man:

C~ Ta 7-3 ¢ 7 1-2v
Tyt e {.7~ v 2(1-v) 2(1-v) v (1ha)
7-2V 1
i E T2 et {FQTO. bﬂ_,r“z_% f
C ] ’7’4er-le 7+V’ L " 1-2 _ 7 . (1le)
Lot - 2(1-v) 2(1-v)
“MH))PQ-PL f
D
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mit
e /(omf'+5s)w~d¢ (152)
Ta
er:
Ta
M = 71 f(€¢c+€tc+6f+ fcf)w"d'r (15b)
Ta
-
Ta
c C P P
Exr -& + E4 ~ €
N = f — vj b dr (15¢)
o

L

Die bisher beschriebenen Gleichungen bilden die Grundlage flir
das Programm CRASH /56/ sowie filir das eigene Rechenpro-

gramm SPAR (Spannungs- und Dehnungsberechnung in einem
Hillrohr /Lafmann, 57/). Beide Programme beschreiben allein
das HlUllrohrverhalten, allerdings ist das SPAR-Rechenpro-
gramm im Gegensatz zum CRASH-Programm, das nur bis zu Deh-
nungen %<004gultig ist, auch fir groBe Dehnungen (15 %)
anwendbar und erlaubt damit eine Auswertung von Rohrinnen-
druckversuchen. Eine Berlicksichtigung der Wechselwirkung
zwischen Hllle und Brennstoff ist in beiden Programmen

nur lUber . .die Formulierung der Randbedingung

G, (7r=7) = -p(t) (13b)

méglich. Soll unter Verwendung der gleichen theoretischen
Grundlagen auch der Brennstoff behandelt werden, dann muB
der Brennstoff in Zonen unterteilt werden; die durch mitt-
lere Konstanten charakterisiert werden, da sich infolge

des radialen Temperaturgradienten Aﬁnad betridchtliche Unter-
schiede der elastischen Konstanten ergeben. Dieses Verfah-

ren einer Mittelung in koaxialen Zonen wird im schon zitier-
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ten Rechenprogramm LIFE angewendet. Um die Zuldssigkeit
einer derartigen Mittelung lUberpriifen zu kdnnen, wird im
Kapitel 3.3.2 dieser Arbeit eine Methode beschrieben, die
keinerlei Einschrénkungen hinsichtlich der Ortsabhingigkeit
der elastischen Eigenschaften enthdlt.

3.%3.1.1 Numerische LOsung (SPAR-Rechenprogramm)

In den folgenden Betrachtungen werden ausschlieRlich die
eigenen Uberlegungen zur numerischen L&sung der bisher be=

schriebenen Gleichungen erliutert.

Die in den Gleich..ungen (12) und (14) enthaltenen Integra-
le werden im SPAR-Rechenprogramm numerisch geldst, um Re-
striktionen hinsichtlich der formelmiBigen Beschreibung

der Dehnungsterme zu vermeiden. Die Integrale lber die
Kriechdehnungen und die plastischen Dehnungen sind jedoch
nicht unmittelbar zu bestimmen, da diese Dehnurigen - wie
schon oben erwihnt zum Teil sogar nichtlinear - von den
erst zu ermittelnden Spannungen Gj(ff)abhéngen. Die Ermitt-
lungen von Spannungs-. und Dehnungsverteilungen kann also

nur iterativ.erfolgen.

Die Hiille wird in m radial verteilte Stlitzstellen (Raum-
punkte) unterteilt, die Hquidistant oder beliebig gewdhlt
werden kdnnen. Ihre maximale Anzahl betrigt 30. Wegen der
Zeitabhingigkeit aller GroBen wird das Problem auch hinsicht-
lich der Zeit intervallweise geldst. Flr die Kriechdehnung

A%F im Zeitinvervall at gilt

C

AEd N ﬂc((aj ’ 4—7:'.we[tere Parameter) at (15)

mit

GJ(f) + 6}({7‘1{)
o

S (im Intervall at) - (16)
i |
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Wie die Form der Gleichung (15) andeutet, kann das Kriech-
gesetz beliebig gewdhlt werden. Die in Gleichung (16) ent-
haltene Spannung Gs(t*bt) ist zunéchst noch unbekannt und
muf, wile schon erwdhnt, iterativ ermittelt werden. Die
Durchfihrung dieser Iteration stellt die Hauptschwierigkeit
fiilr die L&sung dar, da wegen der nichtlinearen Abhidngigkeit
der Kriechdehnung von der Spannung leicht Konvergenzpro-
bleme auftreten kénnen, die auch beil anderen L&sungsmetho-
den z.B, einer finiten Elementmethode berichtet werden
/Sutherland, 58/.

Es hat sich als sehr glinstig herausgestellt, nicht die Span-
nungen Gy (t+at) sondern die Kriechdehnungen gf(t+at) ZU
schidtzen. Mit diesen geschidtzten Kriechdehnungen kdnnen

die Integrale in den Gleichungen (12) und (14) berechnet
werden, so daf® die Spannungen 63(t+bt) liber die Verschie-
bung u und die Spannungsdehnungsbeziehung (5) ermittelt
werden kdnnen. Diese Spannungen werden als Schidtzwerte in
die Gleichung (16) eingesetzt, aus der sich verbesserte

C

Kriechdehnungen & ¢ (im Intervall ot ) ergeben:

d
(m) G (t)+ 6 7
m . ’ + . t t
O, (imIntervall st ) = d ¢ (trat) (16')
d 2
C"ml . __( i)
AE. = E.C( G " o ) at (15")
¢ ¢ d !
m' : Iterationsindex

Die Konvergenz dieses Verfahrens ist sehr zufriedenstellend,
im Mittel ist nur eine Iteration notwendig, um eine Konver-

genzschranke von
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c, m
AE{} (t+at) 9
< 0140 (17)

<, mtd

AEJ- (t+at)

zu erreichen. Diese Konvergenzschranke hat sich als aus-

reichend genau herausgestellt.

Der Abbruch der Iteration beli Unterschreiten einer Konver-
genzschranke bedeutet gleichzeitig, daB die Kriechdehnungen

SJC mit Fehlern behaftet sind (Abb.10)

(8

wh

o | /} 1. Schétzung

c / (lineare Extrapolation)

2 /s

c

< |

S A |

5 *{atsdchlicher” Verlauf | |

-g vom Programm

4 ermittelt
| |
| |
|-at*|
— > Zeit
t  t+at

Abb.10: Erste Schdtzung der Kriechdehnung g
zur Zeit t+at

Aus diesem Grund hat sich eine Schitzung der Kriechdehnung
éag(t+At) aus einer parabelfdrmigen Extrapolation der vor-
her ermittelten Werte nicht bew&hrt. Eine einfache lineare
Extrapolation, wie sie in der obigen Abbildung 10 angedeu-
tet ist, fllhrte zu einem besseren Konvergenzverhalten. Zu-
sdtzlich wurde untersucht, wie sich eine Vergréferung oder
Verkleinerung dieses aus einer linearen Extrapolation ge-
wonnenen Schitzwertes um einen Faktor a auswirkt. Die
Ergebnisse sind im Diagramm y zusammengestellt} Flir a = 1,
also die lineare Extrapolation, erhdlt man einmal den




-4 -

maximal moglicher
| Zeitschritt [h]

Divergenz
1’0.. :
I E——

i
._§ '\Konvergenz
k=]
@]
08l |8
ki
2
o
06t ¢
0,5

+—e= Fqktor a
: r

]
U4
o
-_—

+

Zahl der lterationen
ﬁ bis t=20h

2001

100+

v

Daten:

r=31mm
fp =3,5 mm
p,=85 at
Incoloy 800
W, =700C

lineare Extrapolation

+—e=[qkto
: Faktor a
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Diagramm 4 :Einflup der Extrapolation auf die zuldssige
Maximallénge des Zeitschritts At und auf die
Gesamtzahl der Iterationen (SPAR-Rechenprogr.)
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gréoften Zeitschritt at , der noch zu einer Konvergenz
fihrt, zum anderen eine minimale Zahl der Iterationen.
D%rch Anpassen von Funktionen an mehrere Werte %F(t’)’
q;(&),“_.A mit Hilfe einer Methode kleinster Fehlerqua-
drate lieRen sich zwar grunds&tzlich noch bessere Extra-
polationen gewinnen, der Aufwand hierfiir wdre jedoch zu
grof, da diese Anpassungen in jedem Zeitschritt flir radia-
le, axiale und tangentiale Kriechdehnungen eines jeden
Raumpunktes durchzufiihren wiren.

Wegen der Konvergenzschwierigkeiten kann das Zeitinter-
vall at nicht beliebig grof gewdhlt werden. Im SPAR-Rechen-

programm wird es liber die empirisch gewonnene Formel

!

b
at = P 6;,]“,, (18)

max

k,n : Nortonparameter
b' : Faktor (1...4)
(Norton'sches Kriechgesetz s.G1l.4)

bestimmt. Dabei stellt der Faktor a' anschaulich das Ver-
. C

h&ltnis von Kriechdehnung A,% al und elastischer Dehnung

dar.

Die MOglichkeit des Rechenprogramms SPAR sollen hier im ein-
zelnen nicht aufgezihlt werden, da wie schon in der Ein-
leitung erwdhnt wurde, eine Beschreibung aller im Rahmen
dieser Arbeit entstandenen Rechenprogramme an anderer Stel-

le geplant ist.

Zusammenfassend kann gesagt werden, daBl alle wdhrend des
Reaktorbetriebs auftretenden Belastungen auf die Hille in
beliebiger zeitlicher Folge ebenso berilicksichtigt werden

wie physikalische Effekte. Dies gilt z.B. flr Wandstirke-
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schwdchungen durch duBere Korrosion oder durch innere
chemische Wechselwirkung sowie fir Kriech-Schwell- oder
plastische Vorginge. Es soll noch einmal hervorgehoben wer-
den, daf® hinsichtlich der Kriechgesetze keine Restriktionen
gelten, so daBk auch anisotrope Kriechgesetze bericksich-

tigt werden k®nnen, die im Kapitel 3.4.1 entwickelt werden.

3.3.2 Theoretische und numerische L&sung flr ortsabhin-
gige, anisotrope elastische Konstanten

Zur L®sung der Spannungs- und Dehnungsverteilungen unter
Berlcksichtigung von ortsabhingigen, anisotropen elasti-
schen Konstanten sowie den fir das Hlllrohrverhalten wich-
tigen Kriech-, Schwell- und plastischen Vorgingen wurde
folgender Polynomansatz flir die radiale Verschiebung ge-
wihlt:

m#2 (m,+<-1)
u(ry=) @ (19)
=1
m : Zahl der Stltzstellen
my o frei widhlbarer Exponent

Durch die Wahl dieses Ansatzes wird sichergestellt, daB
sowohl die Randbedingungen als auch die Gleichgewichtsbe-
dingungen an jeder Stiitzstelle 1 erfiillt sind. Mit diesem
Ansatz erhidlt man flir die Dehnungen:

du nre (my+(-2)

&y () ='&:j =ZZ: a[(ny+d-4)'r (20a)
A=
m+2 ( . 2)

) u i m, +L -

GtCT) f '2{? a; r ! (20b)
41

fa(T) = konst = a (20c)

m+3
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Die unbekannten Koeffizienten a; miissen aus Gleichgewichts-,
Rand- und Vertridglichskeitsbedingungen sowie den Spannungs-
dehnungsbeziehungen ermittelt werden:

-~ *
_ - 4 21
G (mt) = By ()& (mt) | (a0
mit
% c $
5-(fr,t)=§-(fr,z)~ﬁ(fct)*é;(wt)ﬁ,('f,t)+€,~P(T.f)} (22)

Der allgemeine anisotrope Elastizitltstensor E weist

36 unabhingige elastische Konstanten auf. Unter gewissen
Voraussetzungen»ist_def Elastizit&dtstensor symmetrisch,

so daB sich die)Zahl der elastigshen Konstanten von 36

auf 21 reduziert /Leipholz, 59/. Diese Zahl ist fir prakti-
sche Rechnungen viel zu hoch, so da® nur Spezialfdlle von
geschichteten Anisotropien betrachtet werden konnen, wie
sie in der Abbildung 11 dargestellt sind.

tangentiale | radiale Schichtung

Abb.11: Tangentiale und radiale Schichtung
in einem Kreiszylinderrohr

(1) Dies gilt flir den allgemeinen ftall eines mehrdimen-
sionalen Spannungs-und Verzerrungszustandes.FUr den vor-
liegenden Fall werden 6 unabhingige elastische Konstanten
benstigt.
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Fir radiale und tangentiale Schichtung gilt /Zienkie-

wicz, 60/:

1._w.__.-_.

E (")

i‘an -_\)2_ <~r}
\ Ez ()

-Va(r)
E, (+)

-~

__?far) 0(1’17
[ () = o, V'

&,
__rad agm}:
[o(v) = o,
d oA,

-

1
E, ()
yad -V, (,,.)
<’f‘
E E £, (r)
V()
E, (r)

analog gilt fir die Wdrmedehnungen

-V, ()
E,(r)

E,’ (7)

-V, (r)
E,(v)

- Vo ()
E, (7)

- ()
El(’f)

=V (7)
E,(r)

E ()
(23)

-V, (1)
E, (v)

-y ()

E, ()

E ()

(24a)

(24b)

¥ o : lineare Wirmeausdehnungskoeffizienten

1. IZ

: normierte Temperatur
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Diese Ausdriicke sowie die iUbrigen Dehnungsterme werden

ebenfalls in Polynome entwickelt:

ey (p=7)
IJ‘ (’)") :Z CJ'.‘PZ A (25)
/oz:’f

¢ 5 P < (ps-1)
5(}' ('7')1“6;'(’7‘) 1“‘6'(7') =Z dJ.;/o'& T (26)
P

Die elastischen Konstanten werden zweckmiBigerweise folgen-

dermafen entwickelt:

Mq
(/O't“ 7)
fo(r) Z b p T (27)
e
mit
/ (£, Es3 ~ 563, ) /D
/ | \‘\
/ <E13 E2.3 - Ep 633) /D
/ x
| l‘:
- (s €56/ D |
e () (28
o ’{ (En s - Ei3E3) /D i )
l
|
(13 80 - € 63) /D
/
J
( E3 630 ~ & E33)/D /
p Dl

frei widhlbar
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Im isotropen Fall reduzieren sich die 6 voneinander unab-

hingigen Funktionen £ wieder auf zwei Funktionen:

/)
1o = fs =fe | (29b)

W

7f4 ) 125 (29a)

Nach Einsetzen aller Polynome in die Spannungs-Dehnungs-
beziehungen (18) erhidlt man

{1 fL Pj
G =4 fe b &fﬂj'(a.b,c,d.rf) (30)
f3 fs {6

Die Koeffizienten b und c¢ konnen direkt aus Werkstoffda-
ten und der Tempefaturverteilung nach der Methode kleinster
Fehlerquadrate angepaft werden. Die Koeffizienten d der
ibrigen Dehnungsterme missen aus den geschitzten Vertei-
lungen ermittelt und wdhrend des Iterationsprozesses wegen
der Spannungsabhidngigkeit stets neu bestimmt werden. Bis

auf die Koeffizienten a sind damit alle Koeffizienten be-
kannt: '

(3;, : Gd (Q"Y"f + bekannte Gréﬂen) (30')

Die Gleichgewichtsbedingung:

o G Gy - 6r

KB - 0 (6)
adr ‘+ ‘ s

mupl fir alle m Stiltzstellen gelten und liefert m Be-
stimmungsgleichungen fir die Koeffizienten aj. Die Randbe-
dingungen (13) liefern die fehlenden 3 Gleichungen, so daB

m + 3 Gleichungen zur Bestimmung der Koeffizienten a; vor-
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liegen. Aus den gew#dhlten Ans8tzen ergibt sich, daB dieses

Gleichungssystem linear ist:

q,k, ar = By (< k1.me3) (31)
Die formelmdfRige Beschreibung der Gleichungsmatrix C so-
wie des Vektors B Dbei beliebig widhlbaren Exponenten my
bis my die die Genauigkeit der Anpassungen bestimmen, er-
folgte durch ein spezielles FORMAC-Programm /61/, das im An-
hang 2 in einem FluRdiagramm nidher beschrieben ist. Der gro-
Be Vorteil der FORMAC-Sprache besteht in der M6glichkeit,
algebraische Ausdrilicke formelmiRig zu behandeln, wobei als
Operationen Addition, Subtraktion, Multiplikation, Divi-
sion, Potenzierung sowie die Differentiation mdglich sind.
Neben diesen Grundoperationen stehen Befehle zum Aufl&sen
von Klammerausdriicken, zur Bestimmung eines Koeffizienten

sowie zur Substitution von GrdBen zur Verflgung.

Mit Hilfe des FORMAC-Rechenprogramms wurden die formelmi-
Bigen Ausdrick CikJ sowie By bereits auf Datenkarten ge-
stanzt, die ein Unterprogramm zur LOsung der Gleichungen
(30) bilden. Der Aufbau des gesamten Rechenprogramms zur
Ermittlung von Spannungs- und Dehnungsbeziehungen erfolgte
analog zum SPAR-Rechenprogramm.

3.4 Kriechdehnungen infolge isotroper oder
anisotroper Werkstoffeigenschaften

In den bisherigen Betrachtungen wurden die Kriechdehnungen
stillschweigend als bekannt vorausgesetzt. Sie wurden in

der Beziehung zwischen Dehnung und Spannung (Gl.5) ortsab-
hingig eingefilhrt und sollen im folgenden flr isotrope und
anisotrope Werkstoffeigenschaften formelméfig beschrieben
werden., Dabei zeigt sich am Beispiel von gewalztem Aluminium

oder Stahl, daf das Kriechverhalten in sehr viel stédrkerem
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Ma e als das elastische Verhalten von Anisotropien beein-
fluRt wird: so k¥nnen die elastischen Eigenschaften in die-
sen Materialien entlang oder senkrecht zur Walzrichtung fast
gleich sein, die Kriechgeschwindigkeiten sich jedoch um

den Faktor 2 - 3 unterscheiden /Rabotnov, 32, S.269ff./.
Neben dieser durch den Walzvorgang bedingten Anisotropie
(Walztextur), die sich eventuell durch eine entsprechende
Wdrmebehandlung beseitigen lieBe, gibt es wéitere Ursachen
flir Anisotropien. Genannt seien die Dehnungsverfestigung
durch Kriechvorginge und die Bildung von Texturen wihrend
der Einsatzzeit.

Ein sehr typisches Beispiel filir Anisotropie des Werkstoff-
verhaltens ist die Zirkoniumlegierung Zircaloy, die in
Leichtwasserreaktoren als Hlllwerkstoff verwendet wird.
Neben einer Abhingigkeit der Werkstoffeigenschaften von

der Kristallorientierung des hexagonalen Gitters spielen
Zirkonhydridausscheidungen, die sich in Form von Nadeln

in das CGeflige einlagern und so Ausscheidungstexturen mit
Vorzugsorientierung bilden, eine groRe Rolle. Da freier
Wasserstoff widhrend des Reaktorbetriebs durch Korrosions-
reaktionen und durch radiolytische Zersetzung des Wassers
stets vorhanden ist, also als Quelle zur Verfligung steht,
kdnnen widhrend der Einsatzzeit Hydride verstidrkt in bevor-
zugten Richtungen ausgeschieden werden, so daB die Anisotro-
pie allmidhlich vergrdRert wird. Dies um so mehr, als eine
durch Strahlenschiddigung erhShte Defektkonzentration die
Wasserstoffaufnahme beglinstigt /62/. Zusidtzlich werden auch
lokale Aufhydrierungen beobachtet, die sehr hlufig den De-
fekt eines Zircaloy-HUllrohrs zur Folge haben. Das Diagramm
5, das einer Arbeit von Stehle /63%/ entnommen ist, zeigt,
wie stark Kriecheigenschaften von Zircaloy U4 (s.Tabelle 2)
unterschiedlicher Textur differieren kdnnen. Eine tangen-
tiale Kriechdehnung von Qﬁzo,ﬂ % kann bei tangentialer
Hydridorientierung nach wenigen Stunden, bei radialer Orien-

tierung erst nach mehreren hundert Stunden erreicht werden,
so daB sowohl bei Spezifikationen von Zircaloy-Hilllronren



als auch bel der Ermittlung von Spannungs- und Dehnungsver-
teilungen die Lage der Hydridorientierung stets zu berlick-

sichtigen ist.

€. [%]
!
1,5 .
@ /J=400"C
= 6,15 kp/mm?
1,04 |8
£
O
(¥5]
o
5
0,54
L radiale Schichtung
U T T — ;_2 ot h
° 50 100 150 200 eitlh]

Diagramm 5: Die tangentiale Dehnung & verschiedener
Zircaloy-4 Hillrohre unter Innendruck
(nach Stehle /63%/)

3.4.1 Theoretische Beschreibung von anisotropem
Kriechverhalten

Da isotrobes Verhalten stets als Grenzfall von anisotropem
Verhalten angesehen werden muf, soll zundchst das anisotro-
pe Kriechverhalten behandelt werden. Trotz der groRen Bedeu-
tung der Frage, wie die Kriechverformung einer Zircaloy-
Hlille von Leichtwasserreaktoren (DWR, SWR) beschrieben wer-
den kann, findet sich hierzu in der Literatur keine L&sung.

Vorausgesetzt sel die Existenz eines Kriechpotentials 0
fiir die Kriechgeschwindigkeit ¢° (kartesisches Koordinaten-
system):

¢ *jiﬁé__ (32)

<, "
<f @GLC/
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Analog zur Invariantentheorie von Odgqvist /30, S.28ff./ wird
angenommen /Rabotnov 32, S.297/, da® das Kriechpotential @
nur von einer quadratischen Invariante S abhéngt, die

aus Komponenten des Spannungstensors G@: und des Aniso-
troplietensors Aijkl geblldet wird:

A . G.G (33)

\S 4‘Jk(. "J ke

Der Anisotropietensor habe folgende Symmetrieeigenschaf-
ten:

A (34)

kttf}'

Ac’g’kc i Aja.‘k( ) A/thk i}
Weiterhin sei postuliert, daf beim Kriechen das Volumen
konstant bleibe:

£ = 0 (35)

(X2

Damit lautet die Hauptgleichung fir einen mehraxialen
Spannungszustand unter Berilcksichtigung von anisotropem
Werkstoffverhalten /Rabotnov, 32; Schroeder und Holi-
cky, 64/

e !
¢ PlS) 2 A &, (36)

Unter Berlicksichtigung der Symmetrieeigenschaften des An-
isotropiesensors erhdlt man ganz analog zum elastischen

Fall 21 Anisotropiekoeffizienten, die sich infolge der Be-
dingung ( é;l=0 ) um 6 reduzieren. Man erkennt sofort, daR
die Anwendung der Gleichung (3) wegen der grofen Zahl der
unabhéngigen Konstanten nur auf sehr spezielle Probleme mdg-
lich ist.
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J.Schroeder und M.H.Holicky /64/ gehen davon aus, daB die
Hauptachsen der Anisotropie mit den Hauptachsen des Hill-
rohrs, also der radialen tangentialen und axialen Koordi-
nate zusamménfallen. Durch diesAnnahme reduziert sich die
Zahl der voneinander unabhingigen Komponenten des Aniso-

tropietensors Aijkl auf 3, von denen eine willklrlich fest-
gesetzt werden kann. Aus Hauptgleichung schlagen die Auto-

ren folgendes Kriechgesetz vor:

e n-1
€57 kG A Su (37)
mit
S
&, 7 0
s :6.-Lg. d. (Spannungsdeviator)
Y 3 Uy

Die GrdRe O, wird als effektive Vergleichsspannung bezeich-

net und ist in folgender Weise definiert:

4
2

G = (38)

v (AQkLQ;(aL)

Damit wird die tangentiale und axiale Kriechgeschwindigkeit

eines Kreiszylinderrohrs folgendermaBen beschrieben:

X n-1 QZ
& = k6, (2,6 - — Ga) (39)
1 Qa,

kG, (6, - 26

R

2
0o, =V Ca +a,’6”t2—a?_GQGt (38")

ag, ay: Anisotropiefaktoren
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Obwohl in den Gleichungen (39) eine ganze Reihe von Speziali-
sierungen enthalten sind, verletzen sie immer noch die stes
zu stellende Forderung nach milichster Einfachheit der
Kriechgesetze. Eine Anpassung der 4 freien Parameter in
Gleichung (39) an mehraxiale Kriechversuche ist auRerordent-
lich schwierig. So gelingt es den Autoren in einer weiteren
Arbeit /Holicky, Schroeder, 65/ nur nach einer willkirli-
chen Festsetzung des Parameters n , gewisse Bereiche fiir
die beiden Anisotropiefaktoren‘anzugeben. Da der Parameter n
fir Ziroaloy—Legierungen sehr stark'spannungsabhéngig ist
und die Bereiche flir ay und a, nur sehr grob abgegrenzt wer-
den k&nnen, lassen sich mit diesen Ans&dtzen aus Angaben

zur Textur noch keine Rilckschliisse auf das mehraxiale
Kriechverhalten eines Zircaloy-Hlllrohrs ziehen. Fir den
praktischen Fall heift das, daR die Gleichungen (39) nicht

angewendet werden k&nnein.

Die folgenden Uberlegungen, die diese Schwierigkeiten be-
seitigen, filhren zu einer Beschreibung, wie sie zum Teil
bereits Rabotnov /32/ vorgeschlagen hat. Gegegeben sei ein
Ausschnitt aus einem rotationssymmetrischen Rohr, in dem
sowohl radial als auch tangential geschichtete Texturen
vorliegen. Betrachtet man eine Drehung des Koordinatensy-
stems um die axiale Richtung, dann bleiben die axiale Span-
nung und die Invarianten des ebenen Spannungstensors kon-
stant. Die quadratische Invariante S muf damit zwangs-
l8ufig folgende Form haben:

2 2
S <A G +A;5a(6,46;) +A5 (6, +6,) +ALGGy (10)

A;: Anisotropiefaktoren
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Aus der Gleichung (36) erhilt man mit der Bedingung der
Volumenkonstanz (35) zwel Gleichungen

(41)
UAB + AM + A2 = 0
Normiert man die Invariante S so, daR sie im Fall der
reinen axialen Belastung mit der quadratischen Invariante
des Spannungsdeviators sij im isotropen Material iliberein-
stimmt, dann wird

Setzt man
2 -k
As= 73 (43)
dann erhdlt man flir die Kriechdehnungen é;
€ =2 Bes) fl2-)G, + (x-) 6 - 6, ] (44a)
.c 2_ ¢ ) _ )
£'s 5 () {(x-1)6, +(2-2) 6a | (Llb)
&L g(s)| -& -6, +26, } (4lic)
a 3 ¥ ¢ a
mit
2 2 2 ol 2 4 - .5 2
S =0,+6, +6, - =5 (6, -6) - 3(6,+73+5) (45)




Entsprechend der Normierung der Gleichung (42) wird das
Potential @ aus der Forderung bestimmt, daB® bei reiner
axialer Belastung die Kriechgeschwindigkeit df mit einem
einaxialen Kriechgesetz identisch werden muR. Fir das

Norton'sche Kriechgesetz erhdlt man:

n-1
2

qbl(s)“i?-k(—g—S) (46)

Fir o« = 0 stellen die Gleichungen (U44) und (U46) den iso-
tropen Fall dar und sind mit der Invariantentheorie von
Odqvist /30, S.28ff./ identisch.

Der isotrope Fall 14Bt sich auch von einem anderen Ausgangs-
punkt aus herleiten. Es sei‘angenommen, daB® sich der 3-axi-
ale Spannungszustand durch einen einaxialen Vergleichsspan-
nungszustand reprisentieren 14Rt. Dann gilt fir die Ver-
gleichskriechdehnung 5§jim Fall des Norton'schen Kriechge-
setzes

€= ket (47)

Nimmt man an, daf die Vergleichsspannung G} durch die

Mises'sche Vergleichsépannung

1

1 z 2
Gv:—TZ:V(Gt'G*)Z‘“(GT"Ga)*(6;‘6'@) (48)

gegeben ist, dann 14Rt sich mit Hilfe der Sdderberg'schen

Beziehung
.
e & 1 |
&t {6, -+ (6,+6)] (49a)
' C
[ EV ‘i
6l - Ee {6 5 (646l (49b)

b - {0 - 7 (606 ] (49¢)
v



- 56 -

wiederum der isotope Fall herleiten. Die Gleichungen (46)
stellen damit auf der Grundlage einer Vergleichsspannung
vom Mises'schen Typ eine Erweiterung auf einen anisotropen
Fall'dar. Ihre Verwendbarkeit wird im nichsten Kapitel be-

wiesen.

3.5 Ergebnisse zur Rotationssymmetrie

Am Spezialfall der Rotationssymmetrie, der durch die bisher
beschriebenen Methoden erfaft wird, kbnnen eine Reihe von
prinzipiellen Untersuchungen zum Brennstabverhalten durch-
gefihrt werden, von denen in dieser Arbeit folgende Pro-

bleme behandelt werden:

1. Spannungsabbau bzw. Spannungsumlagerung infolge von
Kriechvorgingen

2. Dehnungsermidung durch thermische Wechselbeanspruchung

3. Auswirkung von Reaktionszonen infolge chemischer
Wechselwirkung zwischen HiUlle und Brennstoff

4, EinfluR der Ortsabhidngigkeit der elastischen Konstanten

5. Einfluf der Anisotropie der Werkstoffeigenschaften.

Zuvor seil jedoch eine prinzipielle Bemerkung zur Darstel-
lung dieser Ergebnisse gemacht. Stellt man alle EinfluBgrdfen
zusammen, die sich aus der Geometrie, der Belastung, der
Temperaturverteilung, des Korrosionsabtrags, der Werkstoff-
eigenschaften (insbesondere der Vielzahl der mdglichen
Kriechgesetze) sowie Art und Linge der Zyklendauer ergeben,
dann erh#dlt man eine so hohe Zahl von freien Parametern,
daB allgemeine Darstellungen (z.B. in Form von Nomogrammen)
nicht méglich sind. Untersuchungen am Brennstab haben also
stets exemplarischen Charakter. Gleichwohl sind sie fir
einen bestimmten Brennstabtyp, flir den Geometrie und Werk-
stoff in der Regel weitgehend festliegen, doch in gewissem

Sinn allgemeingliltig.
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3.5.1 Spannungsabbau und Spannungsumlagerung infolge
von Kriechvorgingen

Das erste Ph#nomen, das mit dem SPAR-Rechenprogramm unter-
sucht wurde, ist der Spannungsabbau bzw. die Spannungsum-
lagerung infolge von Kriechvorgingen. Den verschiedenen
Umlagerungsprozessen ist gemeinsam, daR sich nach endlicher
Zeit praktisch eine Gleichgewichtsverteilung der Spannung
einstellt. Die Zeit bis zur Erreichung dieses Gleichgewichts
wird vom Kriechgesetz und der Art der Belastung bestimmt.
Beispiele hierzu sind im Kapitel 3.5.4 und 4.3.4 darge-
stellt.

3.5.2 Dehnungsermiidung durch thermische Wechselbean-
spruchung

Kriechdehnungen k&nnen bei der thermischen Wechselbeanspru-
chung eines Lastfolgebetriebs zu Werkstoffschiddigungen
fiilhren. Dieses Problem der Dehnungsermidung wurde gemeinsam
mit Schnabel /66/ (Studienarbeit) mit Hilfe einer Beziehung
von Coffin /67/ und Manson /68/ untersucht. Die Autoren
Coffin und Manson geben folgenden Zusammenhang zwischen der
Bruchzyklenzahl und der in einem Zyklus bleibenden Deh-

bl
nung A%w( an:
n ' bl
= (50)
NB A 8zyk( C

n', C: von Temperatur und Material abhingige Konstanten.

In der gemeinsamen Untersuchung mit Schnabel konnte gezeigt
werden, daB die Bruchzyklenzahl unter realistischen Betriebs-
bedingungen hdher als die Betriebszyklenzahl ist, so dah
keine Schiddigung der Hiille durch Dehnungsermiidung zu erwar-
ten ist. Diese Aussage stimmt mit experimentellen Untersu-
chungen von ABmann und Steinberg /69/ Uberein, gilt aller-

dings nur fir kreisrunde Rohre, die keine Falten aufweisen.
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3.5.3 Auswirkungen von Reaktionszonen infolge chemischer
Wechselwirkung zwischen Hiille und Brennstoff '

Die Auswirkungen von Reaktionszonen infolge chemischer Wech-
selwirkung zwischen Hiille und Brennstoff stellen flr den
SNR-Brennstab deshalb ein gravierendes Problem dar, weil

die Belastungen der Hlille durch Innendruck sowie durch den
FestkSrperdruck, der von Schwellvorgidngen im Brennstoff her-
riihrt, gerade dann am groRten ist, wenn die HUlle an Innen-
und AuBenselite geschwicht ist, ndmlich am Ende der Einsatz-
zelt. Da die chemische Wechselwirkung in quantitativer Hin-
sicht noch nicht vollstidndig geklirt ist, wurden filir diese
Untersuchung zwei Annahmen gemacht:

1. Vertriglichkeitsphinomene werden durch eine fiktive
Schwdchung der Hiille von innen erfaft.
Diese Annahme erschien verniinftig, weil nicht angenommen
werden kann, daB die Reaktionsschicht stdndig mit der
Hiille verbunden bleibt. Vermutlich 18sen sichbei zykli-
schem Betrieb einzelne Reaktionsschichten ab.

2. FEine mechanische Wechselwirkung resultiert allein aus
einem linear ansteigenden Innendruck. Dabeil kann angenom-
men werden, daR der Schwelldruck durch einen fiktiven
Innendruck erfaft wird, widhrend Reibungsdruck vernach-
l4ssigt wird.

Die Parameter der durchgefilhrten Rechnungen k&nnen der Ta-
belle 3 entnommen werden, die Auswahl der Kriechparameter im
bestrahlten Zustand (Norton'sches Kriechgesetz) erfolgte

nach einer Arbeit von CloR und Laue /70/ sowie einer weiteren
Arbeit von Laue, CloR, Guyette /T71/. Um ihren EinfluB ab-
schédtzen zu konnen, wurde der n-Wert um + 10 %, der k-Wert

um den Faktor 0,1 bzw. 10 variiert. Der im Diagramm 6 ein-
gezelichnete Fehlerbalken bezieht sich auf diese angenommene
Unsicherheit.
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Wie erwartet, ist der EinfluR der inneren "Xorrosion"
wegen des extrem nichtlinearen Zusammenhangs zwischen
Kriechgeschwindigkeit und Spannung sehr hoch. Zum besseren
Verstédndnis der folgenden Diagramme sei in der Abb.12

noch einmal graphisch angegeben, wie sich Belastung und
Wandstédrke nach der Annahme 1 und 2 mit der Zeit &ndern.

ptHatl

A
100
804 untersuchte
60 Falle
404

I
—l = 7 eit [h]

18000

dWandstdrke in kaltem Zustand [mm)]

0,4 4

0,25 1
|

L e 7 eit [h]
18000

Abb.12: Flir die Untersuchung der inneren "Korrosion"
angenommene Abhidngigkeit des Innendrucks p; und
der Wandstirke von der Zeit

Im Diagramm 6 ist die prozentuale radiale Verschiebung,
bezogen auf den Radius, im Fall von innerer "Korrosion"

dem Fall der konstanten Wandstidrke gegenlibergestellt. Dabei
ist die Aufweitung zur Zeit t = O liberwiegend auf thermi-
sche Dehnung zurtickzufilhren. Die 2 Kurven fiir 100 at seien
herausgegriffen: wihrend ohne Wandstirkenverminderung nach
18 000 h der heife AuRenradius infolge Kriechvorgangen um
ca. 3um zugenommen hat, wird der gleiche Effekt unter Be-
rliicksichtigung von innerer Korrosion bereits nach ca.

1% 500 h erreicht. Nach 18 000 h erhidlt man fir diesen Fall
eine Aufweitung durch Kriechvorginge von 32 um oder die im
Diagramm 6 dargestellte Vergr8ferung der prozentualen ra-
dialen Verschiebung von ca. 1,3 % auf 2,2 %.
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[%]
A radiale |
Verschiebung u lﬁ
(r=r,) g
2
i
2 - I
ohne innere “Korrosion” ;
|
|
1,51 | Enddrucklat]
! 100
80
1 40
1 L I T T L :Zelt [h]
10000 18000
[%] -
f radiale "E
Verschiebung u |N
(r=ry) 2
[
s
21 W o 100
mit innerer "Korrosion
JI Enddruck(at]
1,51 80
|
"’I 40

10000 18000

Diagramm 6: EinfluB der inneren "Korrosion" auf die prozen-
tuale radiale Verschiebung. Die Fehlerbalken
an der Kurve fir 80 at beziehen sich auf die
im Text angegebenen Unsicherheiten der Kriech-
parameter (SPAR-Rechenprogramm, verwendete Daten
siehe Tabelle 3).
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¥%
[Of] 98—8“' 100
t

100+—, +- !
£, :tang. Dehnung mit innerer “Korrosion”

/

e

50

T“z - - o
0 40 60 80 100 Enddruck{at]

Diagramm 7: EinfluR® der inneren "Korrosion" auf die tan-
gentiale Dehnung & bei der Einsatzzeit

t = 18 000 h (SPAR-Rechenprogramm, verwen-
dete Daten siehe Tabelle 3)

C
) E

C
t

15 ~

e

10

5 Efcz tang. Kriechdehnung mit
innerer "' Korrosion”

\

0 40 60 80 100 Enddrucklat]

Diagramm 8: Einfluf der inneren "Korrosion" auf die tan-
gentiale Kriechdehnung &; bei der Einsatz-

zeit t = 18 000 h (SPAR-Rechenprogramm, ver-
wendete Daten siehe Tabelle 3)
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Im Diagramm 7 sind die Verformungen am Ende der Einsatz-
zelt dargestellt. Man erkennt, daf der EinfluR der inneren
"Korrosion" auf die Gesamtdehnung erst ab ca. 60 at ins
Gewicht f4811t, eine Tatsache, die mit der nichtlinearen
Abhdngigkeit der Kriechgeschwindigkeit von der Spannung

zusammenhingt .

Im Diagramm 8 ist das Verhdltnis der Kriechdehnungen von
geschwidchter zu ungeschwidchter Hlille am Ende der Einsatz
zelt aufgetragen. Man erkennt eine Erhdhung der Kriechdeh-
nung um eine Grdfenordnung. Berlicksichtigt man die durch
Strahlenschidden bedingte starke Abnahme der Duktilitit
austenitischer Stidhle am Ende der Einsatzzeit, dann kann
diese Erhthung der Kriechdehnung zum Bruch flhren, so daB
das Problem der chemischen Wechselwirkung filir SNR-Stébe
durchaus standzeitbestimmend ist.

AbschlieBend soll noch einmal betont werden, daR fiir diese
Unfersuchung des bisher noch nicht behandelten Problems
reprisentative Daten des natriumgekilhlten schnellen Brut-
reaktors verwendet wurde. Den Ergebnissen muB also allge-
meine Bedeutung zugesprochen werden.

3.5.4 EinfluR der Ortsabhidngigkeit der elastischen
Konstanten

Der EinfluR der Ortsabhidngigkeit der elastischen Konstanten
wurde an einem Incoloy-HiUllrohr (siehe Anhang 1) lberpriift.
Diesen Betrachtungen wurde eine realistische Hlillrohrgeome-
trie mit einer mittleren Temperatur von 700°C und einem
konstanten Innendurck von 85 at zugrunde gelegt. Als Kriech-

gesetz wurde das Norton-Gesetz mit konstanten Parametern

n = 7,1
k = 0,25 » 1077
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gewdhlt. Da die elastischen Konstanten temperaturabhin-
gig sind, wurden die mittleren Werte

15 000 kp/mm°
0,382

(700°C)
(

E
v (70000)

jeweils um + 10 % variiert, eine Annahme, die Uber der

vom Temperaturgradienten AVorad her zu erwartenden Diffe-
renz liegt. Schon eine ortsunabhingige Rechnung mit den
jeweils unglnstigsten Fidllen zeigt, daf die Unterschiede
in den elastischen Anfangsdehnungen so gering sind, daR
keine merkbare Beeinflussung der Geometrie und damit der

Kriechaufweitung erfolgt.

Die Rechnung mit ortsabhingigen elastischen Konstanten nach
der im Kapitel 3.3.2 entwickelten Theorie, die auf Poly-
nomapproximationen basiert und eine N&dherungsl&sung dar-
stellt, bestidtigte diese Aussage. Im Diagramm 9 ist die Ver-
teilung der tangentialen Spannung zur Zeit t = O flr ver-
schiedene Ortsabhingigkeiten der elastischen Konstanten
(siehe unteres Bild) dargestellt. Es ergaben sich maximale
Unterschiede von ca. 5 %. Der Spezialfall ortsunabhingiger
elastischer Konstanten, der in der Niherungsl&sung enthal-
ten ist, flihrte zur gleichen Spannungsverteilung wie die
exakte LYsung (SPAR-Rechenprogramm).

Bei der Untersuchung der Kriechaufweitung ergeben sich je-
doch nach beiden Theorien Unterschiede (Diagramm 10), die
im wesentlichen darauf zurlickzufilhren sind, daf die Kriech-
dehnungen nur durch eine kubische Approximation angenihert
wurden. Der dadurch entstehende Fehler addiert sich in je-
dem Zeitschritt, so daB® eine zunehmende Diskrepanz mit
wachsender Aufweitung festzustellen ist. Die Diskrepansz
ist jedoch in Relation zu den stets vorhandenen Unsicher-
heiten der Kriechparameter n und Kk 2zu sehen, wobei der
Kriechexponent in den seltensten Fdllen auf + 10 % genau
bekannt ist. Eine derartige Unsicherheit des Resultats ist
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E | SPAR-Rechenprogamm
Polynomentwicklung

|
|
|
|
|

\1\ v(r),Elr)

v = [
innen auflen
) E[kp/mmzl "\T
16000'~\\v(r) ' -0,4
y -"‘-4¥ “
ey,
E /7\\ L
15000 —wa- 0,35
-
(/ Elr)
14000}/ '0,3
¥ l i [*
innen auflen

Diagramm 9 :Verteilung der tangentialen Spannung Oy

fiir konstante und ortsabhédngige elastische Konstanten
(oberes Bild).Die Ortsabhingigkeit der elastischen
Konstanten ist im unteren Bild dargestellt.
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(%] |
 radiale Verschiebung u
(r=r,)
SPAR -Rechenprogramm
5 /— s
/ 7
&
1 ./ Nortonparameter Fall:
n+10 % 7~ "| Polynomentwicklung a ET } t
A ’ isotrop
1/ Falle:a,bc b: E(r) v (r)
] ¢: anisotrop, siehe Text
v — T == Zeit h]
0 100 200 300 400

Diagramm 10 : Radiale Verschiebung u infolge von isotropen
Kriechgesetzen (verschiedene Fidlle)

j G {t=100n)

7J SPAR~Rechenprogramm
2 Polynomentwicklung
] s Falle:a, b,c
: ” |
”z’
g e
=
T~ Fall:
| aE.V .
1 isotrop
’ | b:E(r),vir)
Gt j - c:anisotrop,siehe Text
innen auflien

Diagramm 11 : Verteilung der tangentialen Spannung Oy nach
100 h (verschiedene Fidlle)
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strichpunktiert in das Diagramm 10 eingezeichnet. Man
erkennt, daB diese Abweichung gegeniliber den Diskrepanzen
beider Theorien bei weitem Uberwiegt. Dies war auch der
Grund, daf eine kubische Approximation der Xriechdehnungen

fliir ausreichend angesehen wurde.

Es stellte sich nun die Frage, ob die Berlicksichtigung der
Ortsabhéngigkeit von E wund V¥ , die zu einer anderen ela-
stischen Spannungsverteilung (t = 0) fihrt, auch eine un-
terschiedliche Kriechaufweitung zur Folge hat. Das Ergeb-
nis war, daf die Kriechaufweitung innerhalb der Zeichenge-
nauigkeit mit der Niherungsl8sung flr ortsunabhingige Kon-
stanten E und V' zusammenfdllt. Die gleiche Aussage gilt
flir radial und tangential geschichtete Anisotropien mit
Unterschieden der elastischen Konstanten in verschiedenen
Richtungen von ebenfalls + 10 %. Der Grund hierfir ist in
der Spannungsumlagerung zu suchen. Flr alle betrachteten
F4lle stellt sich bereits nach einigen Stunden eine Gleich-
gewichtsverteilung der Spannung ein, die ausschlieflich vom
Kriechen und nicht von den elastischen Eigenschaften be-
stimmt wird. Im Diagramm 11 ist diese Gleichgewichtsver-
telilung der Spannung flir mehrere Fille dargestellt

(t = 100 h). Zu dieser Zeit unterscheiden sich die Aufwei-
tungen nach den beiden Theorien bereits geringfligig, so daB
die Verteilung der tangentialen Spannung nach der exakten
Theorie wegen des konstanten Innendrucks im Mittel um

ca. 1 % héher liegt. Beriicksichtigt man jedoch, daB der
Nullpunkt der Ordinate unterdrickt wurde, dann ist die

Ubereinstimmung beider Theorien sehr befriedigend.

Diese Untersuchung flhrt zu dem sehr wichtigen Resultat,
daR das Hu11rohrverhalten ausreichend gut durch mittlere ela-
stische Konstanten beschrieben wird, auch wenn diese Kon-

stanten im allgemeinen Fall ortsabhdngig und anisotrop sind.

Dieses Ergebnis ist deshalb von Interesse, weil die exakte
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Lésung (E, V¥ ) nach dem SPAR-Rechenprogramm eine um den
Faktor 5 - 10 klUrzere Rechenzeit aufweist, als die Ndherungs-
1l86sung, die allerdings auch die Ortsabhingigkeit E(r) und

V (r) berlicksichtigen kann.

3.5.5 Einfluf der Anisotropie des Kriechens

Durch die Untersuchungen des vorangegangenen Kapitels ist
bewiesen, daf die Unterschiede der Aufweitungen von Zirca-
loy-Hlillrohren zwischen tangentialer und radialer Schich-
tung im Diagramm 5 ausschlieRlich auf die Anisotropie des

Kriechens zurlickzufilhren sind.

An diesen Messungen von Stehle /63%/ soll nun die Theorie
des anisotropen Kriechens aus Kapitel 3.4 liberprift werden.
Dies ist flr zwei Priiflinge mdglich, flr die neben der
tangentialen Dehnung €, auch ein experimentell ermittelter
Anisotropiefaktor a angegeben wurde. Uber den Zusammen-
hang zwischen Hydridorientierung und dem experimentell er-
mittelten Faktor a haben bereits Cheliotis und andere
/72/ berichtet. Dabeil ist der Faktor a durch folgende
Gleichung definiert /Stehle, 63/:

mehraxialer

[ 2 | Spannungs-

E Jltaﬁg%m n+1

n Hdllrohr
L O, ] 13
- - = aQ | (51)
: einaxiale 2

€a BeLastanq

G‘n
[ o

/’
Der Haktor (lgi)n+

zweiaxialen Spannungszustand, d.h. fir G.-0 . Stellt man

gilt streng genommen nur flr den

mit Hilfe der Gleichungen (U44), die das anisotrope Kriechen

beschreiben, das gleiche Verhiltnis wie in Gleichung (51)
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auf, dann erh&lt man unter Verwendung des Potentials nach
Gleichung (46) den Zusammenhang zwischen dem theoretischen
Anisotropiefaktor X und dem experimentell ermittelten Fak-
tor a:

/ n+1

s (52)

Den isotropen Fall erhflt man fiir a = 1 bzw. o= 0. Bei der
Auswertung der Messungen ist zwischen primdrem Kriechbe-
reich (Bereich I) und sekundirem Kriechbereich (II) zu un-
terscheiden, da Zircaloy einen ausgeprigten Primdrbereich
aufweist. Stehle /63/ schligt folgendes Kriechgesetz vor:

ke

lo e - k, (& —@‘”) - ks (53)
5?): tangentiale Anfangsdehnung
Leider sind die Parameter ki nicht angegeben, so daB die
Experimente nur flir die beiden Extremfille des ausschlieB-
lichen Prim#rkriechens und des ausschlieflichen Sekundidr-
kriechens nachgerechnet werden k&nnen. Geometrie, Bela-
stung und Kriechparameter sind in den folgenden Diagrammen
angegeben. Dabei wurde als Kriechgesetz des primidren Be-
reichs folgender Ansatz gewdhlt:

.c % ;
£ - 31 (54)
Die Funktion @'(S) wird damit

-2
3

b sy - L3

2 1
= = (55)
prdma'r 4 \/

Die Diagramme 12 und 13 zeigen die Abhdngigkeit der tan-

gentialen Dehnung Et in der Rohrmitte (mittlere Faser)




-B69 -

‘8,: (mittlere Faser)

1,01
o=-5,0 ~0,75 -0,5
-0,25
05- isotrop
0,25
/ 0,5
/ 0,75

Kriechgesetz vom Typ:Norton
=Zeit[h]

100 200

3
|

J f/x=-5 , -0,75
-0,5
-0,25
isotrop
- 0,25
0,5
0,75

0,5

Kriechgesetz vom Typ: t%

: i it h
100 S50 Zetihl

Diagramm 12 und 13 : Einflup des Anisotropiefaktors a auf
die tangentiale Dehnung e, (primédres
und sekund&res Kriechgese%z,siehe
Tabelle 4)
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Melwerte
®
. ® Probe SO a=90 =x=-79
Typ:Nort - :
‘yp orton aAProbe G6 a=0,7=zx=+0,2
a:gemessener Anisotropiefaktor
PS ol.theoretischer — -

Tinnere Faser e
mittlere Faser Typ:t3
A 4_Typ:Norton

Diagramm 14 : Vergleich der im Kapitel 3.4 dargestellten Theorie mit den
experimentellen Werten von Stehle /63/ (Daten siche Tabelie 4 )

_OL_.
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vom Anisotropiefaktor o . Es ist zu erkennen, daB die
Theorie den gemessenen Bereich von & flr Proben unter-

schiedlicher Hydridorientierung erkliren kann.

Den Vergleich der Messungen an den Proben SO (experimen-
tell bestimmter Anisotropiefaktor a = 90 2 & = -7.9) und

G6 (a = 0,7 2 A= 0,2) gibt das Diagramm 14 wieder. Be-
ricksichtigt man, da® die beiden Kriechgesetze nur Grenz-
werte darstellen, dann ist die Ubereinstimmung von Theorie
und Experiment voll befriedigend. DaB die Auswertung der
Messung an der Probe SO nach dem priméren Kriechgesetz ab
&= 0,5 % sehr stark abweicht, liegt daran, daf beil die-
sen Dehnungen bereits der Ubergang vom primiren zum sekundid-
ren Bereich stattfindet. Schon diese beiden Auswertungen
zeigen, daR das anisotrope Kriechen von Zircaloy-HlUllroh-
ren durch die Gleichungen (44) in sehr befriedigender Wei-
se beschrieben wird. Eine noch bessere Ubereinstimmung von
Theorie und Experiment ist aus der Auswertung des Kriech-
gesetzes nach Gleichung (53) zu erwarten, das sowohl den pri-
miren als auch den sekundiren Bereich umfaft, flr das je-
doch - wie schon erwdhnt - keine Werkstoffparameter

vorliegen.
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L, Kriechverhalten von Brennstében

h,1 Allgemeine Betrachtungen

Bei der bisherigen Beurteilung der mechanischen Festigkeit
eines Brennstabs war stets Stabilitidt gegeniiber einem Ein-
beulen durch AuBendruck vorausgesetzt worden. Neben der
bekannten klassischen elastischen oder elastisch-plastischen
Instabilitidt,bei der eine kritische Last Pkrit eine Rolle
spielt, sind jedoch an einem Brennstab vor allem Instabili-
tdten infolge von Kriechvorgingen zu untersuchen. Da Kriech-
vorginge auch bel beliebig kleinen Belastungen erfolgen,
gibt es fiir diese Vorginge keine obere Grenze der Belastung.
An Stelle einer kritischen Last Pkrit wird eine kritische
Zeit bypit
die eine in der Struktur durch Krigchvorgénge hervorge-

als Funktion von der Belastung definiert, flr

rufene Deformationsgeschwindigkeit d gegen unendlich
strebt. Am Belispiel eines axial belasteten, kriechfdhi-
gen Stabs mit einer anfidnglichen Auslenkung J, sei der
Begriff der Kriechinstabilitit erliutert (Abb.13)

FD

F)

Abb.13: Axial belasteter, kriechfihiper Stab
(P < Pkrit)
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Bei gebener Last P und einer Auslenkung c% flihren Kriech-
vorginge, die durch Biegemomente hervorgerufen werden, zu
einer VergrdfRerung der Krimmung und damit der Auslenkung §.
Bel konstanter Last vergrdfern sich damit wiederum die Bie-
gemomente, so daR die Kriechvorginge beschleunigt werden.
Hierbei stellt sich bei den betrachteten Metallen, die

hohen Temperaturen ausgesetzt sind, ein charakteristischer
Verlauf der Auslenkung d in Abhingigkeit von der Zeit
heraus. Dieser Verlauf ist dadurch gekennzeichnet, daf sich
bis ca. 90 % der kritischen Zeit Crpit
nur unwesentlich &ndert, um dann sehr rasch gegen unend-

lich zu streben (Abb.1l4).
4 Auslenkung ¢

die Verformung cg(t)

|
|
|
|
|
|
|
|
|

%

w/eit t

t .
krit.
Abb.14: Charakteristischer Verlauf einer Auslenkung d (t)
im Fall einer Kriechinstabilitdt von Metallen

Der Grund fir dieses charakteristische Verhalten liegt in
der schon erwdhnten nichtlinearen Abhingigkeit der Kriech-
geschwindigkeit SC von der Spannung.

Theoretische Behandlungen von Kriechinstabilitdten lassen
sich in zwei Konzepte gliedern, die sich in der Festsetzung
der zugrunde gelegten Geometrie unterscheiden. Im ersten

Konzept wird angenommen, daB die Geometrie der zu untersu-
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chenden Struktur von vornherein fehlerbehaftet ist, wobel
gerade diese Fehler die Ursache der Kriechinstabilitdt und
damit des Versagens der Bauteile sind. Im zweiten Konzept
wird von idealen Geometrien ausgegangen, die einen stabi-
len Zustand darstellen. Diese an sich stabilen Geometrien
werden auf Auswirkungen von aufgebrachten Stérungen J& ,
Jde oder d€ untersucht. Die kritische Zeit ist dann er-
reicht, wenn diese Stdrungen zu unendlich groRen Verfor-

mungen flhren.

Das Konzept 1 entspricht sehr viel besser unseren tech-
nisch-physikalischen Vorstellungen als das zweite Konzept,
da ideale Geometrien aus Fertigungsgriinden nie vorhanden
sind. So wurde auch zur Erliuterung des Begriffs der XKriech-
instabilitdt (Abbl3.) von vornherin das Konzept 1 gewdhlt.
Im Verlaufe dieser Arbeit zeigte es sich, daR eine techni-
sche Beurteilung oder Auslegung eines Brennstabs nach dem
klassischen Instabilititskonzept (2. Konzept) nicht sinn-
voll ist, weil aus dieser Betrachtung prinzipiell keine
Analyse zeitabhingiger GroRen (z.B. der Ovalitit oder der
Dehnungen) mdglich ist. Diese Aussage wird in Arbeiten an-
derer Autoren bestidtigt, in denen ebenfalls die Brauchbar-
keit des zweiten Konzepts flir eine technische Beurteilung
bezweifelt wird /Hoff, 73; Malmberh, 74; Levi und Hoff,75/.

Trotz der angezweifelten NuUtzlichkeit des klassischen Sta-
bilitdtskonzepts flir die Untersuchungen von Kriechinstabi-
litdten wurden experimentelle Ergebnisse nach diesen Kon-
zepten ausgewertet. In den folgenden Betrachtungen soll

hierauf kurz eingegangen werden.

Jahsman und Field /76/ haben einen Vergleich zwischen expe-
rimentellen Ergebnissen der Standzeit eines Stabs unter
konstanter Endlast P mit theoretischen Ergebnissen nach
dem zweiten Konzept der Autoren Shanley /77/, Gerard /78/
sowle Rabotnov und Shesterikov /79/ durchgefilhrt. Der Un-

terschied der Theorien liegt in der Definition eines modi-
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fizierten, zeitabhingigen Elastizititsmoduls, der die Ande-
rung der Dehnung durch Kriechvorginge berlcksichtigt. Die
Autoren Jahsman und Field zeigen, daR die theoretischen
Ergebnisse verglichen mit MeBwerten durchweg kirzere Stand-
zeiten erwarten lassen. Allerdings enthalten die diskutier-
ten Messungen keine Langzeitwerte, so daf unklar bleibt,

ob die kritische Zeit von der Theorie richtig vorausgesagt
wird.,

Einen weiteren Vergleich zwischen einer Theorie nach dem
zwelten Konzept und Experimenten haben Corum /80/ sowie Howl
und Moore /81/ an Rohren unter AuRendruck durchgefihrt.

Die maximale Diskrepanz in der Standzeit ¢ zwischen

Theorie und Experiment liegt etwa beim Fakgg;tB. Dabei ist
zu berlicksichtigen, da® nur ein einziger MeRwert von Corum
unter gewissen Einschrinkungen als echter Langzeitwert an-
gesehen werden kann. Auf die Arbeit wird im Zusammenhang

mit einer eigenen Auswertung der MeRwerte im Kapitel 4.3.5.5

nédher eingegangen.

Die bisherigen Betrachtungen von Kriechinstabilititen, die
auch als Kriechbeul- oder Kriechkollapsverhalten bezeichnet
werden, bezogen sich im wesentlichen auf kriechfihige Roh-
re, die durch AuBendruck belastet sind. Aber auch bei dem
mit Brennstoff gefiillten Brennstab ist diesem Problem Auf-
merksamkeit zu schenken, da der Brennstoff ebenfalls

. kriechfihig ist und somit einen Einflu® auf das Stabilitdts-
verhalten hat. Untersuchungen zum Kriechbeulproblem des
Brennstabes sollten deshalb auch die Stitzwirkung des
Brennstoffes berlicksichtigen.

Die sehr grofe Bedeutung des Kriechbeulproblems eines Brenn-
stabs 14Bt sich am Beispiel des Brennstabs von gas- oder
dampfgekilhlten schnellen Brutreaktoren zeigen. Da HUll-
werkstoffe, Geometrien und Temperaturen aus Reaktorstrate-
gien, d.h. wirtschaftlichen oder physikalischen Studien,
grob festliegen, stellt sich bei der Konzipierung des
Brennstabs dieser Reaktortypen die Frage, ob liberhaupt eine
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Brennstabkonstruktion gefunden werden kann, die eine tech-
nisch verninftige Sicherheit gegenliber Kriechbeulkollaps
wihrend der Einsatzzeit bietet. Flr den dampfgekiihlten
schnellen Brutreaktor konnten keine technisch vertretbaren
Lésungen gefunden werden, so daBk dieser Reaktortyp letzt-
lich am Problem des Kriechbeulverhaltens gescheitert ist.
Im Kapitel 4.4.5 werden diese Fragen flUr den Brennstab des
gasgeklihlten schnellen Brutreaktors behandelt.

Bei Neubeladung einiger Druckwasserreaktoren zeigten sich
in jlngster Zeit ebenfalls Verformungen an abgebrannten
Stdben, die auf Kriechbeulphinomene zurlickzuflhren sind
(z.B. am Reaktor in Beznau, Schweiz, oder am Ginna-Reaktor
nahe Rochester, New York). Greift man auf die in der Ein-
leitung besprochene Sicherheitsfunktion der Hille als er-
ste Barriere gegen die Freisetzung der radioaktiven Spalt-
produkte zurick, dann wird unmittelbar deutlich, da® das
Kriechbeulverhalten des Brennstabs diese Sicherheitsfunk-
tion und damit die gesamte Sicherheitsphilosophie eines
Reaktors beeintrichtigen kann.

Untersuchungen zum Kriechbeulverhalten von Brennstdben wa-
ren bisher ausschlieRlich auf die Untersuchung einer Hille
konstanter Wandstidrke ohne Berlicksichtigung des Brennstoffs
beschrinkt. Zitiert seien die Arbeiten von Ellington /82/,
Sérpico /83/, Hoff et al, /84/, sowie die Arbeit von #alm-
berg /7TU/, in der die Aussagen dieser verschiedenen Theo-
rien ausfiuhrlich diskutiert werden. Da in der Praxis Aus-
legungsrechnungen im wesentlichen nach der Theorie von
Hoff et al. durchgefihrt werden, wird diese Theorie im An-
hang 3 ausfiilhrlich dargestellt. Ein Beispiel einer Ausle-
gungsrechnung nach der Hoff 'schen Theorie ist in der Refe-
renzstudie flir den 1000 MWe dampfgekihlten Brutreaktor /85/

zu finden.
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Gerade aus neutronendkonomischen Gesichtspunkten ist es je-
doch wesentlich, ob das Kriechbeulverhalten neben der schon
erwdhnten Stitzwirkung des Brennstoffs durch Lingsrippen

am HlUllrohr beeinfluhft und damit verbessert wird. Diese
Rippen dienen zur Flhrung des Kilhlmittelstroms und k&nnen
gleichzeitig als konstruktives Element die Funktion eines
Abstandshalters Ubernehmen. Sowohl zur Frage der Brenn-
stoffstlitzwirkung als auch zur Frage von Rippenrohren

sind an verschiedenen Stellen experimentelle Untersuchun-
gen durchgeflihrt worden, theoretische Beschreibungen fehlen
jedoch bisher.

b2 Untersuchung zur Auswirkung von Unsicherheiten der
Werkstoffparameter auf das Kriechbeulverhalten

Den folgenden Untersuchungen, die das Beulverhalten von
exzentrischen Rohren, Rippenrohren sowie mit Brennstoff
geflillten HlUllrohren behandeln, sollen zundchst die Ergeb-
nisse einer Untersuchung vorangestellt werden, in der ge-
zeigt wird, welche werkstoff- und herstellungsbedingten
Unsicherheiten das Kriechbeulverhalten beeinflussen. Durch
diese Betrachtungen soll geklidrt werden, welcher theoreti-
sche Aufwand angemessen ist, verglichen mit den in der Re-
alitdt stets vorhandenen werkstoffmidfRigen Unwigbarkeiten.
Dazu wurden exemplarische Untersuchungen nach der Hoff'schen
Theorie mit Daten des Werkstoffs Incoloy 800 (siehe An-
hang 1) bel 700°C durchgeflihrt. Neben Unsicherheiten der
Geometrie wurden in einer ersten Parameteruntersuchung Un-
sicherheiten der Kriechgeschwindigkeit g° erfaf®t, wie sie
etwa bel chargengleichen Proben auftreten, in einer zweiten
Untersuchung wurden langfristige Anderungen von €€ infolge
von mbglichen Werkstoffinstabilitdten berlicksichtigt. In
den folgenden zwel Diagrammen sind diese Unsicherheiten

als Annahme 1 und Annahme 2 eingetragen. Zusidtzlich wurde
durch eine Abschdtzung der Bereich abgegrenzt, in dem die
Hoff'sche Theorie ihre Gilltigkeit verliert. Dies ist bei

den Belastungen der Fall, bei denen der Kriechbeulvorgang
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zusdtzlich durch elastisch plastische Vorginge bestimmt

wird, die in der Hoff'schen Theorie nicht enthalten sind.

Die Ergebnisse dieser Untersuchung sind in den Diagrammen 15
und 16 dargestellt. Aufgetragen ist jeweils der Druck Ulber
der kritischen Zeit. Die Ergebnisse zeigen einmal, daR flr
Driicke pa<:1OO at der Beulvorgang im wesentlichen durch
Kriechvorginge bestimmt wird (dies gilt natiirlich nur fir
diesen Datenfall), zum anderen, daBa%icherheiten der Kriech-
elgenschaften erhebliche Unsicherheiten der Standzeit

Cppip ZUT Folge haben, die im Bereich von 20 000 h mehrere
GrdRenordnungen betragen kénnen. Diese Aussage gilt quali-

tativ flir alle Werkstoffe und Geometrien,

Im Diagramm 16 wurde eine lineare Einteilung der Koordina-
tenachsen gewidhlt. In dieser Darstellung werden zwel Dinge

ganz besonders deutlich:

1. Kriechversuche werden in der Regel bis zu mittleren
Zeitbereichen durchgefiihrt und enthalten in den selten-
sten FHdllen Langzeitwerte. Flr die vorliegende Unter-
suchung waren Kriechparameter aus Messungen bis zu 500 h
bekannt (gekennzeichneter Bereich "bekannte Werkstoff-
parameter"), so daR eine zeitliche Extrapolation um den
Faktor 40 vorgenommen werden muBte. Nur in ganz seltenen
Fdllen sind Kriechparameter von HUllrohrwerkstoffen
ausreichend durch Langzeitversuche belegt.

2. Die hohen Unsicherheiten in der Standzeit tkrit sind we-
gen der nichtlinearen Abhdngigkeit der Kriechgeschwin-
digkeit von der Spannung nicht gleichbedeutend mit

gleich hohen Unsicherheiten in der zuldssigen Belastung

zuldssig
P20 000 h
Zusammenhang zwischen der Belastung und der Standzeit

= 35 at + 30 %). Daraus ergibt sich flr den

am Ende der gewlnschten Betriebszeit ein quasi - asympto-
tischer Verlauf, der in der doppeltlogarithmischen Dar-
stellung des Diagramms 15 nicht sichtbar wird.
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Incoloy 800 bei 700°C (siehe auch Anhang 1)
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Die zweite Feststellung ist fir den Konstrukteur von beson-
derer Bedeutung und gilt flr Kriechinstabilit&tsprobleme
generell. Um die kritische Zeit eines Bauteils gegenliber

der geforderten Lebensdauer erheblich zu vergrdRern, ge-
niigt es in der Regel, die Belastung um wenige Prozent herab-
zusetzen. Anders ausgedriickt heift das, daR® trotz der auf
den ersten Blick immensen Unsicherheiten eine technische

Auslegung m8glich ist.

Allen theoretischen Betrachtungen missen diese von vornherein
gegebenen Unsicherheiten stets gegenlibergestellt werden, um
unndtig hohen Aufwand zu vermeiden. Fir Kriechbeulprobleme
ist dieser Gesichtspunkt besonders wichtig, weil sie noch
viel weniger allgemein geldst werden kdnnen als rotations-
symmetrische Probleme. Eine Nomogrammdarstellung erweist

sich als ausgeschlossen. Der Umfang der numerischen Rechnung
muB also auch darauf abgestimmt werden, daBk eine sehr gro-

Be Zahl von Einzelstudien an verschiedenen Werkstoffen bei
verschiedener Geometrie, Temperatur und Belastung durchge-

fiihrt werden kann.

4.3 Die numerische Sandwichmethode, eine Theorie
zum Kriechbeulverhalten von Brennstédben

In den allgemeinen Betrachtungen zum Kriechbeulverhalten von
Brennstidben wurde bereits ausgeflihrt, daR es in der Litera-
tur keine Theorie gibt, die das Kriechbeulverhalten von
Brennstdben unter Berlicksichtigung der Brennstoffstitzwir-
kung sowie von variabler Wandstirke (z.B. bei Rippenrohren)
beschreibt. AuBerdem wurde gezeigt, daR sich sowohl der theo-
retische als auch der numerische Aufwand zur Behandlung die-
ser Fragen an den stets vorhandenen werkstoff- und herstel-
lungsbedingten Unsicherheiten orientieren mufR. Im folgenden
wird eine Theorie entwickelt, die diesen Gesichtspunkten
Rechnung trigt. Insgesamt sollen folgende Punkte berlicksich-
tigt werden:
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1. Varibale Wandstirke (im einzelnen k&nnen damit erstmalig
exzentrische Geometrien, Rippenrohre und abgeflachte
Rohre untersucht werden).

2. Von der azimutalen Koordinate abhidngige Belastung
(erstmals Erfassung der Stilitzkrifte durch den Brenn-
stoff).

3. Tangentiale und radiale Temperaturgradienten (beliebiges
Temperaturfeld).

4y, Abbau der radialen Wirmespannungen durch Kriechvor-

génge.
5. Elastische und plastische Verformungen.
6. Beliebige Kriechgesetze.

7. Beliebige Anfangsgeometrie (Uber die Geometrie wéhrend
der Verformung werden keine Annahmen gemacht, der Spe-
zialfall der Rotationssymmetrie soll enthalten sein).

Da variable Wandstidrke, beliebige Geometrie und beliebige
Kriechgesetze beriicksichtigt werden, milssen analytische
Ldsungen von vornherein ausgeschlossen werden. Um den Auf-
wand der zu entwickelnden numerischen Methode mbglichst
gering zu halten, wird an Stelle der realen Struktur ein
Ersatzmodell gewdhlt. Dabei hat sich als geeignetes Modell
das Sandwichmodell erwiesen, das zundchst erliutert werden
soll,

,3.1 Unterteilung der Gesamtstruktur, Sandwichmodell

Die vorliegende Gesamtstruktur ist durch einen beliebig ge-
formten Ring gekennzeichnet, der durch AuRendruck, Innen-
druck und zusdtzliche ortsabhingige StuUtzkrifte belastet ist.
Es sel vorausgesetzt, daR keine sprunghaften Anderungen der
Wandstidrke vorliegen und da® das Verh&ltnis von Wandstdrke
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zu Krimmungsradius klein ist. AuRerdem sei vorausgesetzt,
da® flir die Mittelflidche der betrachteten beliebig geform-
ten Schale die Normalkraftverteilung N (¥ ) und die Moment-
verteilung M (¥ ) flr den elastischen Fall unter Berlcksich-
tigung von Wirmespannungen infolge radialer oder azimutaler
Temperaturgradienten bereits vorliegen. Einzelheiten die-
ser Berechnung der Schnittkridfte sind im Anhang 4 zu fin-
den.

Die Struktur wird, wie in Abbildung 15 dargestellt, in m

Elemente unterteilt.
Belastung durch Innendruck

und ortsabhdngige Brennstoffstitzwirkung

A tante Belastung
gS?Sh Aufendruck

L
\~
Element i

O Element 2

“ Element 1

/
Abb.15: Aufteilung der Struktur in m Elemente und
Belastung der Struktur

Jedes der m Elemente wird durch ein Sandwichmodell idea-
lisiert (Abb.16). Dabei wird die Mittelfliche der Struktur
durch einen Polygonzug angenihert.

Wie die Abbildung 16 zeigt, besteht das Sandwichmodell aus
drei Schichten. Die zwei &duBeren Schichten nehmen nur Mem-
branspannungen auf, die mittlere Schicht bietet zwar gegen

Scherung einen unendlich groRen Widerstand, Ubertrigt jedoch
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keine Normalkridfte. Die Spannungen in der inneren bzw.
duBeren Sandwichschale werden jeweils als konstant angenom-
men. Die GrdRen éi und §} sind geometrische Modellgrdfen,
die noch festgelegt werden milssen.

Yl

Abb.16: reale Struktur Sandwichmodell
des Elements 1 des Elements 1

Diese Festlegung der Sandwichparameter éi und §; erfolgt
wie bei Hoff /84/, der ebenfalls das Sandwichmodell verwen-

det, getrennt aus zweli Forderungen:

1. Die Verlidngerung der realen Struktur und des Sandwichmo-

dells soll bei gleicher Zugbeanspruchung gleich sein.

2. Bei gleichem Biegemoment soll die Verformung in der re-
alen Struktur und im Sandwichmodell gleich sein.

Durch die erste Forderung wird die Wandst&drke der realen
Struktur Wy unmittelbar mit der Wandstérke éi der einzelnen
Sandwichschale verknlipft:

—_ W,
mit
—_ _ W, + Wiiyg
W(: = ‘—'_—"—‘—2 - (57)
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In der Gleichung (56) gilt wie in den folgenden Betrachtun-
gen folgende Vereinbarung: quer gestrichene Grdfen mit dem
tiefgestellten Index 1 Dbedeuten mittlere Werte flr das
Element 1. Mit dem Index 1 versehene Grofen ohne Quer-

striche bezeichnen GrdRen an der Stelle des Ortsvektors ri.

Zu beachten ist, daB® auch beim Vorhandensein von radialen
Temperaturgradienten von der Voraussetzung ausgegangen wird,
daf innere und HuRere Sandwichschale gleiche Wanddicke ai
besitzen.

Aus der zweiten Forderung erh#dlt man unter Berlicksichtigung
des Norton'schen Kriechgesetzes /Rabotnov, 32, S.616,

Gl.146.3/
m

n+1
n
2n+1 ) (58)

Betrachtet man rein elastische Verformungen, dann erhdlt

man wie Hoff

Die Normalspannungen in der inneren Schicht <§L und der
HuBeren Schicht Ei“ betragen

G- —i—( N; + @d > (6oa)

t l:/: ?:.'

. 1 — /\’71,

G.Lq._ T_;:.< NL ~ ?L' ) (6ob)
mit v

" :f /Vt';

e (61a)

A g MC'/' Mo+
M, = ‘——jz——l’ (61b)
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Durch die Gleichungen (56) bis (60) werden die Eigenschaf-
ten des Sandwichmodells festgelegt. In den weiteren Ausfilih-
rungen dieser Arbeit wird die auf diesem Modell aufgebaute
Kriechbeultheorie am Spezialfall eines Rohrs konstanter
Wandstirke mit einer genaueren Theorie flr eine Vollwandscha-
le /Malmberg, 74/ verglichen. Durch diesen Vergleich wird
das Sandwichmodell voll bestétigt, wie in Kapitel 4.3.5
noch gezeigt werden wird. Die GUltigkeit dieses Sandwich-
modells wird im rotationssymmetrischen Fall sogar durch

den Vergleich mit der exakten L8sung des SPAR-Rechenpro-
gramms (siehe Kapitel 3,1) im Kapitel 4.3.4 nachgewiesen.
Man kann also davon ausgehen, daf dieses Modell einen sehr
guten Ersatz flr die Vollwandschale darstellt und weit we-
niger Ungenauigkeiten beinhaltet als durch Werkstoffpara-
meter von vornherein gegeben sind. Diese Aussage wird von
Samuelson /86, 87/ bestidtigt.

4,3.2 Verformung eines Elements

Die Verformung der Gesamtstruktur ergibt sich aus der Ver-
formung aller Elemente. Deshalb soll zundchst die Verfor-
mung eines Elementes 1 in einem Zeitintervall at un-
tersucht werden. Nach Gleichung (60) kdnnen die Spannungen
in der inneren und duBeren Sandwichschale berechnet werden.
Nimmt man nun an, daR sich in dem betrachteten Zeitschritt
A t, dessen GroRe noch festgelegt werden muf, die Spannun-
gen nur geringfligig 4ndern, dann gilt ndherungsweise:

G

. (im Zeitintervall zwischen t und t +at )=Gi(t) (62)
Mit dieser Annahme kdnnen die Dehnungen der &HuReren Sand-
wichschale zsé?‘ und der inneren Schale a Ef im Zeitinter-

vall & t berechnet werden. Aus Symmetriegrinden wird an
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jedem Schnittufer des Elements 1 die Hilfte dieser Deh-
nung angetragen (Abb.17).

Abb.17: Verformung am Element 1 w&dhrend des
Zeitschritts at

Die Dehnungen setzen sich aus elastischen Dehnungen, Wir-
medehnungen und Kriechdehnungen zusammen:

—a _
-a s Gy 2 a ca
AE, -ds; =d$‘_-{ g (1-v) +AO('17:: + €. at g

(63)

- G_‘.(" —4 'C'l:
AE, ds; =d$¢{AE‘ (4-v1) +AoL’\7¢'~ t E/.' at }

Der Faktor 1 - vzimlTerm fir die elastischen Dehnungen
resultiert aus dem mehraxialen Spannungszustand. Die

A -Symbole fir die thermigchen und elastischen Dehnungen
geben an, daR in jedem Zeitintervall At nur die Anderun-
gen der elastischen Dehnungen und der Wirmedehnungen gegen-
Uber dem vorhergehenden Zeitintervall zu berlicksichtigen
sind. Da sowohl ein radialer als auch ein azimutaler Tempe-
raturgradient vorhanden ist, miissen noch die Temperaturen

der Sandwichschalen «3? und ;?Lfestgelegt werden. Dies
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geschieht konsequenterweise nach den gleichen Kriterien,
nach denen die Sandwichmodellparameter éi und § ermittelt
m@m in der Mittelfaser und

a-Vreq in der Hille er-

wurden. Beil einer Temperatur
einer radialen Temperaturdifferenz

h&lt man im Sandwichmodell flr die thermischen Dehnungen:

5 a T9,m '\}

At s xS oo BE
i 4 Zf (64)
ot ) .m AVrad

o AN e

Der Abbau der durch die Wdrmedehnungen hervorgerufenen
Spannungen wird in einem gesonderten Kapitel (4.3.4)
behandelt.

Zu diskutieren ist noch, warum in der Gleichung (68) die
plastischen Dehnungen &P nicht explizit enthalten sind.

Flir diese Uberlegungen sind zwei Fdlle zu unterscheiden:

1. Alle Spannungen sind zu Beginn des Beulvorganges niedrig
2. Ortliche Spannungen erreichen bereits zu Beginn des

Beulvorgangs die Nihe der Streckgrenze

Rechnungen zeigten, dak im Fall 1 die
langsam anwachsen, um dann sehr rasch
Uberschreiten. Es zeigt sich also ein

ristischer Verlauf, wie er bereits in

Spannungen zundchst
die Streckgrenze zu
dhnlicher charakte-
der Abbildung 14 dar-

gestellt wurde. Plastische Dehnungen wiren also nur in einem

sehr engen Zeitintervall zu berilicksichtigen. Da auRerdem

Kriechdehnungen im betrachteten Zeitintervall wesentlich

kleiner als plastische Dehnungen sind,

wird in allen fol-

genden Rechnungen flir den Fall 1 aﬁgenommen, daR die kriti-

sche Zeit dann erreicht ist, wenn die

schritten wird.

Streckgrenze Uber-

Im Fall 2 kann der Beulvorgang nur dann vernlnftig bescnrie-

ben werden, wenn das Kriechgesetz speziell flir diesen Span-

nungsbereich bekannt ist.

Aus diesem Grund kann damit auf

die getrennte Formulierung von Kriechverformung und plasti-

scher Verformung verzichtet werden.
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Wie die Abbildung 17 zeigt, lassen sich aus den Dehnun-
gen a &% und Aé} die neuen Winkel /6 und on zwi-
schen der Sehne ds; +ads: und den Schnittufern des Ele-

mentes 1 Dberechnen:

f ety (A5G o] (650

0 ads:
K/? . a.rctg {A ZCssinp * ctg 77‘{ } (65b)
AEL'+ AEQ
Ads.= : : (65b)
¢ 2
mil A =1 fub ads;» 0 und | s2%| > |aE]
ads <0 und la&?l < |ag|
(66)
A -4 fde AdS, <O und |a & 7 |e&
ads;: >0 und lA£a| < | 2/l
C - la :Q+A<§ul ' ¢: (67)
1 | & —LQ“A éLél ochﬂc
C3 = C,) SL'r)/:?L Stn %’ (68)

Nach Anwendung dieser Gleichungen (65) bis (68) auf alle
m Elemente liegt auch die verformte Geometrie aller m Elemen-

te vor.



4.3.3 Verformung der Gesamtstruktur

Im letzten Kapitel wurde die Verformung aller m Elemen-

te im Zeitintervall at berechnet. Werden nun diese verform-
ten Elemente zusammengesetzt, dann erhidlt man direkt die
neue Geometrie und damit die Verformung der Gesamtstruktur
im Zeitintervall at . Die aneinander gesetzten Elemente mis-
.sen wleder einen geschlossenen Ring bilden, wobei die Orts-
vektoren r. (t +at ) der verformten Gebmetrie zundchst noch
unbekannt sind. Da man an einem beliebigen Ort mit dem Zu-
sammensetzen beginnen kann, wurde folgende willklirlicne

Anfangslage gewlhlt:

‘ e
oE T (69)

{ 0
A=
(die gestrichenen GrdBen x' bezienhen sich auf die neue, ver-
formte Geometrie nach dem Zeitschritt und ersetzen die um-
stdndliche Schreibweise x (t + at ). Fir die Radien ri' der

verformten Geometrie gilt: (Bezeichnung siehe Abb.18)

Abb.18: Bezeichnungen der verformten Struktur zur
Zeit t + at
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Uber die ZusammenschluBbedingungen
! «-r'
’7:7 - mqs 1
m
Af. = 2
s 4

[A

(10)

(71)

(32)

(14)

(75a)

(75b)

kann geprift werden, ob die Elemente richtig zusammenge-
setzt sind. Da das Verfahren rein numerisch aufgebaut wurde,
kann die SchlieRfbedingung (75) im allgemeinen nicht exakt
erfiillt werden. Da ferner in der Gleichung (62) angenommen
wurde, da® die Spannungen wihrend des Zeitschritts at ndhe-
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rungsweise konstant sind, wird die Genauigkeit auch von
der Wahl des Zeitschritts abhdngen. In den Rechnungen wurde
deshalb der Zeitschritt so gewldhlt, dapk die Bedingungen

(75) im Rahmen vorgegebener Schranken erfillt werden:

I'T'— r | < Schranke 1 (75a')
4 m+1

]ZA%.~27,— | < Schranke 2 (75b6')
‘<1

Zahlreiche Rechnungen haben bewiesen, daR die Gleichung

(75a) bis auf die Rechnergenauigkeit erfiillt wird

( < + 1077 mm). Die Gleichung (75b) wird auf eine Genauig-
- m

keit von 2:A¢£’ZW <4O—Ar erfiillt, wenn bis zur Zeit

£20,8..0,9 t, 4,

gewdhlt werden, die dann bis zur Standzeit t

mindestens 30 konstante Zeitintervalle
kpig 10 AD-
hdngigkeit von der Ovalitdtsinderung stdndig verkleinert

werden.

Die Genauigkeit dieser numerischen Methode ist also voll
befriedigend. Damit ist gleichzeitig erwiesen, daf die Be-
rechnung der Schnittkrifte und Momente (siehe Anhang 4)
und die Berechnung der Verformung eines Elements konsi-

stent sind.

Im folgenden soll diese auf dem Sandwichmodell aufbauende
numerische Methode zur Berechnung des Kriechbeulverhaltens
belieblg geformter HUllrohre unter Bericksichtigung der

Brennstoffstitzwirkung als numerische Sandwichmethode be-

zeichnet werden.

4.3.4 Abbau von radialen Wirmespannungen im Hiillrohr

Die hohen radialen Temperaturgradiénten von ca. 100°C/mm
in der Hille flUhren zu hohen Spannungsspitzen, die durch

Kriechvorginge oder durch plastische Verformungen abgebaut
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werden. Dieser Spannungsabbau wird einmal durch die schon
erwdhnte nichtlineare Abhdngigkeit der Kriechgeschwindig-
keit €€ von der Spannung, zum anderen durch die Temperatur-
abhidngigkeit von ¢ beeinfluft, die ebenfalls nichtlinear
ist.

Zun&dchst soll an einem konkreten Beispiel gezeigt werden, dak
sich die Kriechgeschwindigkeiten an Innen- und AuBenseite
eines Hlllrohrs zu Beginn der Verformung um mehrere GrdRen-
ordnungen unterscheiden k6nnen. Dieses Beispiel wurde in
enger Anlehnung an einen Datenfall von Malmberg /T4/ ge-
wdhlt, der noch in einem anderen Zusammenhang diskutiert
werden wird. Im Diagramm 17 sind die Ortsabhingigkeiten der
Temperatur, der Kriechparameter und der daraus resultieren-
den Vergleichskriechgeschwindigkeit éf flr verschiedene
Stablidngenleistungen Q jeweils bel einer Temperatur von
7000C in der Wandmitte dargestellt. Die Vergleichskriech-
geschwindigkeit éf ist durch folgende Gleichung definiert

C n
€ = k-G, (76)
G, : Vergleichsspannung (siehe z.B. G1.(38) oder (48) )

und bezieht sich auf die anfidngliche Spannungsverteilung

zur Zeit t = 0, die flr den roationssymmetrischen Fall er-
mittelt wurde. Flr eine Stablidngenleistung von Q = 1000 W/cm
ergaben sich Unterschiede der Kriechgeschwindigkeit zwi-

schen Innen- und AuBenseite von U4 Grdfenordnungen
(€° : E° = 06-40° ).

Vlmax Vlnnn )
Die Kriechvorginge fllhren zum Spannungsabbau und damit zu
einer Verringerung der Kriechgeschwindigkeit. Um diese Vor-
ginge nidherungsweise auch durch eine Sandwich-Modellstruk-
tur beschreiben zu kénnen, muf geklidrt werden, welche
Kriechgeschwindigkeiten den beiden Sandwichschalen zuzuord-
nen sind. Gleichzeitig soll die Frage des Spannungsabbaus
im Sandwichmodell behandelt werden.
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<

b k()

Q= 1000 [wfcm]

240 F

|
|

=

a)

b)

d)

Abh&ngigkeit der Tempe-
ratur ¥ (r) in der Rohr-
wand bel verschiedenen
Stabléngenleistungen Q

Abhéngigkeit des Norton-
parameters k(r) in der
Rohrwand bei verschiede-

nen Stablédngenleistungen

Q

Abhdngigkeit des Norton-
parameters n(r) in der

Rohrwand bei verschiede-
nen Stabléngenleistungen

Q

Abhéngigkeit der Kriech-
geschwindigkeit és in
der Rohrwand bei ver-
schiedenen Stablidngen-
leistungen Q (Spannungs-
verteilung zur Zeit

t=0 )

Diagramm 17 : Ortsabhdngigkeit verschiedener Grofen im

Hiillrohr bei einem Druck von pa=100 at
(weitere Daten siehe Tabelle 5 )
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Die Ermittlung der Schnittkridfte in der Mittelfliche, die

im Anhang 4 beschrieben ist, geht von der Annahme eines
stets elastischen Materials aus. Deshalb ist von vornherein
klar, dabk der Abbau der Widrmespannungen nur durch Reduktion
des als duBere Belastung aufgefaften radialen Temperatur-
gradienten simuliert werden kann. Die in der realen Struk-
tur wdhrend der gesamten Betriebszeit vorhandene radiale
Temperaturdifferenz szﬂd muf also durch eine fiktive radia-
le Temperaturdifferenz szzﬁﬁv ersetzt werden, die den Span-
nungsabbau durch Kriechen berlicksichtigt. Da Kriechvorginge
im Fall eines ovalen Rohrs eine azimutale Abhingigkeit auf-
weisen, wird auch die fiktive radiale Temperaturdiffereng
von der azimutalen Koordinate abhingen. FlUr diesen Fall soll
im folgenden ein tief gestellter Index 1 auf die azimu-

tale Abhdngigkeit hinweisen.

Flir den rotationssymmetrischen Fall kann die Simulation
des Spannungsabbaus durch Kriechvorginge leicht formuliert
werden und soll deshalb zundcht behandelt werden, um die

methodische Richtigkeit dieser Simulation nachzuweisen.

Da im rotationssymmetrischen Fall in jedem Element die
Winkel zwischen Sehnen und Schnittufern konstant bleiben,
miissen sich in jedem Zeitintervall & t zwel Vorginge kompen-
sieren: die Differenz der Kriechdehnungen in beiden Sand-
wichschalen und ein Teil der durch Wdrmespannungen hervor-
gerufenen Dehnungen. Die Abnahme der fiktiven radialen
Temperaturdifferenz im Zeitintervall a2t kann also geschrie-

ben werden:

fiktiv fokbiv e g‘v'c N

me ‘lkf‘:V
; A«Tfad (t-0) = A'\?;_ad

ac . . .
< E4C Kriechdehnungen in Sandwichschalen
o« : linearer Wirmeausdehnungskoeffizient
\[3 : Geometriefaktor
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Die Abbildung 19 macht noch einmal den Inhalt der Gleichung
(77) deutlich.

e ds; ————

- B
n

dufere Sandwichschale'

Element |

. __ds
i &

!
|
I
-

¥ innere 'Sandwichschale”/
VI T i g

!

Abb.19: Verknipfung von Kriechdehnungen und Reduktion
des radialen Temperaturdifferenz Ad}ad

Es zeigte sich, daR die Zuordnung der temperaturabhingigen
Kriechparameter k und n zu den Sandwichschalen lediglich
die Geschwindigkeit des Spannungsabbaus beeinfluBt, flr

den gesamten Verformungsvorgang jedoch keine nennenswerte
Bedeutung aufweist. Die im Diagramm 18 dargestellten Ver-
gleiche (a - f) zwischen der exakten tangentialen Spannungs-
verteilung nach dem SPAR-~Rechenprogramm und den Spannungen
in den Sandwichschalen zu verschiedenen Zeiten zeigen, dah
die durch die Gleichung (77) beschriebene Simulation des
Spannungsabbaus sehr befriedigende Ergebnisse liefert. Die
Spannungen im Sandwichmodell sind hierbei durch zwei stark
ausgezogene Linien bei + ¢ charakterisiert. Flr die Berech-
nung der Kriechverformungen waren den beiden Sandwichschalen
die Kriechparameter zugeordnet, die der maximalen bzw. mini-

malen Temperatur der realen Struktur entsprachen.

Anzumerken ist, daB sich die Spannungsumlagerung bei AuBen-
und Innendruck v6llig verschieden gestaltet. Dies héngt

damit zusammen, daR der mittlere Spannungsgradient zur
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JInnendruck 60at AwfBendruck 60al
G: [/g.oémmlj Gt' [;Flmmz_]

O ] IO

75 + l I N 0

SPAR -
40 | Rechenprogramm 4 -5k

SPAR - i
Rechenprogramm

~
L]
(&
o
| -

o [TTOo
°r ‘ V

: 0
st ) t-4000h|

-5 ey

0 | AN

I |

. o SERNEN
s | l
tnen -$ +¢ oBen thnen -5 " +< auBern

Diagramm 18 : Vergleich der exakten tangentialen Spannungs-
verteilung (SPAR-Rechenprogramm,durchgezogene Linien) mit
den Spannungen im Sandwichmodell bei einer Stabléngen-
leistung Q=1000 W/cm (weitere Daten siehe Tabelle 5).Die
Spannungen im Sandwichmodell sind durch stark ausgezogene

Linien bel t§¢ charakterisiert.
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Zeit t = O und der Gradient der Gleichgewichtsverteilung
der Spannung (t -» oo ) bel Innendruck gleich sind, bei
AuBendruck jedoch verschiedene Vorzeichen aufweisen. Die
Abbildung f des Diagramms 18 gzeigt, daR sich bei AuBen-
druck im Gegensatz zu Innendruck auch nach 4000 h noch kei-
ne Gleichsgewichtsverteilung der Spannung eingestellt hat,
die gestrichelt dargestellt ist. Der Vergleich zwischen
beiden Gleichgewichtsverteilungen (Abb.c und f) zeigt auler-
dem, daB die fiktiven, radialen Temperaturdifferenzen
‘AWfJZ§&V bei AuRen- bzw. Innendruck nicht Ubereinstimmen.
So kann die Gleichgewichtsverteilung der Spannung bei Be-
lastung durch AuRendruck nur durch eine negative fiktive

Differenz simuliert werden.

Eine weitergehende Analyse dieses Modells zum Abbau der
radialen Widrmespannungen im Spezialfall der Rotationssymme-
trie lohnt sich jedoch nicht, weil die Methode in dieser
Form nicht auf die Behandlung von Beulvorgingen lbertragen
werden kann. Grundlage der Methode war ja eine Aussage

liber die Verdrehung der Schnittufer, die beil Rotations-
symmetrie gleich Null ist, eine Aussage, die bei ovaler
Geometrie jedoch erst das Ziel der Rechnung darstellt. Im-
merhin konnte mit diesem vorliufigen Modell gezeigt werden,
da® der Abbau der radialen Wirmespannungen im Sandwichmo-
dell durch EinfiUhrung einer fiktiven radialen Temperatur-

differenz mdglich ist.

Zur ndherungswelsen Beschreibung des Abbaus von Wirmespan-
nungen wahrend des Beulvorganges miissen folgende Annahmen
gemacht werden. Zundchst sei vorausgesetzt, daf nur Kriech-
dehnungen, die aus Wirmespannungen resultieren, einen Beitrag
zum Abbau dieser Spannungen leisten. Dazu wird das auf bei-
de Sandwichschalen aufgeteilte Moment in zwel Bestandteile

aufgespalten. Fir die Spannung gilt dann:
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—a 1 _ M; — Sandwich _ Sanduwch
e - — i T + . .
G (5 r G |+ 6 (78a)
— ’ ch
o 4 B My __Sanglwieh __Sandwic
R N +(—=— + G, e - L, b
G;' WL’ { L gé " “a,: ' ) LI Wa (’78 )
N — L J
Y : . ¥
Spannungen infolge Ovalitit und Druc wdrmespannungen
mit den Widrmespannungen im Sandwichmodell:
__Sandwich ol A'\j:f'ad E
G' t = 2 (79 )
Gia 273 (1-v7)

Diese Wirmespannungen unterscheiden sich von den Wirme-
spannungen der realen Struktur nur durch den Geometrie-
faktor v%? . Der Faktor 1/(1 - VZ) berlicksichtigt wiederum
den mehraxialen Spannungszustand. Analog zur Gleichung
(78) wird angenommen, daR sich auch dle Kriechgeschwindig-

keit aus zwel Anteilen zusammensetzt:

> " / : ’ "
AGC.C =a€ C(L‘n{olge Ovalctat und Druck) + AEL."C(mfoL_qe von Wdrmegpannungen)
<

(80)

Wie schon erwdhnt, soll nur der Term A é;C einen Beitrag
zum Abbau der Widrmespannungen liefern. Die durch die Glei-
chung (80) beschriebene additive Aufspaltung eines nicht-
linearen Gesetzes ist allerdings problematisch. Sie kann
strenggenommen auch nur dann ndherungsweise durchgefihrt
werden, wenn einer der beiden Einflisse gegenliber dem an-
deren so klein ist, dak eine Binomialentwicklung vertretbar
ist. Da sich jedoch bei einem ovalen Rohr die Momentenvertei-
lung 6rtlich (azimutal) und zeitlich stark &dndern, wihrend
die duBere radiale Temperaturdifferenz konstant bleibt, tre-
ten verschiedene Kombinationen der beiden Einfliisse auf,
ohne daR klare Fallunterscheidungen der Art:

EinfluR Druck und Ovalitit « EinfluBl Wirmespannungen
Einflup® Druck und Ovalitidt ?» EinfluR Widrmespannungen
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moglich wiAren. Anstelle einer binomischen Entwicklung mit
Abbruch nach dem linearen Glied wurde deshalb die Lineari-
sierung mit Hilfe der Methode kleinster Fehlerquadrate

an den Stltzstellen

vorgenommen, an die eine Gerade angepafBt wurde. Diese be-

reichsweise Linearisierung der Funktion

£~ sign (6) 61" (81)

v

ist im Anhang 5 dargestellt. Das Symbol Signum deutet an,
dak die Kriechgeschwindigkeit bel Zug positiv, beil Druck
negativ ist. Eine graphische Darstellung gibt die Abbil-
dung, 20:.

65 ~sign(0)1of

. . 4 e .
Abb.20: Ermittlung der gKriechdennung Ev't infolge von
Wirmespannungen
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Es ist zu erwarten, daf die im Bereich kleiner Spannungen
entstehenden Fehler relativ grof sind, fir die Gesamtver-
formung jedoch nicht ins Gewicht fallen, da auch die Kriech-
verformungen selbst in diesem Bereich sehr klein sind, Die
Reduktion der radialen Temperaturdifferenz im Zeitinter-

vall at erhdlt man analog zur Gleichung (77) als

Fiktiv Fektiv . IIC}/_"
2 a EL‘ 3 ¢
Aﬂ%md (trat) ~«{;md (t) - - ” at (77")
mit flktiv

8V, rag (1°0) 7 *¥roa

Diese Betrachtungen sind noch nicht vollstédndig, da ein
Abbau der Widrmespannungen im Gegensatz zur vorher beschrie-
benen Methode, die speziell filr die Rotationssymmetrie
entwickelt wurde, nach Gleichung (77') nur bis zur Wirme-
spannung éiwd = + O mbglich ist. Damit ergeben sich glei-
che Spannungen in beiden Sandwichschalen, die zu unter-
schiedlichen Kriechdehnungen fihren wilirden, wenn beiden
Schalen unterschiedliche Kriechparameter zugeordnet wirden.
Die Folge wire eine fir Rotationssymmetrie nicht zulidssige
Verdrehung der Querschnitte. Es ist also die Forderung zu
stellen, dak die Kriechdehnungen in der inneren und Huberen

Sandwichschale infolge einer Normalkraft gleich sind:
. a
Jo) | (82)

ﬁ?:: mittlere Temperatur einer Sandwichschale
¢ .,
(fur Kreechgesety)
Als Konsequenz der Gleichung (79) erhilt man

R A

[4 4

Der Beweis der Glltigkeit dieses Modells zur Simulation

des Abbaus von Wirmespannungen in der Sandwichstruktur wird
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im 3pez.alfall der Rotationssymmetrie durch Vergleich mit
exakter L&sungen des SPAR-Rechenprogramms sowie mit eini-
gen Ergebnissen ovaler Geometrien von Malmberg /74/ er-
bracht . Zunichst werden rotationssymmetrische Fiille disku-
tiert, die im Diagramm 19 dargestellt sind. Hier ist die
radiale Verschiebung des mittleren Radius bel verschiedenen
Driicken (sowohl Aubendricken als auch Innendriicken) und
einer Stablingenleistung von 3 = 500 W/cm aufgetragen. bEs
f8411t auf, daf® bei Innendruck die exakten Rohraufweitungen
stets unterhalb der Aufweitungen liegen, die mit dem Sand-
wichmodell gewonnen wurden, wdhrend sich bel AuRendruck
diese Tendenz umkehrt. Die Begriindung hierfilr liegt in der
Annahme, daf am Sandwichmodell HuRerer oder innerer Druck
auf die Mittelflédche wirken. Allerdings sind die zusammen-
gendbrigen Verformungskurven praktisch parallel, so dal die-
se Tendenz nicht ins Gewicht fdllt. An den Kurven von

100 at Innen- bzw. AuBendruck ist bei t = 2000 h ein Fehler-
balken eingetragen, der die Diskrepanz zwischen der exakten
Losung des SPAR-Rechenprogramms und dem Sandwichmodell

bei Stabli&ngenleistungen von Q@ =0 bis Q = 1000 W/cm wieder-
gibt. Auch im Fall von extrem hohen Widrmespannungen (beil

Q = 1000 W/cm) ist also eine sehr gute Ubereinstimmung der
Verformung festzustellen, die in der guten Beschreibung

des Spannungsverlaufs durch Ersatzspannungen im Sandwich-

modell begrilindet ist.

Auf den Vergleich von Ergebnissen ovaler Geometrien wird im

ndchsten Xapitel eingegangen.

4.3.5 Kriechbeulverhalten von Rohren konstanter

Wandstérke
In den bisherigen Betrachtungen des Kapitels 4.3 wurde die
numerische Sandwichmethode zur Untersuchung des Kriechbeul-
verhaltens von Hlllrohren entwickelt, die die noch nicht

geklidrten Einflisse von Wandstidrkenschwankungen (exzentrische
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é radiale Verschiebung [/am]

Diagramm 19

ldngenleistung von Q=5g
differenz von A Vr

/
17 p; =140 at
/ F o -
y _ // [ p; =100at
// =
< A
![ ///
I 4
| =
=
_—-__,_____J_.—-———""_—— p|=600t
1000 2000 = zeith]
S e
——=  p,=60 at
\\
N - - exakt (SPAR-Rechenprogramm)
\ \ == =numerische Sandwichmethode
\ AN
N
\ \“\\
\ ~
Xy p,=100 at
\
\ p,=140at

: Vergleich der exakten Ldsung (SPAR-Rechenprogramm)
mit der LOsung der numerischen Sandwichmethode bei einer Stab-

0 W/cm und einer radialen Temperatur-
#32°C (weitere Daten siehe Tabelle 5).Die

Fehlerbalken bei *# 100 at umfassen exakte LOsungen und Ndherungs-
16sungen fiir Q=0 bis Q=1000 W/cm.
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Rohre, Rippenrohre) sowie der Brennstoffstitzwirkung (Kapitel
4.l4) behandeln kann. Diese Methode soll im folgenden zu-
ndchst durch Vergleiche mit bekannten L&sungen einiger Spe-
zialfdlle Uberprift werden, die sich auf Rohre konstanter

Wandstidrke beziehen.

4.3.5.1 Uberprifung der elastischen Einbeulung

In der Stabilitidtstheorie wird fUr unendlich lange, kreis-

zylindrische Rohre unter AuBendruck folgender kritischer
elast

elastischer Beuldruck Pppit angegeben:
3
elast ) E ( W > (64)
Prect 4(1-v*") F

Da die Dehnungen am Sandwichmodell in der Gleichung (63)
so formuliert wurden, daR sie auch elastische Dehnungen ent-

halten, mufR die Kollapszeit ¢t bei Anndherung an den

kritischen elastischen Beuldrﬁiitgegen Null streben. Die

zeitunabhingigen Verformungen dominieren im Grenzfall iber
zeitabhingige Verformungen, d.h. die Kriechinstabilitit

geht in eine rein elastische Instabilitidt Uber. Dabeil ent-
spricht die sehr geringe Anfangsovalitidt, die in der Rech-
nung nach dem Sandwichmodell angenommen wurde, etwa der in
der Elastizitidtstheorie angenommenen idealen Kreiszylinder-

form.

Der Vergleich des kritischen elastischen Beuldrucks mit der
Losung des Sandwichmodells ist im Diagramm 20 flir einen
Datenfall dargestellt. Man erkennt, daB sich bel abnehmen-
der Standzeit der dazugehdrige Druck asymptotisch dem kri-
tischen elastischen Beuldruck ndhert. Damit ist bestédtigt,
daB die elastischen Dehnungen im Sandwichmodell richtig

berlicksichtigt wurden.
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P. lat]
1000+ - - l
T P -
o eelast_ E Wil ]
elastisch
500 1| numerische Sandwichmethode
elastisch-plastisch jjj
{siehe Text) \
Daten:
E =15150 [ kp/mm?]
Y =0,383
T=33mm
w=0,4mm
Incoloy 800
bei 700 C
100 . - -
10 1073 10 107

Standzeit t,.,[h]

Diagramm 20 : Vergleich des kritischen elastischen Beul-

drucks peiiig mit der LOsung der numerischen Sandwich-

methode (rein elastisch bzw. plastisch-elastisch) bei
hohen Driicken Py
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Die Berechnung des kritischen elastischen Beuldrucks aat
allerdings nur rein theoretische Bedeutung, da plastische
Verformungen nicht berilicksichtigt werden. Diese bestimmen
im Bereich hoher Drilicke den tatsdchlichen Beuldruck bzw.
die Standzeiten ganz entscheidend, wie schon im Kapitel 4.2
abgeschitzt wurde. Im Kapitel 4.3.2 wurde bereits disku-
tiert, daR der Beulvorgang flr sehr hohe Belastungen nur
dann verniinftig beschrieben werden kann, wenn das Kriechge-
setz speziell flir diesen Spannungsbereich bekannt ist. In
der vofliegenden Untersuchung wurden Kriechparameter ver-
wendet, die etwa im Spannungsbereich der halben Streckgren-
ze G g Glltigkeit haben. AuRerdem wurde angenommen, dabk die
kritische Zeit dann erreicht ist, wenn an irgend einem

Punkt der Schale die Streckgrenze lberschritten wird.

Man erkennt im Diagramm 20, daB der kritische Beuldruck
unter Berlicksichtigung der plastischen Verformung gegeniliber
dem elastischen Beuldruck von ca. 800 at auf ca. 300 at
reduziert wird. Diesem Verhalten kann bei Anwendung der
Gleichung (84) durch Modifizierung des E-Moduls Rechnung
getragen werden (siehe Kapitel 4.3.5.5). Erst im Bereich
pa'«:BOO at kbnnen flUr den im Diagramm 20 dargestellten Da-
tenfall elastische und plastische Vorgidnge vernachlissigt
werden, da sie sehr viel kleiner als die Verformung durch
Kriechvorginge sind. Nur in diesem Bereich hat die Hoff'sche

Theorie GUltizkelt (siehe auch Diagramm 15).

Bereits dieser Vergleich mit dem Grenzfall des aus der Sta-
bilitdtstheorie bekannten kritischen Beuldrucks zeigt einen
wesentlichen Vorteil der hier entwickelten Methode. Er be-
steht darin, da® jeder im Modell enthaltene Dehnungsterm
dominieren kann, ohne daR irgendwelche Einschrinkungen ge-
macht werden missen. Es ist also gleichermaBen mdglich,
Kurzzeitvoraussagen (hier dominieren plastisch-elastische
Vorgidnge) als auch Langzeitvoraussagen zu machen, die im we-

sentlichen durch Kriechvorginge beeinfluft werden.
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4,3.5.2 Vergleich der numerischen Sandwichmethode mit
der Theorie von Hoff /84/ und Malmberg /T74/

Der Spezialfall des Rohrs konstanter Wandstidrke soll ferner
an Datenfdllen untersucht werden, flir die auch Ergebnisse
aus der Arbeit von Malmberg /T74/ vorliegen. Seine Theorie
behandelt als einzige die Vollwandschale konstanter Wand-
stdrke unter Berilicksichtigung von radialen und azimutalen
Temperaturgradienten ohne einschrinkende Annahmen hinsicht-
lich der Spannungsverteilung in der Wand. Das Diagramm 21
zeigt flr verschiedene Theorien die Abhingigkeit der 3tand-

zelit ¢ von verschiedenen AuRendriicken. Die Kurve "Hoff"

krit
wurde - wie in allen weiteren Fidllen - mit einem eigenen
Rechenprogramm gerechnet. Der Vollstdndigkeit halber sei
hinzugefiigt, daR bereits in der Arbeit von Malmberg ein Ver-

gleich mit der Hoff'schen Theorie durchgefihrt wurde.

Zundchst f311t im Diagramm 21 die sehr gute Ubereinstimmung
zwischen der numerischen Sandwichmethode und der Theorie
von Malmberg auf, wihrend die Hoff'sche Theorie hbhere Stand-
zeiten voraussagt. Dies ist darauf zurlickzufiihren, daf in
der Hoff'schen Theorie die elastischen Verzerrungen nicht
berlicksichtigt werden. Allerdings ergibt die quantitative
Auswertung, dal die Abweichungen der Standzeit 30 % nicht
iberschreiten. Diese Unsicherheit wird jedoch, wie bereits
gezeigt wurde, durch Ungenauigkeiten der Werkstoffparameter
bei weitem Uberdeckt und ist daher ohne praktische Bedeu-
tung. Korrigiert man die Hoff'schen Standzeiten mit dem

Faktor

][:<4___E_) (85)

Perit.
der den Einflup der elastischen Verformung sehr gut wieder-
gibt /0Odqvist, 30, S.253/, dann verringert sich die maxima-
le Diskrepanz der Theorien bel diesem Datenfall hinsicht-
lich der Standzeiten auf etwa 10 %. Diese geringe Diskre-
panz, die auch beili anderen Datenfdllen nicht wesentlich

iberschritten wird, ist aus 2zweil Grlnden sehr befriedigend.
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Diagramm 21 : Abhingigkeit der Standzeit tkrit vom
AuB endruck pa;Vergleich der numerischen Sandwichmethode
mit den Theorien von Hoff /84/ und Malmberg /74/

Daten: r=3%,% mm Hastelloy X bei 700°¢C
w=0,4 mm E=153%50 kp/mm°
a2=1,225«1o"3 ¥=0,3

T(Y,t=0)=f'(l+a2008 2¢ Yk=2-10"11 n=6,1
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Einmal zeigt sich, daBk trotz der betridchtlichen Unterschiede
der verschiedenen Theorien sowohl in den theoretischen
Annahmen als auch im Rechenaufwand die Standzeit Uberein-
stimmend beschrieben wird. Zum anderen zeigt der Vergleich
mit dem durch Unsicherheiten in den Werkstoffdaten beding-
ten Fehlerband (siehe Diagramm 15 und 16) die vergleichs-
weise geringe Unsicherheit der theoretischen Ergebnisse.

Der Qualitit der Werkstoffdaten kommt also ganz generell die

entscheidende Bedeutung zu.

Einen weiteren Vergleich zwischen den genannten Theorien
gibt das Diagramm 22, in dem die Abhingigkeit der Stand-

zeit t© von der Anfangsovalitit &, dargestellt ist, die

krit
in folgender Gleichung definiert ist:

T(‘-P,t=0) =7 (1+ %, cos2) (%6)

Eingetragen sind die Ergebnisse von Malmberg, Ergebnisse

nach Hoff sowie zwei eigene Rechnungen nach der numerischen
Sandwichmethode. Die Unterschiede zwischen den beiden eige-
nen Rechnungen liegen in der Wahl des Zeitschritts at. Flr
die obere der beiden eingetragenen Kurven wurden bis zu

ca. 90 % der Standzeit 30 konstante Zeitschritte at gewdhlt,
die untere der Kurven entstand aus Extrapolationen verschie-
dener Rechnungen auf at— 0. Diese Abhingigkeit ist im
Diagramm 23 explizit dargestellt. W&hlt man den Zeitschritt

At tkrit
ca. 10 %. Allerdings darf dieser Zeitschritt nur im Bereich

/30, dann betridgt der Fehler in der Standzeit

kleiner Verformungen gewdhlt werden, flir t—=¢ mub at

krit
stdndig verkleinert werden.
Neben der schon diskutierten Abhdngigkeit der Standzeit

T,
krit
hingigkeit von der Zahl m der Strukturelemente untersucht

von der Wahl des Zeitschritts at soll noch die Ab-

werden (Diagramm 24). Die Kurve zeigt einen asymptotischen
Verlauf, die Standzeiten fir m = 36 und m = 180 differie-

ren nur um ca. 10 %. Diese Tendenz gilt generell.
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Diagramm 22 :Abh&ngigkeit der Standzeit tkrit von der

Ovalit&dtsamplitude a2,Vergleich der numerischen Sandwich-
methode mit den Theorien von Hoff /84/ und Malmberg /74/

Daten: T=3,3 mm E=15350 kp/mm®
w=0 ,4 mm %:0’3 -11
r(f,t=0)=r(1+a2cos2f) k=210
p. =100 at n=5
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ﬁErhdhung der Standzeit[%]
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‘-._____~_‘>

0 50 100 150 20
Zahl der Zeitintervalle bis ca. 90% von tmt

Diagramm 23 : Erhohung der Standzeit tkrit nach der
numerischen Sandwichmethode in Abhédngigkeit von der Zahl
der Zeitintervalle bezogen auf den Grenzfall (unendlich
viele Zeitintervalle,Daten siehe Diagramm 21)

b bt (D]
150
|
100 ——
50
0 50 100 150 200

Zahl m der Strukturelemente
Diagramm 24 :Abh8ngigkeit der Standzeit %

krit nach der
numerischen Sandwichmethode von der Zahl m der Struktur-

elemente (pa=130 at,weitere Daten siehe Diagramm 21)
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4,3.5.% Azimutale Temperaturvariation

Im folgenden wird das Kriechbeulverhalten eines Rohrs kon-
stanter Wandstdrke in einem rdumlich nicht konstanten Tem-
peraturfeld untersucht. Das Temperaturfeld soll infolge
der Brennstabanordnung eine azimutale Abhdngigkeit vom
Typ

%7(W) ~ cos 64 + konst (hexagonales Gitter)

J(p) ~ cos 4y + konst (quadratisches Gitter)

q?(¢)1~ cos ¥ + konst : (Eckstab)

aufweisen, oder im Fall einer exzentrischen Gitterlage
durch eine Uberlagerung dargestellt werden. Da azimutale

Temperaturunterschiede von einigen 1O1

Grad in engen
Gittern zu erwarten sind /Hofmann, 88/, werden die Aplitu-

den ‘Jzz; entsprechend gewdhlt:

(P) <
J@ﬂs)=¢%écmpf%b}‘é,md‘8 p=14.6 (§)

At

tp) 0
0 <« Ve < 40 C

Dabei ist s die dimensionslose Normalkoordinate, die an
der Innenseite des Rohre - 1/2 und an der AuRenseite

+ 1/2 betridgt. Die Ergebnisse sind in den Diégrammen 25
bis 28 dargestellt, von denen zunidchst nur die Standzei-
ten tkrit diskutiert und verglichen werden sollen.

Der EinfluR der radialen Temperaturdifferenz av,,q4 (Dia-

gramm 25) ist sehr gering, so daf ganz analog zum rota-

tionssymmetrischen Fall (siehe Diagramm 18 und 19) geschlos-

sen werden kann, daB® sich auch hier Spannungsspitzen infolge

von radialen Temperaturdifferenzen sehr rasch abbauen. Der
zeitliche Verlauf der fiktiven, radialen Temperaturdiffe-
renzen bestidtigen dies. Die Ergebnisse von Malmberg und

die der eigenen numerischen Sandwichmethode unterscheiden

sich Uber den gesamten untersuchten Bereich von & raol
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Diagramm 25 : Einfluf einer radialen Temperaturdifferenz
Aj}ad auf die Standzeit tkritésowie auf die Zeit,zu der
die Vergleichskriechdehnung ev=0,l % und 0,5 7 Dbetrigt
(Daten siehe Tabelle 5)

nunerische Sandwichmethode
— — — T.Malmberg /74/

J(p,0) == ad_s (87
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nur um wenige Prozent, so daB das +Jdodell zum Abbau der
Wirmespannungen auch hier voll bestidtigt wird. E£s sei er-
wihnt, da® ohne diese Simulation des Abbaus der Wirmespan-

nunsen die Standzeiten beil Erh8hung von AI?E, sehr rasch

auf Null abfallen und somit v&1llig falsche R:gultate lie-
fern. Zusidtzlich sind im Diagramm die Zeiten eingezeichnet,
zu denen die Vergleichskriechdehnungen (s8.G1.76) E;:: 0,1 %
und 0,5 % betragen, die - wie bereits erwdhnt wurde -
wegen méglicher Strahlenversprddung ein wichtiges Ausle-
gungskriterium darstellen. Auch hier zeigt sich, daB das
Sandwichmodell vor allem bel der wichtigen 0,5 %~Grenze
eine recht befriedigende Ubereinstimmung mit der genaueren

Theorie der Vollwandschale (Malmberg) ergibt.

Die Diagramme 26 und 27 zeigen’den EinfluB einer azimutalen
Temperaturschwankung beil einer radialen Temperaturdiffe-
renz von 3009C. Der Abfall der Standzeit ist sehr viel gro-
00,
909, 1809, 270°) zum Teil hdhere mittlere Temperaturen und

1)

damit hShere Kriechgeschwindigkeiten aufweisen™’. Die Uber-

Ber als im vorigen Fall, da gerade die Scheitel ( ¥

einstimmung mit den Ergebnissen von Malmberg ist wiederum

voll befriedigend.

Im Diagramm 28 sind alle Ergebnisse dieses Datenfalls in
einer flr praktische Auslegungsrechnungen nilitzlichen Form
zusammengestellt. Aufgetragen ist die Standzeit Uber der
Amplitude {%azi’ wobel die bisher diskutierten Ergebnisse
mit der Standzeit zu vergleichen sind, die sich im Fall der
maximalen Temperatur bei azimutaler Konstanz der Temperatur
ergibt (konservative Auslegung). Das Diagramm zeigt, daR
die Beriicksichtigung einer azimutalen Temperaturvariation
zu Standzeiten fithrt, die etwa um den Faktor 2 - 3 héher

als die bel konservativer Auslegung angenommenen Standzei-

1) Bei der Temperaturscnwankung vom Typ cosldy weisen im
Gegensatz zur cosby -Verteilung alle Scheitel die maxi-
male Temperatur auf. Die cosly -Verteilung fiihrt auch
deshalb zu kirzeren Standzeiten als die cosby -Vertei-
lung.
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Diagramm 26 :Einfluf einer azimutalen Temperatur-
schwankung vom Typ cos 6y mit der Amplitudew&zi auf die
Standzeit tkrit,sowie auf die Zeit,zu der die Vergleichs-
kriechdehnung ef,=o,1 % wund 0,5 /» betrdgt (A@adﬂooc,
Daten siehe Tabelle 5)

numerische Sandwichmethode
— — — T.Malmberg /74/

*jkf,s) =f3:+—jg:i'cos 64 - 30-8 (87)
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Diagramm 27 :Binfluf einer azimutalen Temperatur-
schwankung vom Typ cos 4y mit der Amplitude éggi
Standzeit tkrit’SOWie auf die Zeit,zu der die Vergleichs-
kriechdehnung 3=O,l % und 0,5 /% betrigt (s =30°C,

rad
Daten siehe Tabelle 5)

auf die

numerische Sandwichmethode
Y.\ T .Malmberg

. - 4)
J(p,s) = +ﬁg;i cos 4y - 30-s (87)
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Diagramm 28 :Einfluf verschiedener azimutaler Temperatur-
schwankungen nach Gleichung (87) auf die Standzeit brpit
bei einer radialen Temperaturdifferenz von Aizad=3000
(Daten siehe Tabelle 5)

numerische Sandwichmethode

—— —bw.a T.Malmberg /74/
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ten sind. Allerdings sind beil dieser Gegenliberstellung zwel
Dinge zu beachten. Erstens gilt auch hier, dal Unsicherhei-
ten der temperaturabhingigen Kriechparameter die Ergebnis-
se entscheidend beeinflussen. Zweltens spielt bei der Be-
riicksichtigung einer azimutalen Temperaturvariation die

Wahl der MaschengrSfe, d.h. die Zahl der LElemente eine gro-
Bere Rolle als im Fall azimutaler Konstanz. Die folgenden
Diagramme 29 und 30 zeigen diese Abhédngigkeit. Da die Er-
gebnisse des Diagramms 28 mit 36 Elementen gerechnet wurde,
werden sich bel einer Steigerung der Genauigkeit die Unter-

schiede gegenliber der konservativen Auslegung verringern,

Aus diesen Betrachtungen ergibt sich, daR der von Malmberg
vertretene Vorschlag, die nicht konservative Auslegung der
konservativen vorzuziehen, von Fall zu Fall genau Uberprift
werden sollte. Eine Berilicksichtigung der azimutalen Tempe-
raturvariation auf das Kriechbeulverhalten wird in der
Regel nicht sinnvoll sein, da flir die Uberwiegende Zahl al-
ler Untersuchungen die vorhandenen Unsicherheiten so grof
sind, daB sie die Differenz zum konservativen Fall beil

weitem lberdecken.

4.3,5.4 Spannungen und Verformungen im Sandwichmodell
- kritische Bemerkungen -

Die gute Ubereinstimmung der Sandwichldsung mit den vrgeb-
nissen der Vollwandschale nach Malmberg liegt im wesentli-
chen darin begriindet, daf die Spannungen im Sandwicnmodell
den tatsédchlichen radialen nichtlinearen Spannungsverlauf
unter Berilicksichtigung des Spannungsabbaus verninftig er-
setzen. Diese Behauptung kann an einem von HMalmberg behan-
delten Fall Uberpriift werden, flir den die radiale Abnéngig-
keit der Tangentialspannung am Hauptscheitel ( ¥ = 0) darge-
stellt ist (Diagramm 31). Da die Spannungen im Sandwichmodell
mittlere Werte darstellen, kdnnen zwar Spannungen in den

Randfasern nicht erfaft werden, die Abbildung c¢ zeigt
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Diagramm 29 :Einflup der Zahl m der Strukturelemente auf
die Standzeit tkrit,sowie auf die Zeit,zu der die
Vergleichskriechdehnung e$=0,l % und O,?_% betragt. s
liegt eine Temperaturverteilung (4 ,s) =+*+30-cos6y-30"s
vor (Daten siehe Tabelle 5) &

numerische Sandwichmethode
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Zahl m der Elemente

Diagramm 30 :Einfluf der Zahl m der Strukturelemente auf
die Standzeit tkrit,sowie auf die Zeit,zu der die
Vergleichskriechdehnung 53=O,l %, und 0,5 7, betridgt.Ls
liegt eine Temperaturverteilung ) ={5+30«0034¢-30-s
vor (Daten siehe Tabelle 5)

numerische Sandwichmethode
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Diagramm 31 :Vergleich der tangentialen Spannung o, am
Hauptscheitel (¥ =0) zwischen der Vollwandschale nach
Malmberg /74/ (durchgezogene Linie) und der numerischen
Sandwichmethode zu verschiedenen Zeiten fiir ein iso-

thermes Temperaturfeld.Die Spannungen im Sandwichmodell

gind durch stark ausgezogene Linien bei +¢ charakterisiert
(Daten siehe Tabelle 5)
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Jjedocn, dah auch nach 75 % der Standzeit die Uber die Rohr-
wand recht unterschiedlichen Spannungen fir die Sandwich-

schalen richtip gemittelt werden.

Den zeitlichen Verlauf der tangentialen Spannung in beiden
sandwichschalen wiederum am dauptscneitel (¥ = 0) zeigt

das Diagramm 32, in dem der isotherme Fall dem eines rota-
tionssymmetrischen Temperaturfelds mit A’&‘rad = 309C
gegenlibergestellt ist. ¥Man erkennt einmal den raschen Abbau
der Wé&rmespannungen,zum anderen die durcn das Biegemoment
bedingte Zunahme einer positiven Spannung in der HubBeren
und einer negativen Spannung in der inneren Schale bei An-

nidherung an die Standzeit.

Da Spannungen im Sandwichmodell gut wiedergegeben werden,
ergibt sich auch fiir die Kriechdehnungen eine gute Uberein-
stimmung, wie in den vorangegangenen Diagramme an dand der

0,5 %#~Grenze der bleibenden Dehnung bereits gezeigt wurde

(Diagramm 33).

Zum Abschluf der Untersuchungen am Spezialfall der konstan-
ten Wandstidrke soll noch gezeigt werden, daR aucn die Ver-
formungen mit dem 3andwichmodell gut wiedergegeben werden
kbnnen. Betrachtet werden tangentiale Verschiebungen v und
normale Verschiebungen u (siehe Anhang 6). Dabei sel

noch einmal hervorgehoben, daR im Gegensatz zum Vorgenen
z.3. von Hoff flr die beschriebene numerische Sandwichme-
thode keine Annahmen tber diese Verschiebungen gemacht wer-

den missen.
Die normale Verschiebung u kann in einen konstanten Term

(gleicnformige Schrumpfung) und einen azimutal abhidngigen

Term aufgespalten werden:

u(t, @)= {uz(t) su (t) f(r) f (88)
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Diagramm 32 :Zeltlicher Verlauf der tangentialen Spannung ot in dem Sand-
wichschalen am Hauptscheitel (¢f=0) bei rotationssymmetrischen Temperatur-
feld nach der numerischen Sandwichmethode (Daten siehe Tabelle 5)
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Diagramm 33 :Vergleich der tangentialen Kriechdehnung eg
in der Hiillrohrwand am Hauptscheitel (Y =0) zwischen der
Vollwandschale nach Malmberg /74/ (durchgezogene Linie)
und der numerischen Sandwichmethode zu verschiedenen
Zeiten bei einem rotationssymmetrischen Temperaturfeld
(A@}ad=3000).Die Dehnungen im Sandwichmodell sind durch

stark ausgezogene Linien bei +¢ charakterisiert (Daten
siehe Tabelle 5) -
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Die tangentiale Verschiebung v wird in folgender Weise

geschrieben:
vity) =7 [v fip) (89)
Ups Upps Vit dimensionslose Amplituden

Zundchst sollen die Ergebnisse durch einen plausiblen Ansatz
abgeschidtzt werden: da allen bisher betrachteten Fidllen
eine Spiegelsymmetrie an x- und y-Achse (Achsensymmetrie)

zugrunde gelegt worden war, wie man der Funktion
T(ft=0) : ¥ (1+x, cos2¢) (5¢)

entnehmen kann, missen auch die Verschiebungen diese Dop-
pelsymmetrie aufweisen. Die ersten Glieder einer Fourier-

entwicklung lauten also

]}

w(y,t)
v (¢, 1)

T (up (t) +u (t) cos 2¢ ) (90a.)

“

:Fv_r(t)sanLf (9ob)

Geht man davon aus, dap die Mittelfldche wdhrend der Ver-
formung nicht gedehnt wird, dann erhdlt man eine Verxknip-
fung zwischen der tangentialen und der normalen Verschie-
bung (Ellington /82/, Malmberg /74/). In erster Niherung
gilt

g (t)s - up (t) (91)

Mit den Gleichungen (90) und (91) sind Ndherungsldsungen
gegeben, die mit der numerischen Sandwichmethode Uberprift
wurden. Die Rechnungen zeigten die prinzipielle Richtigkeit
der Abschdtzung flir den Spezialfall der konstanten Wand-
stidrke.
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Flir den bisher diskutierten Datenfall (siene Tabelle 5)

sind im Diagramm 34 die Amplituden Ups upp und vy in Ab-
hingigkeit von der Zeit dargestellt. Die Amplitude Uz
kann mit Ergebnissen von Malmberg verglichen weraen, beide
Resultate sind im Rahmen der Zeichengenauigkeit identisch.
Die Amplituden ug und Vi sind von Malmberg nicht angegeben
worden, so daB kein Vergleich mit den dsrgebnissen der nu-

merischen Sandwicnmethode mdglich ist.

1

Uf

zelgt sich also, daB die numerische Sandwichmethode im
Vergleich mit der Malmberg'schen Theorie nicht nur die Stand-
zelt bis auf wenige Prozent lbereinstimmend vorauszusagen
vermag - eine Diskrepanz, die angesichts der Werkstoff-
unsicherheiten vernachlédssigbar ist - sondern dariiber
hinaus Verformungen, Dehnungen und Spannungen in sehr be-
friedigender Weise wiedergibt. Da in dieser neuen Theorie
praktisch keinerlei Einschridnkungen hinsichtlich der An-
wendung enthalten sind, weist sie eine ganze Reihe von
Vorzigen auf. Bevor darauf eingegangen wird, sollen jedoch
zundchst Vergleiche und Auswertungen von Experimenten

durchgeflihrt werden.

b,3,5.5 Vergleich mit experimentellen Ergebnissen

Messungen der Kriechkollapszeiten tkrit von Rohren unter
AuBendruck, die zur Uberpriifung der bisherigen theoreti-
schen Ergebnisse herangezogen werden kdnnen, wurden von
Corum /80/, Howl und Moore /81/ und Kaupa /89/ durcnge-
fihrt. Dabei stellen die Messungen von Kaupa die umfang-
reichsten Untersuchungen dar, die vor allem wegen der Lang-
zeltwerte flir die Beurteilung einer Theorie Bedeutung ha-
ben, allerdings zum Teil den Nachteil aufweisen, daR keil-
ne parallelen einaxialen Kriechversuche zur krmittlung der

Kriecheigenschaften vorhanden sind. Zun#chst sollen die
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JAmplituden der Verschiebungen [—]

0,02 /
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/
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0 tkrit

Diagramm 34 :Zeitlicher Verlauf der Amplituden der Ver-
schiebungen am Hauptscheitel ( f(¢ Y=f( ¢ )=1 ,siehe
Gleichung 88 und 89 ) bei einem isothermen Temperatur-
feld (Daten siehe Tabelle 5)
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Arbeiten von Corum sowie Howl und Moore diskutiert und aus-
gewertet werden. Diese ilessungen wurden zwar an véllig
verschiedenen Rohrgeometrien und verschiedenen Werkstoffen

durchgefihrt, weisen jedoch zwei Gemeinsamkeiten auf':

1. beide Messungen sind Kurzzeitmessungen; die Stand-

zeiten liegen etwa zwischen O und 250 hj;

2. beide Messungen wurden von den Autoren mit einer
zur klassischen Stabilitdtstheorie analogen Theorie

ausgewertet,

Corum untersuchte Rohre aus dem Werkstoff AISI 304

(r = 98,5 mm; w = 6,35 mm ; siehe Tabelle 2) bei einer Tem-
peratur von 6500C und verschiedenen Dricken. Von den vier
untersuchten Proben kollabierten zwel sofort (AuBendruck

p. = 55 und 57 at), wHhrend die weiteren zwel Proben Stand-

a
zeiten von 60 h (pa = 42 at) und 3410 h (pa = 32 at) er-
reichten.Der Langzeitwert von tkrit = 3440 h kann allerdings

nicht voll beriicksichtigt wérden, da die Probe nach 1056 h
und 2168 h aus dem Ofen ausgebaut und kalt vermessen wurde.
DaB dieser Aus- und Einbau entweder die Werkstoffeigenschaf-
ten oder die Geometrie verdndert haben muB, erkennt man

aus der Vermessung: hier ist - allen Erkenntnissen hinsicht-
lich der Ovalitidtszunahme (siehe z.B. Abb.14) widerspre-
cnend - 1in der Zeit von 0 < t < 1056 h eine groRere
Ovalitdtszunahme beobachtet worden als im etwas groferen
Zeitintervall 1056 < t < 2168 h. Die angegebene Standzeit
von 3410 h ist also sicherlich zu hoch. Die Probe wurde

in acht Ebenen vermessen, die einen Abstand von 30 cm auf-
wiesen. Bestimmt wurden jeweils der AuBendurchmesser ra(f )
und die Wandstdrke w(¢ ). Dabei wurde in jeder Ebene eine
quasi-elliptische Geometrie der Form

T t) = F (1+ a4, (1) cos 2¢) (5¢)

gefunden, so daB ein einziger Ovalitdtsfaktor o, bestimmt

werden konnte. Wohl bedingt durch die Herstellung verliefen
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die Hauptachsen des elliptischen Zylinders wendelfdrmig
entlang der Rohrachse. Die Kriechverformung bewirkte eine
Vergrdferung der Ovalitit, bei der die Achsensymmetrie
trotz der angegebenen Wandstidrkeschwankungen von aw= + 5 %
erhalten blieb, so daB auf einen relativ kleinen EinfluR
dieser Schwankungen geschlossen werden kann. Eine spezielle
Untersuchung hierzu wird im Kapitel 4.3.7 durchgefihrt.

Howl und Moore untersuchten sowohl glatte als auch berippte

Hlillrohre eines 20/25-CrNi-Stahls bei Temperaturen von

ca. T750°C und Drilicken zwischen ca. 15 und 40 at. Die maximal
erreichten Standzeiten lagen bei 200 h. Die untersuchten
glatten Proben variierten im Verhdltnis Wandstdrke zu ‘!
Radius von 0,045 bis 0,053, fiir die untersuchten Rippen-
rohre wurden Temperaturen zwischen 745 und 765°C in einer
Genauigkeit von + 5°C angegeben. An einigen Proben wurden
diskontinuierliche Messungen der Ovalititszunahme durchge-
flihrt. Zwar zeigen die Kurven den erwarteten qualitativen
Verlauf, sie sind jedoch wegen des hiufigen Aus~ und Ein-
baus der Proben (bis zu 30 Mal) aus den gleichen Griinden
wie der Langzeitwert von Corum nur bedingt zu verwenden.

Die Autoren Corum sowie Howl und Moore gehen bei der Aus-

wertung ihrer Messungen vom klassischen Stabilitdtskonzept
aus und legen die Gleichung (84) zugrunde. Die Berlicksich-
tigung von plastischen Dehnungen erfolgt iUber den Tangenten-

modul Et /Engesser, 90/

[ d6 (92)
t  de

oder durch den reduzierten Modul E, /Considére, 91/

4 EE,

{E%-+Et%}2
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wobel der reduzierte Modul Er zu einem etwas groReren Wert
flir den kritischen Beuldruck ftihrt /Corum, 80/. Die Wahl

der Querkontraktionszahl ¥ , die von ca. 0,3 im elastischen
Bereich bis zu 0,5 im plastischen Bereich reicht, ist proble-
matisch., Hierfir setzen Howl und Moo. re folgende Abhdngig-

keit an:
' G

v: 05 -02 (94]
Mit diesen Voraussetzungen 148t sich zunidchst der kritische
Beuldruck berechnen. Durch eine Analogie Ubertragen nun die
Autoren diese Stabilitdtsbetrachtung auf zeitabhingige Vor-
ginge, indem sie statt des {lblichen Spannungs-Dehnungs-
Diagramms isochrone Spannungs-Dehnungskurven zur Berechnung
der modifizierten Elastizit&dtsmodull verwenden. Dabei wird
allerdings die gzeitliche Anderung der Ovalitdt infolge von
Kriechvorgingen mit ihren extrem nichtlinearen Spannungs-
verteilungen in der Rohrwand gar nicht beschrieben, so daB
derartige Voraussagen sehr vorsichtig gewertet werden mis-
sen. DaBk diese Methode Uberhaupt vernilinftige Ergebnisse
liefern kann, liegt im schon erwdhnten charakteristischen
Zeitverlauf der Ovalitidt (siehe Abbildung 14) begriindet,
bel dem sich eine wesentliche Anderung der Ovalitidt erst
knapp unterhalb der Standzeit einstellt.

Corum erweitert diese Stabilitdtsbetrachtung von runden Roh-
ren auf Rohre mit anfidnglicher Ovalitit. Die Methode ist
jedoch sehr umstdndlich und erfordert eine Reihe von Schrit-
ten, die sich aus wiederholten Vergleichen von aufgenomme-
ner und aufgebrachter Arbeit an Hand der G- € Dlagramme

in Verbindung mit graphischen Auswertungen ergeben. Ein
theoretischer Vergleich zwischen der eigenen Methode und
dieser Stabilit&dtsbetrachtung wurde deshalb nicht durchge-
flihrt, zumal er auch praktisch unméglich ist, da Isochron-

kurven fiir groBe Zeiten nicht vorhanden sind. ©in Vergleich
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bleibt also auf diejenigen theoretischen Ergebnisse be-

schréinkt, die Corum selbst angegeben hat.

Im Diagramm 35 sind MeRergebnisse von Corum und theoreti-
sche Auswertungen zusammengestellt. Flr die Auswertung nach
Hoff und die eigene Berechnung nach der numerischen Sandwich-
methode wurde das von Corum fiir diesen Werkstoff angegebe-
ne Norton'sche Kriechgesetz mit den Werten n = 6,0;

k = O,5M.10‘1O verwendet. Die Hoff'sche Theorie liefert
wiederum im Bereich hoher Belastungen zu groBe Standzeiten.
Dieser Effekt kann im vorliegenden Fall jedoch leicht mit
Hilfe der Gleichung (85) korrigiert werden, da aus den bei-
den sofort kollabierten Proben ein kritischer Beuldruck von
ca. 60 at bekannt ist. Bei der numerischen Sandwichmethode
braucht keine derartige Korrektur vorgenommen zu werden,

da elastische und plastische Verformungen (siehe Kapitel
h,3,2) berlicksichtigt werden. Die eigene LOsung erfalt so-
wohl die Kurzzeitwerte als auch den Langzeitwert, so dap
von einer guten Ubereinstimmung gesprochen werden kann. Flr
diese Berechnung wurden die geometrischen und werkstoffmd-
RigenDaten verwendet, die Corum selbst angegeben hat.

Uberraschend ist, daB® auch die Stabilititsbetrachtung mit
Hilfe von isochronen Spannungs-Dehnungskurven durchaus zu
verninftigen Ergebnissen fuhrt. Es wird wiederum die allge-
meine AusSage bestdtigt, daB® theoretische Ergebnisse unter
Verwendung von identischen Kriechdaten im Vergleich mit den
Unsicherheiten aus den Werkstoffdaten nur wenig differie-

ren.

Die Ergebnisse von Howl und Moore an glatten Rohren sind

im Diagramm 36 der eigenen LOsung gegenlibergestellt. Zu be-
achten ist, daR® die Proben sowohl in der Geometrie als auch

in der mittleren Temperatur Unterschiede aufwiesen,wdhrend
sich die theoretische Auswertung auf mittlere Daten beschrinkt.
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Diagramm 35 :Auswertung der Mepergebnisse von Corum /80/ mit der Theorie

von Hoff /84/ und der numerischen Sandwichmethode
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Da das von Howl und Moore angegebene Kriechgesetz einen
Faktor der Zeitverfestigung aufweist ( &€~ tQ4), kann keine
Auswertung nach Hoff durchgefiihrt werden. Auch hier be-
schreibt die Ldsung der numerischen Sandwichmethode die

MeRBwerte in zufriedenstellender Weise.

Im Gegensatz zu den bisher genannten Autoren hat Kaupa Lang-
zeitmessungen an verschiedenen HiUllrohrmaterialien bei Tem-
peraturen um 7000C durchgefihrt. Neben glatten Rohren wur-
den berippte Rohre untersucht, die Ergebnisse hierzu werden
jedoch im ndchsten Kapitel dargestellt und mit der numeri-
schen Sandwichmethode ausgewertet werden. Experimentell
wurde von Kaupa festgestellt:

1. Bei allen Proben stimmte die Ebene der Einbeulung mit
der Ebene Uberein, die durch die maximalen Anfangs-
durchmesser gegeben war., Die Beulform war ausschlieB-
lich zweiwellig.

2. Zwischen den Proben mit einem Verhidltnis Durchmesser
zu Linge von ca. 1 : 14 und 1 : 7 ergab sich kein Un-
terschied in der Standzeit.

3. Zeitliche Anderungen der Verformungen kdnnen nicht aus
Messungen an verschiedenen Proben gewonnen werden, die
zu verschiedenen Zeiten ausgebaut und vermessen werden,
sondern missen kontinulerlich ermittelt werden, da

sonst die Versuchsergebnisse zu stark streuen.

4, Keine der untersuchten Leglerungen kann AuBendriicken
von 180 at, wie sie beim dampfgekiihlten schnellen Brut-
reaktor geplant waren, ohne Entlastung von innen Uber

eine Zelt von ca. 20 000 h standhalten.

Im folgenden sollen zwel dieser Aussagen von Kaupa disku-
tiert werden. Zunichst stlitzt die Aussage 1 die in dieser
Arbeit h&dufig gemachte Annahme, daf sich die Anfangsovali-
tét durch eine cos 2y ~-Abhdngigkeit beschreiben 1&Rt.

Wie in den weiteren Ausflhrungen dieser Arbeit noch gezeigt
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werden wird, spielen die Oberwellen der Anfangsgeometrie
gegeniiber der cos 2y -Grundwelle praktisch keine Rolle.
Aus der Aussage 2 zieht Kaupa den Schluf, dafk auch kurze
Probenlédngen mit dem Verhdltnis Durchmesser zu Linge von
ca. 1 : 7 bereits als unendlich lang angesehen werden kon-
nen. Nach experimentellen Untersuchungen, die Krugmann
gemeinsam mit Griindl, Heintzelmann und HlUftle /92/ durch-
gefihrt hat, ist jedoch der Einfluf der Probenlidnge auf
die Standzeit komplizierter: nur Proben mit einem Verhilt-
nis von mindestens 1 : 15 sind als unendlich lang anzu-
sehen.

Kaupa hat die Experimente an glatten Rohren mit der Hoff'-
schen Theorie ausgewertet. Diese Auswertungen zeigen jedoch,
daR die Hoff'sche Theorie in der Form, in der sie Kaupa
verwendet hat (konstante Kriechparameter lber die gesamte
Kriechkollapszeit), nur dann geeignet ist, das Kriechbeul-
verhalten wiederzugeben, wenn der Werkstoff auch im Lang-
zeiteinsatz thermodynamisch stabil bleibt. In der Regel ist
dies jedoch nicht der Fall, so daR mit Anderungen der Kriech-
eigenschaften wdhrend der Beulzeit 2zu rechnen ist. Eine
Kriechbeultheorie sollte also mdglichen Anderungen der
Werkstoffeigenschaften wdhrend der Verformung Rechnung tra-
gen kénnen. Diese Forderung ist nur bei numerischen LOsun-
gen problemlos, so daf man durch die experimentellen Er-
gebnisse - vor allem durch die Langzeitwerte - ein star-
kes Argument daflr erhdlt, daR® zur L&sung von Beulphidno-
menen an Hillrohren numerische Ldsungen Vorteile bieten.

Die Langzeitwerte bestitigen auRerdem voll die in der Ein-
leitung zum Kriechbeulverfahren beschriebenen Abschétzung
hinsichtlich der Unsicherheit in der Voraussage des Lang-
zeitverhaltens (Diagramme 15 und 16).

Kriechbeultheorien k&nnen also Standzeiten nur dann ver-
ninftig wiedergeben, wenn die Kriecheigenschaften auch im
Langzeiteinsatz bekannt sind und wenn Anderungen der Kriech-
eigenschaften infolge von Werkstoffverdnderungen in der
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Theorie berlicksichtigt werden. Leider sind gerade von

der Charge (Incoloy 800, HH 6603), die Kaupa am ausfihrlich-
sten untersucht hat, die Kriechparameter sowohl im Kurzzeit-
versuch als auch im Landzeitversuch unbekannt, so daR eine
theoretische Uberpriifung dieser Kriechbeulstandzeiten kaum
méglich ist. Auswertungen verschiedener Kriechdaten von
Incoloy 800, die im Anhang 1 zusammengestellt sind, helfen
nicht weiter, da die Kriecheigenschaften stark vom Ti- und
Al-Gehalt sowie der Wirmebehandlung abhingig sind. Deshalb
werden in den folgenden Betrachtungen die Messungen von
Kaupa an glatten Rohren nur verwendet, um eine vergleichen-
de Untersuchung zwischen glatten und berippten Rohren durch-
zuftihren. Dazu wurden mit Hilfe einer statistischen. Aus-
wertung die Kriecheigenschaften aus den gemessenen Stand-
zeiten bestimmt. Dieser statistischen Auswertung wurde die
Hoff'sche Theorie zugrunde gelegt, nach der sich folgender
sehr einfacher Zusammenhang zwischen dem Druck P, und der
Kollapszeit ergibt:

1 -
Gpa =779 Loy + konst (99)

Rechnungen nach der eigenen numerischen Sandwichmethode
bestdtigen die prinzipielle Richtigkeit dieser Abhingig-
keit. Damit vereinfacht sich die statistische Auswertung
von Kriechbeulstandzeiten zur Anpassung einer Geraden,
Einzelheiten sind im Anhang 7 beschrieben. Aus den ieBwer-
ten erhdlt man mit einer statistischen Sicherheit von 95 %
folgende Nortonparameter:

"

n 6,3 + 1,9

kK = 0,39 . 10”11

ak: mehrere Grdlenordnungen

Die sehr groRen Einzelfehler a4k und an der Grdhen k
und n erklidren sich aus der geringen Zahl der MeRpunkte
(7), jedoch sollte man diese grofen Einzelfehler nicht

Uberbewerten, da die Vertrauensgrenzen der Voraussage aus




- 137 -

dem mittleren Fehler und nicht aus den unginstigsten Kombi-
nationen der Einzelfehler bestimmt werden.

Mit diesen angepaften Kriechparametern wurde die Standzeit
nach der numerischen Sandwichmethode ermittelt (Diagramm 37)
und mit der angepaBten Hoff'schen L&sung verglichen. Die
Unterschiede zwischen beiden Theorien betragen weniger als
20 % in der Standzeit. Zusitzlich eingetragen ist neben

dem Anpassungsfehler eine L&sung der numerischen Sandwich-
methode, bel der neben den Kriecheigenschaften auch Plasti-
zitdt durch ein fiktives i1deal elastisches - ideal plasti-
sches Verhalten mit einer Streckgrenze von G4=29 kp/mm2
berlcksichtigt wurde (siehe Kapitel 4.3.2). Erst oberhalb
des AuBendrucks P, ™ 200 at fH11lt dieser Einflu® merklich
ins Gewicht. Damit ist gezeigt, daR die gewdhlten Werk-
stoffdaten das Kriechbeulverhalten der glatten Rohrproben
richtig wiedergeben und somit der Auswertung der chargen-
gleichen Rippenrohre zugrunde gelegt werden kdnnen, die
im folgenden Kapitel beschrieben wird.

4,3.6 EinfluR von Rippen auf das Kriechbeulverhalten

Die bisherigen Betrachtungen haben gezeigt, dap das Beul-
verhalten glatter Rohre mit konstanter Wandstdrke von ver-
schiedenen Theorien in guter Ubereinstimmung beschrieben
werden kann. Allerdings zeigten die Messungen von Kaupa,
dak kein Werkstoff unter extrem hohen Belastungen

(pa > 100 at) und Temperaturen oberhalb 650°C eine genligend
hohe Sicherheit gegen Kriechbeulen wdhrend der Einsatzzeit
bietet. Aus diesem Grund wurde in verschiedenen Laborato-
rien versucht, das Kriechbeulverhalten von Hiillrohren durch
Lidngsrippen zu verbessern. Diese Rippen waren zum Teil
wendelfdrmig angeordnet, wobel der Steigung jedoch aus kih-
lungstechnischen Grinden Grenzen gesetzt sind. Bislang konn-
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Diagramm 37 :Theoretische Auswertung der Mepwerte von Kaupa /89/ an glatten
Rohren nach der Theorie von Hoff /84/ und der numerischen Sandwichmethode
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ten derartige Geometrien nur experimentell untersucht wer-
den. Sie werden in den folgenden Kapiteln mit der numeri-
schen Sandwichmethode auch theoretisch untersucht.

4,3.6.1 Vergleich der elastischen Spannungsverteilung
in einem Rippenrohr zwischen der numerischen
Sandwichmethode und Ergebnissen von Krieg /93%/

Zundchst soll die elastische Spannungsverteilung eines Rip-
penrohrs gegebener Geometrie (Rotationssymmetrie und

6 AuRenrippen) mit einer L&sung von Krieg /93/ verglichen
werden. Das Diagramm 38 gibt die Geometrie sowie ein Iso-
spannungsfeld der tangentialen Spannung wieder /Krieg, 94/.
Danach ist der RippeneinfluB auf den glatten Rohrteil nach
einer halben Rippenbreite abgeklungen, so daf in grofen
Bereichen zwischen den Rippen Spannungsverteilungen wie im
glatten Rohr herrschen. Der Rippenkopf ist praktisch span-
nungsfrei. Im Diagramm 39 wird diese Spannungsverteilung

in sechs radialen Schnitten mit den Spannungen in beiden
Sandwichschalen verglichen. Die Ubereinstimmung ist zufrie-
denstellend, vor allem wird auch die geringe Spannung im
Rippenkopf richtig wiedergegeben. Die Elemente hatten beil
dieser Untersuchung einen Segmentwinkel von 2.

4.3,6.2 Auswertung der experimentellen Ergebnisse von
Howl und Moore /81/ sowie von Kaupa /89/ an
Rippenrohren mit der numerischen Sandwichmethode

Die Uberpriifung der MeRergebnisse von Howl und Moore an Rip-

penrohren mit 16 AuBenrippen ist im Diagramm 40 wiederge-
geben. Bei kritischer Wertung sind folgende Punkte zu be-
riucksichtigen:



Abmessung |
L[mm]
06}
Dater 0 kplmm®
as 1 Rippenrohr mit 6 AufBenrippen
E = 73000 /c/o/mmz
V=03 1 kgpfmm®
fa® 100 al
94 1 2
2 kplmm
3 kp/lmnz
03
7154;0/%2 4kp/hmz
4
02r %0 kp /mm? S kp/mm
o171
6.5 ko/mm*
30° f — 20°

Diagramm 38 :Rippengeometrie und elastische tangentiale Spannung nach Krieg . /94/

- 071 -
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Diagramm 39 : Vergleich der elastischen tangentialen
Spannung nach Krieg /94/ mit der LOsung der numerischen
Sandwichmethode.Die Spannungen im Sandwichmodell sind
durch stark ausgezogene Linien bei +¢ charakterisiert.
(Geometrie der Rippe siehe Diagramm 38)
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1. Die Proben wiesen unterschiedliche Geometrien auf.

2. Die Versuche wurden bei unterschiedlichen Temperaturen
durchgeflihrt.

3. Das von Howl und Moore angegebene und fir die Nach-
rechnung verwendete Kriechgesetz ist nur im primiren

Kriechbereich giiltig.

Die Punkte 1 und 2 erkliren die Streuung der MeBergebnisse
von Howl und Moore. Der eigenen Rechnung wurden eine mittle-
re Geometrie und eine mittlere Temperatur zugrunde gelegt.
Die verwendete Strukturunterteilung ist im Diagramm 41 dar-
gestellt, in dem gleichzeitig ein Verschiebungsfeld einge-
zeichnet ist. Im Rippenbereich wurde eine Feinunterteilung
von 0,50 pro Element, im Glattrohrbereich eine Grobunter-
teilung gewdhlt. Insgesamt wurde das Hillrohr durch 160
Elemente idealisiert. Die Ubereinstimmung zwischen den MeR-
werten und den Rechnungen nach der numerischen Sandwichme-
thode ist zufriedenstellend. Sie wére sicher noch besser,
wenn alle Experimente unter einheitlichen Versuchsbedingun-
gen, vor allem bei gleicher Temperatur, durchgefilhrt worden

wiren,

Sehr Uberraschend ist die gute Ubereinstimmung der theore-
tischen Auswertung, die Howl und Moore selbst vorgenommen
haben, mit den Experimenten (siehe ebenfalls Diagramm 40),
obwohl die Autoren an Stelle der tatsdchlich vorliegenden
Rippengeometrie ein Rohr mit einer gemittelten Wandstirke
nach Gleichung (84) untersucht haben.

An Hand des Verschiebungsfeldes (Diagramm 41) ist zu er-
kennen, daf die einzelnen Rippen in der Tat keinen ausge-
prigten EinzeleinfluR ausliben, so daP sich dieses Verschie-
bungsfeld nur sehr unwesentlich vom Feld eines glatten Roh-
res unterscheidet. Diese Tatsache kann die Ubereinstimmung
zwischen Theorie und Experiment erklidren und wurde durch
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grohe Halbaéhse
| 1mm ‘

Diagramm 41 : Geometrie des von Howl und Moore /81/
untersuchten Rippenrohrs sowie das nach der numerischen
Sandwichmethode berechnete Verschiebungsfeld (t

# i)
Die Verschiebungen sind gegeniiber der Geometrie im Maf-

stab 4:1 vergriopert.
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eine eigene Rechnung nach der numerischen Sandwichmethode
untermauert, in der ebenfalls eine gemittelte Wandstirke
zugrunde gelegt wurde. Fir Hillrohre mit weniger Rippen
versagen jedoch derartige Mitteilungen und fihren zu vdllig
falschen Ergebnissen, wie eigene Untersuchungen zeigten.

Die Auswertungen der Experimente von Kaupa /89/ an beripp-
ten Rohren mit der eigenen Sandwichldsung ist im Diagramm
42 dargestellt, wobei die Bestdtigung der Rechnung durch
das Experiment unmittelbar zu erkennen ist. Um den Umfang
der Rechnungen zu begrenzen, wurden ausschlieflich Rech-
nungen fiir ein Hilllrohr mit 6 Rippen durchgeflihrt, weil
dieses 6fach berippte Rohr gegeniiber dem glatten Rohr die
maximale Standzeitverbesserung aller von Kaupa untersuchten
Rippenrohre ergibt. Die Geometrie dieses Rohrs ist im Dia-
gramm 43 wiedergegeben. Es ist zu erkennen, daR die recht-
eckige Rippe durch eine Parabel idealisiert wurde, um die
tatsdchliche vorhandene Spannungsfreiheit in den AuBenecken
des Rippenkopfes zu berlicksichtigen. Aus den Ergebnissen
ergeben sich folgende allgemeine Aussagen:

1. Auch bel berippten Rohren ist die Beulform im wesentli-
chen vom Typ cos 2¢ . Diese von Kaupa experimentell
gefundene Tatsache wird durch Rechnungen bestétigt.

2. Der Vergleich zwischen glatten und berippten Rohren
liefert eine nur geringe Verbesserung des Kriechbeul-
verhaltens.

Im Diagramm 43 sind die Ergebnisse der Rechnungen an einem
glatten Rohr und einem Rippenrohr mit 6 Rippen miteinander
verglichen (pa = 150 at). Die beiden Rechnungen fir das
Rippenrohr unterscheiden sich in der Lage der Rippen zu

den Halbachsen der quasielliptischen Form. Wie bei der Dis-
kussion der Ergebnisse von Howl und Moore erwdhnt wurde,
differieren die Verschiebungsfelder der Rippenrohre von
denen des glatten Rohrs. Derartige Geometrien (6 Rippen)
diirfen also auf keinen Fall durch Rohre mit gemittelter
Wandstérke idealisiert werden.
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N\____numerische Sandwichmethode

R
FIURL S

—--;‘- 8 Rippen, Steigung 6G0mm

‘
™
—-Q— 6 Rippen, Steigung 300 mm T

O,
100+ ,Q 3Rippen, Steigung oo \\
k=0,39-107% \

- n=6,3 - .

) \»
| E=15150 kp/mm?
v =0,383

=971~

T=33 .
}Glattrohrberelch
w=0,4

B

—Rippengeometrie s.Diagramm 43
Dimax~ Dmin= 60 #m J

10 100 1000 Standzeit t,[h]

Diagramm 42 : Auswertung der experimentellen Zrgebnisse von Kaupa /89/ an
Rippenrohren mit der numerischen Sandwichmethode

50




Diagramm 43 : Vergleich der Verschiebungsfelder (10-fache
Vergroperung gegeniiber Radius) nach der numerischen Sand-
wichmethode bei verschiedenen Geometrien (t =t

krit)
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Vergleicht man die MeBergebnisse und die theoretischen
Ergebnisse an glatten und berippten Rohren, die in dem
Diagramm 37 (glatte Rohre) und 41 (Rippenrohre) dargestellt
sind, miteinander, dann erkennt man keinen Unterschied

beider Gruppen in der Standzeit t Dies ist darauf zu-

rickzuflihren, daB® beide untersuchgg;tGruppen aus fertigungs-
technischen Griinden unterschiedliche Anfangsovalitidt auf-
weisen. Die Erhdhung der Standzeit durch Rippen ist also
vergleichbar mit einer geringfligigen Herabsetzung der

Ovalitét.

Zusammenfassend kann gesagt werden, daR durch integrale
Rippen, also durch Rippen, die eine feste Verbindung zum
Glattrohrbereich aufweisen, keine wesentliche Verbesserung
des Kriechbeulverhaltens erzielt werden kann. Diese Aussage,
die experimentell von Kaupa gefunden wurde, wird durch die
vorliegendentheoretischen Untersuchungen bestédtigt. Als
Konsequenz dieser Aussage ergibt sich, daB® auch durch eine
Modifizierung der Rippenzahl und der Rippenform das Kriecn-
beulen unter den zu Beginn dieses Kapitels genannten Bela-
stungen (pa > 100 at, J> 650°C) nicht verhindert werden
kann. Eine Beschdftigung mit Rippen ist also eher unter

dem Aspekt ihrer konstruktiven Funktion (z.B. als Abstand-
halter) oder ihrer Beeinflussung der KiUhlmittelstrdmung
sinnvoll. In diesem Zusammenhang muf wieder die Tatsache
gesehen werden, daB geringfligige Znderungen der Werkstoff-
parameter, wie sie z.B. durch Unterschiede der Chargen oder
durch sehr schwache Anderung der Temperatur gegeben sind,
eine weitaus grdRere Anderung der Standzeit zur Folge haben,
als integrale Rippen.
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4.3.7 EinfluB von Wandstidrkeschwankungen auf das Kriech-
beulverhalten

Um den Einfluf einer Wandstdrkenschwankung aw auf das
Kriechbeulverhalten absch&itzen zu kdnnen, wurde zunidchst in
einer gemeinsamen Arbeit mit Wolfes /95/ (Diplomarbeit)

eine exzentrische Rohrgeometrie untersucht. Die AuBen- und
Innenfliche dieser Geometrie wird durch kreiszylindrische
Fldchen gebildet, die um die Exzentrizitit e gegeneinander
verschoben sind. Zwischen der Wandstdrkenschwankung aAw

und der Exzentrizitdt e besteht folgender Zusammenhang:

Aw= 2€ (96)

Im Diagramm 44 ist die Standzeit tkrit in Abhdngigkeit von
& w aufgetragen., Flir aw-»0 geht die exzentrische Geometrie

in den rotationssymmetrischen Fall konstanter Wandstérke

liber, so daBR die Kriechkollapszeit gegen unendlich strebt.

Die bisher betrachtete exzentrische Geometrie ist jedoch
kein in der Realitdt zu erwartender Fall, da stets Abwei-
chungen von kreiszylindrischen Fldchen vorhanden sind, wie
bereits mehrfach erwdhnt wurde. Aus diesem Grund wird im
Diagramm 44 zus#dtzlich ein Vergleich zwischen den Ergebnis-
sen der exzentrischen Geometrie und ovalen Rohren konstanter
Wandstédrke durchgefilhrt, wobei aw fiir die ovalen Rohre kon-
stanter Wandstdrke die Abweichung von der mittleren Wand-
stdrke w bedeutet. Obwohl fir die ovale Geometrie die ge-
ringe Anfangsovalitit 10 um zugrunde gelegt wurde, zeigt
sich, daB bei gleicher Wandstirkenschwankung aw der Ein-
fluB der Ovalitidt auf die Standzeit tkrit
Einfluf der Exzentrizitit ist. Erst bei einer Exzentrizitét

grofer als der

von e = 0,05, die einer Wandstirkenschwankung Aw/w von
25 % entspricht, ist die Standzeit vergleichbar mit der
Standzeit eines ovalen Rohrs mit der mittleren Wandstérke

w‘
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Exzentrische Geometrie Ovale Geometrie
—
f fa // - () \\
N . . i . i i
T !
—n ( jeap—— —a © Lc—— b —ee W e
re= 35 mm gy =T (1 +ecos 2¢)
r=3,1 mm 0=076107 2 D= Dpin = 10 4m
Aw=b-a variiert T=33mm
e=AwW/ 2 Exzentrizitat w=0,4mm
e=0 Kreis mit: F=33mm;W=0,4mm AW=W-w variiert

Werkstoff: Incoloy 800 bei700°C
Aufiendruck: pg=50at

Aw[mm]‘

02|\

Standzeit fir exzentrischie Geometrie

\\

N T

O \
Standzeit {lr ovale GeonW—
- 0,1 &
0 500 1000 1500 t,[h]

Diagramm 44 : Vergleich der Standzeit tkrit zwischen
einer exzentrischen und einer ovalen Geometrie nach der

numerischen Sandwichmethode
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Da es keinen Zusammenhang zwischen den iblichen Angaben von
Ovalitdt und Wandstirkeschwankung auf der einen Seite und
einer nach Diagramm 44 definierten Exzentrizitit auf der
anderen Seite gibt, wurden flr die folgenden Untersuchungen
Geometrien in enger Anlehnung an tbliche Rohrspezifikatio-
nen gewdhlt, um zu realistischen Angaben lber den EinfluB

von Wandstérkeschwankungen zu kommen.

Diese Spezifikationen hinsichtlich der Geometrie liegen
flir Hillrohre des schnellen Brutreaktors in folgendem Be-
reich (Jakobi /96/):

Aufendurchmesser da + < 0,5 %
Innendurchmesser d; * < 0,5 %
Wanddicke w o+ <10 %
Geradheit 0,3 mm auf eine MeBl&nge von 300 mm
Rauhigkeit innen und aufen = 5 pm
Daraus ergibt sich eine maximale Ovalitdt D - D

max min
in der GrdRenordnung von 4O um, wie sie auch Kaupa /89/

flir seine schon diskutierten Versuche angegeben hat.

Da iliber die Verteilung der Wandstirke w(y ) in den Spezifi-
kationen keine Angaben enthalten sind, soll zun&chst der
ungiinstigste Fall ermittelt werden. Von vornherein ausge-
schlossen werden allerdings sprunghafte Verdnderungen der
Wandstirke, wie sie durch Oberflidchenverletzungen, Riefen
oder Werkstoffehler zustande kommen. Hier wird angenommen,
daB derartige fehlerbehaftete Rohre nicht in das Brennele-
ment eingesetzt werden.

Wie schon in den einleitenden Kapiteln erw&hnt wurde, kdn-
nen wegen der grofen Zahl der vorhandenen Parameter nicht
alle denkbaren Mdglichkeiten untersucht werden.



- 152 -

Ausgehend von einem reprédsentativen Beispiel wurden vari-
iert:

Nortonparameter k,n

Wandstédrkeverteilung w(f’)

Verhdltnis Wandstirke w zu mittlerem Radius r

Ovalitit

Zunidchst soll der EinfluR der Oberwellen der Anfangsgeome-
trie auf die Standzeit diskutiert werden. Diese Anfangsgeo-
metrie ist durch folgende Gleichung definiert:

o0 (o]
(¢, t-0) = F (4+23ﬁ{bq)w5J¢ +zzf&(bo)anjf) (97)
g e
Die vollstidndige elastische LOsung des Beulproblems, die

auch Oberwellen berlcksichtigt, ermbglicht eine erste Orien-

tierung:
last S,
/DeaS ) E (W) ((‘7) £=23 (@4‘}
) B 2 — i [
ket T-v v 12 ¢ : Ordnung der Beulform
Danach verhdlt sich
elast elast
Prrir (€°3) 8 Pt (€°9) 15
elast ﬁzg_' / elast ' 3
fece (€°2) Pece (42

Hbhere Beulformen bedingen also einen betridchtlich hdheren
kritischen Beuldruck, so daR insgesamt von zusédtzlichen

Oberwellen zur Grundwelle praktisch keine Vergrdferung der
Standzeit tkrit
mentell bestdtigt wurde. Im Detail wurde dieses Problem an

zu erwarten ist, wie auch bereits experi-

folgender Ausgangsgeometrie Uberprift:

v(p) =T (1A, Cos 2P + X, Cosdy ) (98)
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Die Amplituden &, und «, wurden so variiert, daf die maxi-

male Durchmesserdiskrepanz D - .
ure panz Ypax Dmln

fikationsgrenze liegt. Im Diagramm 45 sind die Ergebnisse
dargestellt. Die tatsdchlichen Standzeiten in Abhéngigkeit
von beiden Amplituden (also tkrit(alfg)) wurden auf die

Standzeit der Grundwelle (tkrit( Mﬁmax, % = 0)) normiert

innerhalb der Spezi-

und Uber dem Verhdltnis von &y X, aufgetragen. Selbst bel
einem im realen Hillrohr kaum zu erwartenden Wert von

oy : X, = 1 betrdgt die Erhdhung der Standzeit weniger als
20 %. Damit wird bestdtigt, dah die Grundwelle dominiert.
Sie wird folglich bei der Untersuchung von Rohren variab-
ler Wandstédrke als Mittelfldche der Ausgangsgeometrie ge-
wihlt.

Flir die folgende Untersuchung zum Einfluf von Wandstédrke-
schwankungen auf das Kriechbeulverhalten kann also der EinfluB
von Oberwellen der Anfangsgeometrie vernachlissigt werden.
Ausgehend von einer Mittelfliche der anfi#nglichen Geometrie
vom Typ cos 2¢ soll nun diejenige Verteilung der Wandstérke
w( ¥ ) gefunden werden, die den unglinstigsten Fall darstellt,
d.h. die niedrigste Standzeit ergibt. Wegen der nichtlinea-
ren Abhdngigkeit der Kriechgeschwindigkeit von der Spannung
ist von vornherein zu erwarten, daR diejenige Verteilung

w(y ) am unglinstigsten ist, bei der die geschwdchten Stel-
len der Wand mit Punkten der hdchsten Belastung, d.h. den
Hauptscheiteln zusammenfallen, Dies ist bei der cos 4y -
Verteilung der Fall. Entsprechend wurden die zu untersuchen-
den Verteilungen der Wandstirke ausgewdhlt: eine schwache
Stelle der Wandstdrke sollte in jedem Fall mit einem
Hauptscheitel zusammenfallen. Betrachtet wurden:

i

wiy)=w (1173, cwsly) {:12,46

w(g) =W (1 -8, sing ) (99)
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Ausgangsgeo metrie

vom Typ:
R cos 2¢ cos4y
' @
( ) (X} /
r(?,t’O)::F“ +DCZC032Y) [‘(.flt=o}:F(1+o<qc0529)

Z,Of tkri&(o""a(")

- tkrit(“':jxo("ao) Dmax _Dmin =40 /“m

1,5 Daten:
T=3,3mm

/ w=04mm =~ |

/ E=15150 kp/mm?
/ v =0,383
n=6,3 -
/ k=0,39 10"
1.0 / .

e

0 1 2 3 IA 5 ol

Diagramm 45 : Dinfluf einer Oberwelle vom Typ cos4-y

auf die BStandzeit tkrit bei einer Ausgangsgeometrie
r(f ,t=0) = T ( 1+a,co8 2f +a,cos 4y )
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Die Werkstoffdaten entsprachen drei, vom Gehalt an Ti und
Al abhdngigen, reprisentativen Legierungen von Incoloy 800
bei 700°C (siehe auch Anhang 1).

Die Ergebnisse sollen nicht im einzelnen dargestellt werden,
da sich wie erwartet zeigte, daR die Verteilungen der Wand-
stdrke vom Typ cos Uy und cosy die stérkste Auswirkung
auf die Standzeit haben. Man erh#dlt also ein zu den Ergeb-
nissen der azimutalen Temperaturschwankung ganz analoges
Resultat.

Die Verminderung der Standzeit liegt bei einer Wandstédrke-
schwankung von aw = + 5 % bei 20 %. Etwa gleichwertig sind
die Verteilungen siny und cos 2y anzusehen, die eine Re-
duktion von ca. 10 % zur Folge haben, die ndchste nennens-
werte Standzeitminderung wird von der cos 6Y -Verteilung
mit etwa 5 % erreicnt. HH1lt man sich allerdings den Her-
stellungsprozef vor Augen, dann sind Verteilungen wie

cos by , cos 6y praktisch ausgeschlossen, so dak nur den
Verteilungen cosy und siny eine realistische Bedeutung
zukommt. Diese FHlle kdnnen als Kombination eines ovalen
Rohrs mit einer Exzentrizitidt angesehen werden. Flir eine der
drei untersuchten Legierungen sind diese Ergebnisse im
Diagramm 46 zusammengestellt. Aufgetragen ist die Standzeit-
reduktion.

w=konst = w

t ., - .
/: ket t““t ~400  [°/7] (100)
w: Konst = w

t

krit

bezogen auf das glatte Rohr iUber der Wandstdrkenschwankung
AW,

Den weiteren Untersuchungen hinsichtlich des Einflusses von
Werkstoff- und Geometrieparametern soll der in der Praxis
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Standzeitreduktion

f[%)]
+100
[)) /
N /
C
o
-
T /
X
+50 = |
g /‘, Wiy =W [1+0,cos ¥ )
: —
P
/ .
Wegy =W (1-ysin F)
- W =W (1-RBcos2Y¥)
1 7
AW [°/o]
=i
0 +10 +20 +30
Daten:
=33 mm , W=0,4 mm
%,=0,003
p, =100 at
Incoloy 800 bei /=700
n=63 k=0,39:-10""

/

Diagramm 46 :Standzeitreduktion f in Abhingigkeit von der
Wandstédrkedifferenz bei verschiedenen Wandstirkeverteilungen
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zu erwartende unglinstigste Fall einer Wandstédrkenvertei-
lung vom Typ cosy zugrunde gelegt werden. AuBerdem soll
sich diese Untersuchung auf Kriechgesetze vom Norton'schen
Typ (Gl.4) beschrinken. Wegen der linearen Abhingigkeit
der Kriechgeschwindigkeit E° vom Nortonparameter k soll-
te dieser Parameter keinen Einfluf auf die Standzeitre-
duktion haben. Das gleiche gilt vom Parameter der Anfangs-
ovalitédt sowie vom Verhdltnis von mittlerer Wandstirke w
zu mittlerem Radius r bei konstantem AufBendruck, da in al-
len drei Fillen das Verh#ltnis der Kriechgeschwindigkei-
ten

‘C
(c: a Rehr
glattes Ro N ( C;o > (104)

‘C
E‘3esch wachtes Rohr 64

konstant bleibt. Dagegen sollte wegen der nichtlinearen
Beziehung zwischen der Kriechgeschwindigkeit und der Span-
nung eine Abhingigkeit der Standzeitreduktion vom Norton-
parameter n zu erwarten sein. Da das Verhdltnis der
Kriechgeschwindigkeiten (G1.101) auch bei Variation des
Druckes konstant ist, sollte diese Abhidngigkeit von n

fir alle Drilicke gelten.

Die Untersuchungen bestitigen diese Uberlegungen. Es gilt:
die Standzeitreduktion f ist unabhingig von den Grdfen
Nortonparameter k,
Ovalitit,
mittlerer Wandstirke.

Die Abh8ngigkeit der Standzeitreduktion f vom Nortonpara-
meter n ist im Diagramm 47 dargestellt, sie ist in einem

weliten Bereich relativ schwach.

Zusammenfassend kann festgestellt werden, daR die in realen
Hiillrohren verschiedener Werkstoffe aufgrund von Wandstidrke-
schwankungen zu erwartende maxi.male Reduktion der Stand-
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Standzeitreduktion

f[%]8 :

e =100 @t

A p-=50at

QO nR-=150at
+20
+10
0

IA 5 6 7

Daten:
r=3,3mm
w=0,4 mm

A__vlzt 5 %

®,=0,003

Diagramm 47 : Standzeitreduktion f in Abhéngigkeit

vom Nortonparameter n bei einer Ausgangsgeometrie

r(y,t=0) = T (1+a2cos2~p)
w(p,t=0) = W (l+51008\f )
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zeit in der Gréfenordnung von ca. 30 % liegt, eine Reduk-
tion, die bel weitem unterhalb der zu beriicksichtigenden
Werkstoffunsicherheiten liegt und die sich selbst bel sehr
genauer Kenntnis der Kriecheigenschaften der betrachteten
Charge und einer exakten geometrischen Ausmessung wohl
kaum experimentell wird nachweisen lassen. Dazu kdnnen die
Versuchsbedingungen im Kriechbeulexperiment vor allem hin-
sichtlich der Temperatur der Probe nicht exakt genug einge-
halten werden. Eine experimentelle Uberpriifung dieser Aus-
sagen zum Kriechbeulverhalten eines Rohrs variabler Wand-
stdrke ist also nur Uber den Weg einer leicht herstellbaren
und auch ausmeRbaren variablen Geometrie méglich, wie sie
z.B., durch Abschleifen der Rohrproben denkbar ist.

4.4 Kriechbeulverhalten des Verbandés Hiille - Brennstoff
(Stitzwirkung)

‘Wie bereits in der Einfihrung zum Brennstap dargestellt wur-
de, werden zur Zeit drei Brennstabkonzepte verfolgt:

a) freistehende, feste Hille ("strong cladding")

b) Hille, die sich auf den Brennstoff auflegt und allen
thermisch oder durch sonstige Effekte bedingten Deh-
nungen der Hille folgt ("fuel-cladding-interaction',
"Wursthautprinzip")

¢c) entliiftete Hille ("vented fuel")

Im Prinzip ist die Konstruktion der Konzepte a und b iden-
tisch, sie unterscheiden sich vor allem in der Wandstérke.
Dabei wird stets angenommen, daf beim Konzept a der weitaus
grofRte Anteil der mechanischen Festigkeit von der Hiille
aufgebracht wird, widhrend beim Konzept b der Brennstoff eine
stitzende Funktion ausiibt. Der Vorteil dieser Konzeption
liegt vor allem in der sehr viel besseren Neutronendkono-
mie, die durch die geringere Wandstirke erzielt wird, Al-
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lerdings muB flr dieses Konzept stets sehr sorgfdltig Uber-
prift werden, ob der Beitrag des Brennstoffs zur Stiitz-
wirkung ausreicht, insbesondere muR das Kriechbeulverhalten

dieses Konzepts genau analysiert werden.

Zur Klidrung der Belastbarkeit einer Brennstofftablette wer-
den zundchst einige EinfluBgrdBen betrachtet. Ausgehend von
der etwa parabelfdrmigen radialen Temperaturverteilung im
Brennstoff mit der betridchtlichen Temperaturdifferenz von
ca. 1000°C (Mitte - Brennstoffoberfliche) erhidlt man ein-
mal recht unterschiedliche Kriechgeschwindigkeiten in den
verschiedenen Brennstoffzonen, zum anderen extrem hohe
Warmespannungen. Zu beachten ist vor allem der Abbau der
Wiarmespannungen an der AuRenseite durch RiBbildung sowie

der Abbau der Druckspannungen im Inneren der Brennstoff-
tablette durch Kriechvorginge oder durch plastische Verfor-
mungen. Da nach einer>Abkuhlung der Tablette im Tabletten-
inneren Schrumptrisse entstehen kdnnen, ergeben sich im
Betrieb Rifstrukturen, deren Auswirkung auf die mechanische
Festigkeit bestenfalls statistisch zu beurteilen ist. Ex-
perimentelle Befunde zum Brennstab eines gasgekiihlten
scnnellen Brutreaktors lieferte ein Versuchsprogramm, lber
das Simon et al. /97/ berichten. In diesen Versuchen wurde
das Verhalten von 16 Stdben unter Reaktorbedingungen gete-~
stet, wobei die Stédbe teils nach dem Konzept a, teils nach
dem Konzept b ausgelegt worden waren. Die Ergebnisse wurden
in zwel Gruppen klassifiziert, wobei eine Gruppe stabile,
die andere kollabierte Stibe enthdlt. Als Ergebnis waren
also nur 16 ja - nein-Aussagen hinsichtlich der Brennstabver-
formung mdglich, aus denen keine allgemeinen Aussagen Uber
das Verformungsverhalten gewonnen werden konnten. Uber dhn-
liche Untersuchungen, die sich auf Brennstdbe unter Dampf-
kilhlungsbedingungen beziehen, berichtet H6chel /98/. Auch
aus diesen Experimenten konnte keine Grenze der Belastbarkeit
aufgezeigt werden. Im folgenden soll eine HMethode entwickelt

werden, die einmal die Auswertung solcher extrem teuren
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Versuche (Grdfenordnung ca. 100,000,- DM pro Probe) még-
lich macht, zum anderen Versuchsauslegungen verbessert.

Flr den Brennstab eines gasgekilhlten schnellen Brutreak-
tors soll nach dieser Methode das Konzept b auf seine prin-
zipielle Brauchbarkeit untersucht werden.

4,4,1 Modell zum Verband Hiille - Brennstoff

Voruntersuchungen wurden zundchst im rotationssymmetrischen
Fall durchgefiihrt. Da aus der Temperaturverteilung eine

sehr starke Zunahme der Kriechgeschwindigkeit zum Tabletten-
inneren folgt, kann von vornherein angenommen werden, daR
von den inneren plastischen oder fast platischen Zonen kei-
ne mechanische Festigkeit zu erwarten ist. Zur Beurteilung
einer Stitzwirkung durch die Brennstofftablette reicht es
also aus, nur einen #Hubkeren tragenden Ring zu betrachten.
RiBstrukturen sollen dabei zundchst nicht berlicksichtigt
werden.

Das aus diesen Uberlegungen gewonnene Modell des Verbandes
Hlille - Brennstoff zeigt die Abbildung 21.

b

Brennstoff‘ring "

|
Hille
—

DO\
N

%

P ——/ st p_
2\

N

Abb.21: Rotationssymmetrisches Modell zum Verband
Hille ~ Brennstoff
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Da sich elastischeKonstanten des Brennstoffs nur unwesent-
lich von denen der Hille unterscheiden /99/, wurde durch
eine weitere Annahme eine ganz wesentliche Vereinfachung
dieser Voruntersuchungen erzielt: Es wurde angenommen, daR
der durch Spaltgasfreisetzung entstehende Innendruck auf
der Innenseite des Brennstoffrings wirkt, so daB der Ver-
band der beiden koaxialen Rohre ebenfalls durch die Glei-
chungen (5 - 15) beschrieben wird. Nach AbschluR dieser
Voruntersuchungen wurde bekannt, daR Jankus und Weeks /49/
im LIFE-IT Rechenprogramm die gleiche Annahme gemacht haben.
Um bei der Definition der ortsabhingigen GroRen (z.B. der
Kriechvorginge) die Unterschiede zwischen Brennstoff und
Hiille richtig beschreiben zu k&nnen, wurde von der dquidi-
stanten Unterteilung der Raumpunkte zu einer variablen
Unterteilung lbergegangen (Abbildung 22).

Brennstoff“ring”
Hulle

h—-p

a

; : Radius

12 jj#4 m Raumpunkte

he

N
L

Abb.22: Definition der Raumpunkte im Verband

An der Trennstelle zwischen HiUlle und Brennstoff wurde

r. - 1. = 102
{0 (o2
gesetzt. Die ortsabhidngige Kriechgeschwindigkeit £ ()
wurde durch Gesetze vom Norton'schen Typ beschrieben. Flr

den Brennstoff wird in der Literatur derzelt ein Norton-
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exponent ~ 1 vorgeschlagen /Brucklacher, 100/, so daR vis~-
koelastisches Kriechen vorliegt:

n(~¥) ‘
éfor)= ﬁgj -G;(T) " Halle (Jmﬂxjwum)
(103)
E'VCC’Y') = kB(v') - G, () Brennstoff ( Imdex 1, )

k,n : Nortonparameter
6, : Vergleichsspannung

Fir die Kriechgeschwindigkeit von UO, wird hier und im
folgenden eine Formel verwendet, wie sie auch im Rechen-
programm SATURN 1 verwendet wird /Elbel,101; G.Karsten et
al. 46; F.Depisch et al., U7/. Sie basiert auf einer Aus-
wertung experimenteller Ergebnisse, die Brucklacher et al.
/103%/ ermittelt bzw. zusammengestellt haben. In Abh#ngigkeit

von der Temperatur gilt fiUr den Nortonparameter kB:
v ‘ ‘ 0 : , B 4
A 3 (cpep(- 2] 104)
“B“”-Arg-w{ Dexp (- =) (

Q /[W/cm/ Stabléngenleistung
ry /mm/ Brennstoffaufenradius
r, [mm/ Brennstoffinnenradius
T /°KJ Temperatur

y

- Jan~( /em . mm

A = 1.4.10 Z:W_EB_E—
B = 45 000  /OK/
c = 0,4
D = 9.8-10"

Die Angabe des Wertes von A bezieht sich auf eine theore-
tische Brennstoffdichte von 96 %, also eine Porositdt von
4 %. Mit 6 in den Dimensionen kp/mm2 erhdlt man die
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Kriechgeschwindigkeit &€ /1/hJ. Die Abh#ngigkeit von der
Porositit ergibt sich aus

. C ' C 0 1 1
& (P) = €, (P=4/o)-'3—(’l+;3—Pz) | (105)
p £ %7 Porositit

Wie schon im Kapitel 2.2.3 diskutiert wurde, wird die
Kriechgeschwindigkeit von UO2 unter Bestrahlung oberhalb
einer Grenztemperatur durch thermische Platzwechselvorginge
bestimmt, unterhalb dieser Temperatur sind StoRprozesse
dominant. Die durch Verlagerungskaskaden hervorgerufenen
lokalen Uberhitzungen bestimmen im unteren Temperaturbe-
reich allein das Kriechverhalten, so daB hier eine von der
Temperatur unabhingige Kriechgeschwindigkeit beobachtet
wird. Die Gleichung (104) trigt beiden Prozessen Rechnung
und flihrt zu praktisch konstanter Kriechgeschwindigkeit
~unterhalb ca. 1000...1200°C. Da die Strahlenschiden im we-
sentlichen von der Spaltungsrate je Volumeneinheit, d.h.

von Spaltungen/cm3

sek, abhdngig sind, ergibt sich die
lineare Abhdngigkeit des Nortonparameters kg von der Stab-
ldngenleistung Q und der Geometrie in Gleichung (104).

Die librigen in der Gleichung 104 enthaltenen Parameter sind
mit einigen Unsicherheiten behaftet, die vor allem aus

der Kombination verschiedenster Effekte wdhrend des Abbran-
des herrlhren, allerdings quantitativ noch nicht erfaft wer-

den ko&nnen.

h.4.2 Voruntersuchung zur Stlitzwirkung im Fall
von Rotationssymmetrie

Das mechanische Verhalten der koaxialen Rohre (Hllle und
Brennstoff) wird sehr stark davon abhdngen, in welchem MaB
sich die Kriechgeschwindigkeit beider Werkstoffe unterschei-
den: kriecht der Brennstoff"ring" wesentlich schneller als
die Hiille, dann wird sich der Kontaktdruck zwischen Hillle
und Brennstoff verringern (Relaxationskonstellation). In
diesem Fall wird also die Aufweitung oder die Schrumpfung
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des Verbandes im wesentlichen vom HlUllrohrverhalten be-
stimmt. Der entgegengesetzte Fall, daB das Verhalten vom
Brennstoff bestimmt wird, ist ebenfalls denkbar. Der Un-
terschied zwischen der radialen Aufweitung der Hlille allein
und des Verbands ist somit ein direktes MaR flr die zu

erwartende Stltzwirkung des Brennstoffs.

Infolge der Nichtlinearitidt zwischen Kriechgeschwindigkeit
und Spannung in der Hllle verschieben sich jedoch bei ver-
schiedenen Belastungen die Einflisse von Hiille und Brenn-
stoff auf das mechanische Verhalten: wdhrend bei niedrigen
Spannungen das Gesamtverhalten im wesentlichen vom Hull-
rohr bestimmt wird, gewinnt bei hdheren Spannungen das
Brennstoffverhalten zunehmend an Bedeutung.

Die im folgenden beschriebenen Voruntersuchungen zur Brenn-
stoffstitzwirkung wurden an der Werkstoffpaarung Inco-

loy 800 - UO2 durchgefihrt. Die Rechnungen wurden zur Ver-
suchsauslegung eines Bestrahlungsexperiments in Helium Loop
des Forschungsreaktors FR 2 im Kernforschungszentrum Karls-
ruhe verwendet /D.Brucklacher, A.Gerken, D.Freund, K.Labk-
mann, 102/, in dem neben den Auswirkungen von instationé-
ren Betriebszustinden das Kriechverhalten des Brennstoffs
unter Bestrahlung untersucht wird. Da durch die Loop-Kon-
struktion die maximalen Driicke auf Werte P, < ca. 30 at
beschrinkt sind, muf die Werkstoffauswahl und die Festle-
gung der Geometrien sehr sorgfidltig erfolgen, um zu gewdhr-
leisten, da die gewlinschten Aussagen zum Brennstoffverhal-
ten nicht durch eine zu "starre" Hillle Uberdeckt werden,
deren Beitrag zur Festigkeit wesentlich grdRer als der zu
messende Beitrag des Brennstoffs ist. Als vorl&dufiges
Hiillmaterial wurde Incoloy 800 ausgewihlt, die Wandstérke W
mulRte aus fertigungstechnischen Grinden mindestens 0,2 mm
betragen.
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Ein Teil der eigenen Ergebnisse fiUr diese Versuchsauslegung
ist im Diagramm 48 zusammengestellt (pa = 30 at). Die Dicke
des tragenden Brennstoff”"rings" w' wurde zwischen 0,2

und 0,4 mm variiert. Diese relativ diinne tragende Schicht
ergibt sich aus der schon erwidhnten Uberlegung, daB die
inneren Zonen des Brennstoffs keinen Beitrag zur mechani-
schen Festigkeit liefern. Ebenfalls variiert wurde in den
Rechnungen der Nortonparameter ky,.¥an erkennt im Diagramm
48, daB k, in diesem speziellen Fall zwischen 107" una 1070
liegen muR, um eine wesentliche Beeinflussung des Verfor-
mungsvernaltens der Hiille, also eine Stutzwirkung zu er-
zielen. Da die Kriechgeschwindigkeit des Brennstoffs und
damit auch der Faktor kB von der Stablidngenleistung Q

und der Geometrie abhingt (siehe G1.104), kann bel fest-
liegender Stabgeometrie die Stablingenleistung so festge-
legt werden, daR im Versuch eine meBbare Brennstoffstlitz-

wirkung zu erwarten ist.

Die schon in der Einleitung dieses Kapitels erwdhnten Span-
nungsumlagerungen zwischen HUlle und Brennstoff (Relaxa-
tionskonstellation) sind ebenfalls im Diagramm 48 darge-
stellt. Flr diesen Datenfall ergibt sich ein betrdchtlicher
Abbau der Spannungen im Brennstoff und eine damit verkop-
pelte Zunahme der Belastung in der Hilille.

Diese Voruntersuchungen ergeben filir die spezielle Anwen-
dung auf Proben fiir den Helium-Loop als Ergebnis,daf eine
Hiille aus dem Werkstoff Incoloy 800 eine zu hohe Kriech-
festigkeit besitzt und deshalb flir diese Versuche unge-
eignet ist. Ausgewdhlt wurde daraufhin eine Zircaloy-Le-
gierung, deren Kriechgeschwindigkeit bel den geplanten Ver-
suchstemperaturen so hoch ist, daR die Hiille nur eine sehr

geringe mechanische Festigkeit aufweist.

Als allgemeilneres Ergebnis dieser Voruntersuchungen kann

bereits die Aussage gemacht werden, daR eine Brennstoff-
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Diagramm 48 : Radiale Aufweitung des Verbands Hiille-

Brennstoff (oberes Bild) sowie Verteilungen der Ver-

gleichsspannung o (untere Bilder)

3
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stlitzwirkung nur dann zu erwarten ist, wenn die Spal-
tungsrate pro Volumeneinheit [Spaltungen/cmBS] gering ist.
Zusdtzlich muR diese Aussage weiter eingeschridnkt werden,
wenn der gerissene Brennstoff weniger Stlitzkraft auszuliben
vermag als der in dieser Voruntersuchung betrachtete unge-
rissene Brennstoff. Diese Frage wird im ndchsten Kapitel
behandelt.

by, 3 Bemerkungen zur RifRstruktur des Brennstoffs

4.4,3,1 Stand der Literatur

Das Festigkeitsverhalten von U02-Tabletten wird bestimmt
durch die relativ niedrige Zugfestigkeit, die in der Gro-
Renordnung von CTB = 10 kp/mm2 liegt. Diese Zugfestigkeit
ist primidr abhingig von drei Parametern: Korngride, Po-
rositidt und Temperatur /Engelhardt et al., 99/. Canon /104/
gibt eine lineare Abhidngigkeit zwischen G?B und der Tempe-

ratur, wie sie im Diagramm 49 dargestellt ist.

c‘g’*[kp/mnﬂ

20
/
15
//
]
10—
5
v 1Tl
0 500 1000 1500 2000 2500

Diagramm 49: Abhdngigkeit der Zugfestigkeit von UO

von der Temperatur e
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Im Gegensatz hierzu liegt die Druckfestigkeit von UO2
etwa bei £ 100 kp/mm°.
Die Beurteilung hinsichtlich der Folgen von Rissen auf die
mechanische Festigkeit wird einmal dadurch erschwert, daf
die experimentelle Untersuchung der gerissenen Brennstoff-
tablette stets im kalten Zustand erfolgt, zum anderen durch
die Tatsache, daR lber RiRfortpflanzung wenig bekannt ist.
AuRerdem mup wihrend des Reaktorbetriebs.beili den vorliegen-
den hohen Temperaturen mit einer Ausheilung der Risse

durch Schwellvorginge oder plastische Vorginge gerechnet
werden, so daf sich eine zeitabhingige RiBstruktur ein-
stellt. Instationldre Vorginge beim An- oder Abschalten sowie
bei Leistungsdnderungen wihrend des Betriebs haben Uber

die Knderung der Temperaturen ebenfalls EinfluB -auf die
Rifstruktur.

Die modelltheoretische Behandlung einer vom Betriebszustand
und vom Abbrand abhidngigen Rifstruktur, die zudem noch sehr
stark statischen Charakter aufweist, kann nur niherungswei-
se durchgefilhrt werden. Jankus und Weeks /49/ simulieren

den gerissenen, anisotropen Werkstoff durch ein fiktives iso-
tropes Material mit modifizierten Eigenschaften. Liegt z.B.
ein Rif in einer axialen Ebene vor, dann gilt bei Rotations-

symmetrie:
G, = O
€, = (6, -V& ) /E
€, = (G, -vG,) /E (106)
€, = ~V(G, +G.)/ E

Um dieses Verhalten durch eine isotrope Beschreibung még-
lichst gut annidhern zu kdnnen, setzen Jankus und Weeks
folgende Gleichungen an:
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S0

«3 ,  LSo , (so
E’T:<6“'f’ "Vgi_ - Vo, )IE’
'so , U'so , (S0 ,
&= (6 -ve, -ve )|E (107)

'so ), USO , 5o ,
& c (67~ w6 -6 )|E

Q

L'S 0
Q. : isotrope Ersatzspannungen (j = 1,2,3 Q't f'a)
Die elastischen Konstanten E' und ' werden von den Auto-

ren so gewdhlt, daR die mittleren quadratischen Abweichun-

gen

3
‘ s 2
D-) (&) (106
IEERL
minimal werden. Sie erhalten

Ve o
C (109)
E~t

Treten Risse auch in den anderen Hauptachsenrichtungen auf,
dann wird das anisotrope Materialverhalten des gerissenen
Brennstoffs mehrfach durch isotrope Ndherungen simuliert:

’

\7": \)’(%)m
. 1o '
- el

m' = Anzahl der Risse

(109°)

Uber RiBfortpflanzung werden keine Aussagen gemacht. Die

Anzahl der Risse wird zonenweise bestimmt: .Uberschreitet
G'j eine vorgegebene Bruchspannung (;B’ dann wird der

Brennstoff in dieser Zone und nur in dieser Zone als ge-

rissen betrachtet.
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Flr die Erhdhung der Kriechgeschwindigkeit des gerissenen
und durch eine isotrope N&herung simulierten Brennstoffs
wird folgende Beziehung angegeben:

m' (’nB-’I)
(%) (110)

unge rissen

. C
3

v

gerissen

nB: Norton'scher Spannungsexponent der
Kriechgeschwindigkeit

Da experimentelle Ergebnisse jedoch auf nBca 1 hinweisen,

erhdlt man aus dieser Gleichung keine Erhdhung der Kriech-
geschwindigkeit im gerissenen, isotrop simulierten Brenn-

stoff.

Uber das Ausheilen der Risse werden von den Autoren drei
Annahmen gemacht.

Risse heilen, wenn

1, Zugspannungen zu Druckspannungen werden,
2. Temperaturen gréfer als 1400°C sind,
3. ein stationdrer Fall linger als 1 h vorliegt.

Nach der Ausheilung der Risse werden die gleichen Werkstoff-
daten wie flr den ungerissenen Brennstoff angenommen.

In dhnlicher Weise behandeln Duncombe et al. /54/ mechani-
sche Auswirkungen von Rissen. Sie nehmen an, daf die tan-
gentiale Spannung in einem radial gerissenen keilfdrmigen
Bruchstiick von der Mitte her abnimmt und erst in der N&he
der Bruchfliche gegen Null strebt. Zusdtzlich wird ein Ver-
keilen dieser Bruchstlicke angenommen, so daf sich die mitt-
leren tangentialen Spannungen zwar verringern, jedoch an
keiner Stelle Null werden. Auch hier wird das Verhalten des
gerissenen Brennstoffs Uber eine Anderung der elastischen
Dehnungen simuliert:



- 172 -

& C, -V -V o
& - _é_ -V C, v -6 | ()
EQ —\f}_ % C3 G\Q

Cl’ 02, CB: Faktoren

Es wird eine sofortige RiBausheilung angenommen, wenn
Druckspannungen auftreten. In diesem Fall wird fur die
betreffende Brennstoffzone mit Ci (i = 1,2,3) = 1 gerech-

net.

Eine von diesen beiden Arbeiten unterschiedliche Behandlung
wurde von Godesar, Guyette und Hoppe /52/ gew8hlt. Ausge-
hend von radialen Rissen bis ins Innere der Brennstoffta-
blette wird zunichst angenommen, daf sich die keilfdrmigen
Fragmente frei bewegen k&nnen. Durch Volumenzunahme in

einer Zone, sei es durch Schwellvorginge oder infolge von
Porenwanderung, kann es zu FestkOrperbricken der Brennstoff-
Fragmente kommen. Eine weitere Volumenzunahme des Brenn-
stoffs flihrt beil Vorhandensein einer Festkdrperbricke zum
Aufbau eines Festkdrperdrucks auf die HiUlle. Die Kriechge-
schwindigkeiten werden in zweil Kategorien eingeteilt: ober-
halb 1400°C sei die Kriechgeschwindigkeit unendlich groB,
unterhalb dieser Temperatur unendlich klein. Eine Aushei-
lung von Rissen wird durch eine Volumenbilangz lber frei ver-
fligbare Volumina ermittelt: Zun&chst erfolgt eine Volumen-
zunahme im plastischen Teil in die Einsenkungen der Tablet-
te, dann in radiale Spalte, wodurch eine RiRausheilung zu-

stande kommt, schlieRflich in den Zentralkanal.
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4,4.%3,2 Annahmen zur RiBstruktur bei der Untersu-
chung der Brennstoffstitzwirkung

Zur Behandlung der Brennstoffstiitzwirkung soll in dieser
Arbeit in &hnlicher Weise wie bei Jankus und Weeks bzw.
Duncombe et al. vorgegangen werden. Es soll zunichst die
Annahme gemacht werden, daf Spannungsspitzen im Innern des
Brennstoffs (Druckspannungen) durch hohe Kriechgeschwindig-
keit, Spannungsspitzen an der AuBenseite (Zugspannung)
durch RiBRbildung sofort abgebaut werden, so daR die Brenn-
stofftablette keine Wirmespannungen mehr aufweist. Durch
die Belastung des Brennstabs durch AuBendruck treten Druck-
spannungen auf. Daher kann RiRausheilung oder eine Anderung
der elastischen Konstanten angenommen werden. Da jedoch

die isotrope Simulation nicht zu einer Erh&hung der Kriech-
eigenschaften im Brennstoff fihrt (G1.111), ist diese Diffe-
renzierung nur von untergeordneter Bedeutung.

b by, u Konzepte zum Kriechbeulverfahren des
Verbandes Hlille - Brennstoff

Fiir den Verband von Hllle und Brennstoff wird folgendes
Modell gewdhlt: eine ovale Hillle mit einer Ausgangsgeome-

trie von .
T(ft-0)=7T (1+x,c0o82¢ ) (86)

sel durch AuRendruck und hohe Temperaturen so beansprucht,
da® widhrend der Einsatzzeit Kriechbeulvorginge auftreten.
Zundchst sel ein radialer Spalt zwischen Hlille und Brennstoff
vorhanden, so daf eine gewisse Zeit vergeht, bis Kontakt
auftritt. Der Brennstoff sei frei von Wirmespannungen und
ausschlieRlich durch den Kontaktdruck Pront beansprucht.
Wegen der hohen Temperaturen im Inneren der Brennstoffta-
blette wird angenommen, daf nur ein HuRerer Ring einen Bei-
trag zur mechanischen Festigkeit leisten kann. Es gzeigte
sich, dap dieser Ring eine mit der Hille vergleichbare Wand-
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stdrke aufweist, so daBk auch der Brennstoff durch ein
Sandwichmodell idealisiert werden kann. Dabei erh#dlt man
die Wandstdrke dieses tragenden Brennstoff"rings" aus der
Analyse des Temperaturprofils, Die Abgrenzung erfolgte et-
wa bel einer Temperatur von 7 = 1200°C und wird im folgen-
den noch erliutert werden. Da die Kontaktfliche lber die
Verformung von Hille und Brennstoff'"ring" vergrdRert wird,
muPl man sich zundchst Gedanken Uber die Verteilung und die
GroRe des Kontaktdrucks pkont(y7) machen. Diese Verteilung
ergibt sich aus der Bedingung, daB es wihrend der gesamten
Verformung zwischen der Innenseite des Hillrohrs und der
AuRenseite des Brennstoffs keine geometrischen Uberschnei-
dungen geben darf (geometrische Vertriglichkeit). Sowohl
die Verteilung selbst als auch das Integral lUber diese Ver-

teilung

P - kaont Ay (112)

Kontakt flache
miissen iterativ aus der geometrischen Vertridglichkeitsbe-
dingung ermittelt werden. Es war von vornherein zu erwarten,
daR® dieser Iterationsvorgang sehr aufwendig sein wilirde.
Deshalb wird in den folgenden Uberlegungen angenommen, daR
die Verteilung des Kontaktdrucks bereits bekannt ist, so-
da nur das Integral der Verteilung iterativ zu ermitteln
ist. Diese bekannte Verteilung wurde einmal als variabel
(Annahme 1) zum anderen als konstant angenommen (Annahme 2)
(Abb.24).

Der Kontaktdruck entlastet die Hlille und belastet den Brenn-
stoff, wie es in der Abbildung 24 qualitativ dargestellt

ist.
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1y Kontaktdruck

Annﬁhme ’Il Annahme 2

Abb.23: Annahmen zur StlUtzwirkung

Abb.24: Belastung von Hiillle und Brennstoff im
Kontaktfall
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4,4,4,1 Kriechbeulverhalten bei variabler Verteilung
des Kontaktdrucks (Annahme 1)

Die Untersuchung nach Annahme 1 erfolgte gemeinsam mit Beste
/105/ (Studienarbeit). Um eine Aussage Uber die Verteilung
des Kontaktdrucks zu erhalten, wird der Brennstoff zunichst
als starr betrachtet. Dabeili muR wegen der Aufteilung der
Struktur in Segmente die Kontaktfliche durch diskrete Auf-
lager ersetzt werden, deren Kridfte zu ermitteln sind (Ab-
bildung 25).

Abb.25: Aufteilung des Kontaktdrucks in diskrete
Auflagerkrifte

Die Berechnung dieser Auflagerkridfte erfolgt wiederum mit
Hilfe des Arbeitssatzes und ist im Anhang 8 dargestellt. Die
statische Unbestimmtheit des Rohrs ernhdht sich um die Zahl
der Auflagerpaare. Zu den Momentverteilungen der Systeme
oM, mqn, man, "3" kommen also noch die Momentverteilungen

aller Auflager hinzu, die ebenfalls im Anhang 8 dargestellt
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sind. Aus den Verschiebungsbeiwerten

G
J - ;E: 1M g (113)
t - Ed
Segmente )
und der SchlieBbedingung
, = 114
diy + ; Xe G -0 (114 )

erhdlt man die statisch Uberzihligen X, die bereits die Auf-
lagerkrdfte enthalten und aus denen sich leicht Schnitt-
krédfte und Momente an jeder Stelle der Struktur ermitteln
lassen .

Mit der Ermittlung dieser Auflagerkridfte hat man einmal die
Vertellung der Stiitzkrifte lber die Kontaktzone ermittelt,
zum anderen die maximale Stltzkraft bestimmt, da der Brenn-
stoff als starr angesehen wurde. Von dieser Verteilung der
Auflagerkréifte wird angenommen, daf sie sich auch im Fall
von kriechfihigem Brennstoff wihrend eines Zeitschritts at
nicht &ndert. Durch einen Iterationsprozef wird aus der
geometrischen Vertriglichkeitsbedingung beider Kdrper ein
Faktor a diterativ ermittelt, aus dem die integrale Be-
lastung P durch den Kontaktdruck folgt:

P-a fﬁont(wdy’ (z’)
Kontakt{tache

Da der Kontaktdruck zeitabhingig ist, muf diese Berechnung
in jedem Zeitschritt durchgeflhrt werden.

h,4,4,2 Kriechbeulverhalten bei konstanter Verteilung
des Kontaktdrucks (Annahme 2).

Nimmt man von vornherein an, daBR der Kontaktdruck Uber den
gesamten Auflagebereich konstant ist, dann erhdlt man eine
sehr einfache Beschreibung von Schnittkriften und Momenten.
Die Belastung durch den Kontaktdruck ist wiederum iterativ
aus der geometrischen Vertréiglichkeitsbedingung beider
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Kbrper zu ermitteln. Besonders einfach erhdlt man die L&-
sung fir doppelte Symmetrie (Spiegelsymmetrie zur x- und

y-Achse), da die Querkrédfte an den Scheiteln zu Null wer-
den.

V(y-90") Qﬂ

\
\
\

o - : :
o , 1

\1/01 ¢-0) \y
‘0- S ystem N(y=0) 7" System

Abb.26: System zur LOsung der statischen Unbe-
stimmtheit

Wie aus der Abbildung 26 zu erkennen ist, wird das Moment
an der Stelle Y = 900 als Unbekannte gewidhlt. Mit den Vor-
zeichenkonventionen

MidM 4
Nod N 7L*~ N

als positive GrdBen erhdlt man folgende Gleichungen:

"O"-System

No(fzo P P Cos g (115)
0 »_’ol(frz-'rz +——i('r T, *r( 5ml,ﬂ +7, C05¥g ) (116 )

Mo(p0) =5 (T ) +3 o) P2y g 1Ty COSYg

fier O <y < {3 gott:

1

NO(H") g {COS \Pj Cﬁ(‘/"rﬂ)} TP Ty cos (3

1

M ()
fir  fg € < 90° qilt
NO(V’) - (P, +/)7_)'nf cos(3 + P2y sin fg sin(P+3) (119)

M,(¢:0) - —i—’ (warj) i '@cos}ﬂg(vﬁpcosf—v;) (118)
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o ° A 2 2 ,
MU0y = M(9=0) -5 (-7 ) -p, (-797, 5"”‘7"5"7‘/3 -
z
-’T‘g"f‘z CoS tfg ,._2_ +_ (,’20)
mit
= - arcl {—t'-f ‘ e 9T

Flir g ° O lassen sich diese Gleichungen leicht lber-
prifen:

N(np)'-(,o P ) Ty cos (B

Mo(xp)= M(ap o) - (~—f—z—-) ( ﬁf—ﬁ‘:) (124)
"1"-System
M'(¢) = konst =1 (122)

Die GroRe des unbekannten Moments erh#dlt man aus dem Ar-
beitssatz und der SchlieRfbedingung:

Si+as
¢, 0, 4, 0
g_M ds
S ¥l
X:=- Ee - (123)
df ¢ MM d
T ds
Segmente €T
SJ'

Aus der Uberlagerung des Momentenverlaufs im "O"-System
und im "1"-Systemt ergibt sich der tatsidchliche Verlauf
des Moments

M(y) - Mo(xp) + X-M‘(up) (124)

Fir die Belastungen gilt:

Hillle P, = P
1 a
(125)
Po = “Pxont
Brennstoff Py = 0
(126)

Po = *Pront
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b,4.4.,3 Vergleich beider Annahmen zur Kontaktdruck-
verteilung

Der Vergleich beider Annahmen wurde an einem speziellen
Datenfall (siebe Tabelle 6) flir die schon erwdhnten Versu-
che im Helium-Loop des Karlsruher Forschungsreaktors FR2
durchgefiihrt. Beide Konzepte liefern im Rahmen der Zeichen-
genauigkeit identische Ergebnisse flr die zeitliche Ande-
rung der Ovalitdt., Dies ist auf die Ubereinstimmung der in-
tegralen Belastung P in beiden Konzepten zurlickzuflihren.
Der Vergleich des numerischen Aufwands zeigt jedoch, daB
die Annahme einer riumlich konstanten Druckverteilung zu
einer sehr geringen Recnenzelt fllhrt, da sie nicht erst aus
einer Rechnung flr ein statisch mehrfach unbestimmtes Pro-
blem zu ermitteln ist. AuRerdem ist die Bestimmung von
Schnittkrdften und Momenten geschlossen mdglich. Die Ein-
sparung der Rechenzeit gegenliber der Annahme 1 betrug

ca. 90 - 95 %.

boy, 4.4 Untersuchungen an einem speziellen Datenfall

Am gleichen Datenfall zum Helium-Loop, der dem Vergleich
zwischen den Annahmen 1 und 2 zugrunde lag, wurden einige
Untersuchungen zum Anschmiegevorgang der Hllle an den bBrenn-
stoff sowie zur Frage des gerissenen bzw. ungerissenen

Brennstoffs durchgefihrt.

Zundchst ist im Diagramm 50 das Kriechbeulverhalten des Ver-
bandes Hille - Brennstoff dem Kriechbeulvernalten der Hiille
allein (Kurve 1) gegenilibergestellt. Die Betrachtungen wurden
flir einen Ausgangsspalt von 9,5 s m und Null durchgefinrt,
wobel dieser Spalt an der kleinen Haltachse (¥ = 90°) de-
finiert wurde. Da die im Kapitel 4.2.2 dargestellte Vorun-
tersuchung im Fall von Rotationssymmetrie ergab, daB ein

merklicher Beitrag zur Stitzwirkung erst flr einen Nortonpa-
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Daten der Hdulle

Werkstoff: Incoloy 800 bei 700°C

Auflendruck 20 at
Nortonparameter: n=7,1
| k=0,2510""
Daten des UOZ-Brennstoffs Sb
év=k8'Gv l
Kurve ! czb a3b OAJ) I5b 061
- -6l ~ T4 -5 - 5 -6 -5 [
80| kg u |10°10 10 110 10 MO 1O fO | 5
(<] oo et
Wst. w EE‘S 0,410,410,210,210,410,410,210,2 %)
Spalt[um}| °® 2 |0 |00 |0 |95]95/95|95]| 0|95
/ ub AJ
60— /
A—.G///
Kontakt bei /
Spalt von 9,5um Iy 6b
s0—
1 3b
3a
2
10, _ 6°
R _a_ =
0 200 400 600 Zelt[h!

Diagramm 50 :Kriechbeulverhalten des Verbands Hiille-Brennstoff




- 182 -

rameter k; < 107°

erbracht wird, wurde kg entsprechend
variiert. Das Diagramm 51 zeigt, dak diese Werte flir die
Geometrie der Priflinge, die im Helium-Loop eingesetzt
werden, bei niedriger Porositidt (P < 7 %) und einer Stab-
léngenleistung von ca. 500 W/cm auch durchaus realistisch
sind. Aus Abschidtzungen zum radialen Temperaturprofil ergab
sich eine Wandstirke des tragenden Brennstoff"rings" von

w' = 0,2...0,4 mm. Es zeigt sich, daB diese Variationen
einen weiten Bereich abgrenzen, in dem sowohl ein bedeu-
tender (Kurve 2b, 3%a, 4a in Diagramm 50) als auch ein zu
vernachlissigender Beitrag zur Stltzwirkung (5b, 3b in
Diagramm 50) zu erwarten ist. Durch genauere Analysen des
radialen Temperaturprofils sowie durch eine genauere Aus-
wertung der Gleichung (104) 1488t sich dieser Unsicherheits-

bereich jedoch noch eingrenzen.

Die folgenden Diagramme, die sich auf den gleichen Daten-
fall beziehen, geben Uber den Anschmiegvorgang der Hille

an den Brennstab AufschluB. Im Diagramm 52 ist Uber der Zeit

der Kontaktbereich flir den Anschmiegvorgang an einen star-
ren und einen kriechfdhigen Brennstoff dargestellt. Der Ver-
lauf der beiden Kurven ist anschaulich leicht erklirbar:
durch die Moglichkeit des kriechfdhigen Brennstoffs

(kg = 10—5) sich zu verformen, kommt es zu einem sehr viel
fritheren Aufliegen der Hillle als im Fall des starren Brenn-
stoffs. Die Diagramme 53 und 54 zeigen die HUllrohrgeome-
trie wdhrend des Anschmiegvorgangs. Aus der Gegeniberstel-
lung der Diagramme wird ein Problem sichtbar, das flr die
Beurteilung einer auftretenden HUllrohrbeanspruchung auBer-
ordentlich wichtig ist: je nach Spaltweite, Kriecheigen-
schaften und sonstigen EinfluBgroRen kann sich die Hillle
entweder glatt auf den Brennstoff auflegen oder eine Falte
bilden, die bei Lastédnderungen einer so hohen Wechselbean-
spruchung unterliegen kann, daf wenige Zyklen einen Bruch
zur Folge haben. Dieses Problem wird im Kapitel“m unter-

sucht.
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4 Nortonparameter : kB

Daten:

fa= 3,075 mm

=0 (dh, kein Zentralkanal)
Q = 300,500 W/cm

|
500 W/c
|

Porositdt P=15%

° \
T\ ]
: | 1
\ Por?sit'dt P=7%

| | |

1200°C 1000C 800C 700C
166 | | lf u

T k107

06 07 0,8 09 10 — K10

Diagramm 51 : Nortonparameter kB des Brennstoffs als Funktion
der reziproken Temperatur (Gl.1

04)
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yFrenl’]
90

\\ Brennstoff starr

50 AN

N

Brennstoff
kriechfdhig
(k=10"") I
30
N\ |
0 200 400 600 800 1000 1200 1400

Zeit[h]

Diagramm 52 : Zeitlicher Verlauf des Winkels fgrenz’
der die Linge der Kontaktzone bestimmt,bei starrem und
kriechfdhigem Brennstoff (Daten siehe Diagramm 50)
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Abweichung von der
‘Ausgangsform des Brennstoffs [ #m]

| . | Hille zur Zeit
TP ,~ t=0
i ~ t=1600 h

\Q‘ t=2500h

Brennstoff/ starr )
.
rg(t) \

20 210 0 10 20

Daten der_Hulle

Werkstoff: Incoloy 800 bei 700°C
Wandstarke: 0,2 mm
Aufendruck: 20 at

Brennstoffdaten
starre UO, Tablette
Ausgangsspalt: 95 um

Diagramm 5% : Anschmiegen der Hiille an starren Brenn-

stoff
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Abweichung von der
PAusgangsform des Brennstoffs [um]

Hulle zur Zeit
t=0

Brennstoff starr t=2500h

200 0 10 20

Daten wie bei Diagramm 53
kein Ausgangsspalt

Diagramm 54 : Anschmiegen der Hiille an starren Brenn-
stoff




- 187 -

Im Diagramm 55 i1st ein Vergleich zwischen gerissenem und
ungerissenem Brennstoff dargestellt. Die Bertiicksichtigung
der RiRbildung erfolgte liber einen simulierten isotropen
Werkstoff mit gednderten elastischen Daten. Da sich nach
Gleichung (110) kein EinfluR auf die Kriechgeschwindigkeit
ergibt, bewirkt diese Berilicksichtigung von Brennstoffris-
sen ausschlieRlich Anderungen der elastischen Dehnung, die
im allgemeinen keinen grofen EinfluB auf die vorliegenden
Kriechbeulprobleme haben. Erst wenn elastische Dehnungen
die GrdRenordnung von Kriechdehnungen erreichen, k&nnen
sich bei dieser Behandlung der Rifstruktur Unterschiede
zwischen gerissenem und ungerissenem Brennstoff bemerkbar

machen.

Diese Betrachtungen werden zwar durch die Tatsache gestltzt,
daR wihrend der Uberwiegenden Zeit beim Kriechbeulvorgang
keine Zugspannungen auftreten (siehe Diagramm 32), offen
bleibt jedoch die Frage, ob und wie sich die Fragmente der
gerissenen Brennstofftablette bei einer noch kleinen Kon-
taktfldche gegenseitig verkeilen. Leider liegt noch nicnt
gentigend Versuchsmaterial vor, um diese Fragen vollsténdig
zu untersuchen, Die im ndchsten Kapitel durchgefihrten Aus-
wertungen mit der eben beschriebenen Methode zeigen jedoch
keinen Widerspruch zu den Experimenten, die im folgenden

Kapitel diskutiert werden.

b, y,5 Untersuchung der Stltzwirkung am Brennstab
des gasgekiihlten schnellen Brutreaktors

h,4,5.1 Uberpriifung experimenteller Ergebnisse

Mit der in den vorangegangenen Kapiteln beschriebenen Me-
thode kdnnen sowohl Brennstdbe als auch Brennstabkonzepte flr
alle Reaktortypen hinsichtlich der Stltzwirkung analysiert

werden. Nun unterscheiden sich aber diese verschiedenen
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! Ovalitat
Dpay Drmin [um]

3-fache Anfangsovalitat

40 //
Berlcksichtigung /
von Rifbildung /
Uber GL.{110) Y, Kurve 3b

/ (Diagramm 50)

30

20

10

0 500 1000 Zeitlh]

Diagramm 55 : Zeitliche Aenderung der Ovalitédt bel ge-

rissenem und ungerissenem Brennstoff (Daten siehe Dia-
gramm 50 )
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Stabtypen zum Teil recht betridchtlich in einigen Daten wie
Stablédngenleistung, radialer Temperaturverteilung, Geome-
trie, elastische Werkstoffdaten, Kriechgesetze und Kriech-
daten, Korrosionsphinomene, Strahlenschidden und Belastungen.
Eine Analyse zur Stiitzwirkung kann man daher stets nur fir
einen bestimmten Stabtyp vornehmen. Eine Nomogrammdarstel-
lung mehrerer Analysen ist wegen der oben angedeuteten An-
zahl von Parametern unmdglich.

Hier soll diese Analyse flir einen Brennstab eines gasgeklihl-
ften schnellen Brutreaktors durchgefiihrt werden. Zunéchst
wird die Methode zur Auswertung der schon zitierten Versu-
che von Simon et al. /97/ herangezogen, die zur Beurteilung
der Brennstabkonzepte a ("strong cladding") und b ("Wurst-
hautprinzip") an einer speziellen Werkstoffpaarung und Geo-
metrie durchgefiihrt wurden. Zu beiden Konzepten wurden ins-
gesamt 16 _Testbrennstidbe hinsichtlich ihres Bestrahlungs-
verhaltens untersucht. Neun dieser Stdbe hatten Urandioxyd
als Brennstoff, sieben Stidbe waren mit Mischbrennstoff

(UO2 - PuO2) bestlickt. Variiert wurde Stableistung, Wand-
stdrke der Hille, Differenzdruck, Temperatur, Einsatzzeit
und HUllrohrmaterial. Schon dile Zahl der variierten Para-
meter bei insgesamt 16 Proben 14Rt darauf schliefen, daf
keine systematischen Untersuchungen angestrebt waren. Uber
theoretische Auswertungen wird nicht berichtet, die Ergeb-
nisse werden - wie schon in der Einleitung zu diesem Kapi-
tel erwdhnt - ausschlieBlich in zweili Kategorien klassifi-
ziert, wobel eine Gruppe stabile, die andere kollabierte
Stdbe enthilt. Es zeigt sich, da® alle Proben mit geringer
Wandstdrke, die hohen Temperaturen ausgesetzt waren, sehr
ernsthafte Schidden infolge eines Kriechbeulkollapses auf-
wiesen. Einen Schnitt durch eine derartige Geometrie zeigt
das Diagramm 56. An dieser Probe ist vor allem die grofe De-
formation zu erkennen, die bei den gegebenen Gittergeome-
trien unweigerlich zu Stérungen im Kihlmitteltransport

mit allen weiteren Folgen filhrt. Die Probe weist im Brenn-
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Probe: Hastelloy X - UO2

Daten: rgﬁ: r?u =1,05
Bestrahlungszeit 650 h
Hi _ o
aup en =760 "C
=600 W/cm
Py =56 at

Diagramm 56 : Querschnitt einer Probe von Simon et al.
/97/,die durch Kriechbeulvorginge deformiert wurde
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stoff eine Reihe von radialen Rissen auf, die in einem

ebenfalls stark deformierten Zentralkanal minden.

Andere Proben mit dickerer Wand (/< 7000C) zeigten jedoch
Uber lingere Zeit keine merklichen Verformungen und erreich-
ten Abbrinde bis zu 60 000 MWd/to. Bemerkenswert ist, daR
auch bei diesen hohen Abbridnden kein Schwellen des Brenn-
stoffs beobachtet wurde. Die Autoren nehmen an, daf ein-

mal die vorhandene Porositdt,zum anderen Nachsintereffekte
die Schwellvorginge kompensiert haben.

Eine vollstidndige theoretische Uberpriifung aller Versuche
ist nicht méglich, da eine Reihe von Daten fehlen., So ist
z.B. nur fir eine einzige Probe die tatsdchliche Belastung
angegeben, flr alle anderen Proben ist nur ganz pauschal
die GrdRenordnung dieser Belastung bekannt. Dariiber hinaus
werden keinerlel Angaben Uber Werkstoffspezifikationen und
Werkstoffbehandlung gemacht, so daR der auBerordentlich
wichtige Beitrag der Kriechdehnungen nur abgeschitzt werden
kann. Diese Abschitzung der Kriechdaten flir das Hlillrohr-
material Hastelloy X, eine Nickelbasislegierung (siehe Ta-
belle 2), wurde nach Werten von Clof /106/ vorgenommen
(Diagramm 57). Hier f&11t vor allem die Abnahme des Norton-
parameters k mit der Temperatur auf, wdhrend n mit der
Temperatur steigt. Die Erklirung hierfir wird im Ausschei-
dungsverhalten gesucht.

Mit diesen Daten fir die Hille wurden die Proben P1 (GAl),
P6 (GA-12), P6 (GA-13) von Simon et al. untersucht. Die
wichtigsten Daten dieser Proben sind in der Tabelle 7 zu-
sammengefaBt. An Hand des Temperaturprofils wurde die tra-
gende Brennstoff'"ring"dicke w' mit 0,3 mm abgeschitzt,

dieser Schicht wurde ein Nortonparameter kg= 0,1 ¢+ 10~

4 4 - ) wiederum mit
zugeordnet., Die Ovalitét Dmax Dmln wurde

Mo/mzangenommen.
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10 - 2} C]
650 700 750 800 850

0 —= [ C]
650 700 750 800 850

Diagramm 57 : Experimentell bestimmte Nortonpara-

meter k und n von Hastelloy X (siehe Tabelle 2)
nach Clof /106/
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Eine liberschlidgige Analyse zeigt, daR die Hiille der Probe
P1 (GA-1) infolge eines elastisch-plastischen Vorgangs so-
fort kollabieren wirde. Um also eine grdBere Einsatzzeit
ohne nennenswerte Verformung zu erreichen, mifRte eine be-
trdchtliche Stltzwirkung vorhanden sein. DaR die tatsich-
liche StuUtzwirkung nicht ausreicht, zeigt das Diagramm 58,
in dem die Kriechkollapszeit des Verbands Hille - Brennstoff
dargestellt ist. Der flache Verlauf der Kurve im Bereich
bis ca. 30 h weist darauf hin, daR die kritische Belastung,
die ein sofortiges Einbeulen zur Folge hat, fir diese Pro-
be beil ca. 80 at liegt. Vergleicht man die theoretische
Standzeit bel 56 at, die bei 40 h liegt, mit der Einsatz-
zeit von 650 h, dann wird das Versuchsergebnis, das eine
deformierte Geometrie ergab, verstidndlich.

Sehr viel schwieriger wird die Interpretation der Auswer-
tung der Probe P6, da von der tatsidchlichen Belastung nur
bekannt ist, daR der AuBendruck weniger als 70 at betrug.
Die Diagramme 59 und 60 zeigen die Ergebnisse, wobei

der nach unten gerichtetePfeil an den beiden MeBwerten die
Unsicherheit der Belastung andeutet. Zundchst fdllt auf,
daR der Beitrag der StuUtzwirkung, der aus dem Vergleich
zwischen der Hlllle allein (gestrichelte Linien) und der
Standzeit des Verbands (durchgezogene Linien) erkennbar ist,
praktisch zu vernachlidssigen ist. Dieser geringe Einfluf
ergibt sich aus dem Vergleich der Kriechgeschwindigkeiten
bei Belastungen p, < 100 at (= 7109C) nach dem im Kapi-
tel 4.4.2 dargestellten Modell. Setzt man zunschst an, dak
beide K&rper gleiche mittlere Spannungen aufnehmen, dann
ergeben sich fir den Quotienten der Kriechgeschwindigkei-

ten
« C

€
8

- 10 3-404 50 <pa < 400 at (12%)
Enna

Werte grdfer als 100. Infolge von Spannungsrelaxation im
Brennstoff wird sich die Hauptbeanspruchung in die Hillle



- 194 -

} p,lat]

100

— ' P1(GA-1)
50 o ! (Kollaps)

\
\ k

30 B s VN
20
10 g

10 100 1000
Standzeit thu[h]

Diagramm 58 : Standzeit tkrit des Verbands Hiille-Brenn-
stoff nach der numerischen Sandwichmethode (Daten siehe
Tabelle 6)
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ﬁ p[at]
100 S S -
50
Hille und Brennstoff
=== Hille |
O Ps(GA12) stabil
10
100 1000 10000
Standzeit ¢ h]
| p,lat]
800 '
100 . /~,812°C
T Y e
AVay
50 — e
_| o ey o)
—ee  H{llle und Brennstoff
——— Hille | ||
QO P6(GA13) Kollaps
10 ‘ J

100 1000 10000
‘Standzeit t,,[h]

der Hillle sowie des

Diagramm 59 und 60 : Standzeit tkrit
Verbands Hiille-Brennstoff nach der numerischen Sandwich-
methode (Daten siehe Tabelle 6).Die eingetragenen Pfeile
an den Mefwerten deuten an,dap der Druck wihrend des
Bxperiments nicht genau angegeben werden kann.
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verlagern (siehe auch Diagramm 48). Dieser geringe EinflufR
der Brennstoffstiitzwirkung bei den Proben P6 wird anschau-
licher, wenn er mit Einfliissen der HuUllrohrtemperatur auf
das Kriechbeulverhalten der HiUlle allein verglichen wird:
flir eine Hilltemperatur von 710°C entspricht der Einflub
der Stitzwirkung einer Anderung der Hillltemperatur von 1°C,
bei ca.810°C einer Anderung von ca. 10°C. Die relative
Zunahme dieses Einflusses mit der Temperatur ist auf die
Zunahme der Kriechgeschwindigkeit der Hille zurlickzuflhren.

Der Vergleich dieser Ergebnisse mit den MeBwerten zeigt,
daRk ein Einbeulen der Probe P6 (GA-13%) und Stabilitidt der
Probe P6 (GA-12) durchaus erklirbar ist, wenn Driicke ent-
sprechend gewfdhlt wurden. Da das Kriechbeulverhalten der
Proben ausschlieflich von der Hiille bestimmt wird, kann
eine genauere Analyse jedoch erst dann durchgefiihrt werden,
wenn neben den Angaben des AuBlendrucks auch genaue Angaben
zu Kriechdaten der speziell verwendeten Legierung bekannt

wédren.

b, 4,5,2 Theoretische Untersuchung zur Stltzwirkung

Die experimentellen Ergebnisse der Versuche P6 sowie deren
theoretische Auswertung weisen darauf hin, dal das Kriech-
beulverhalten des Verbands HiUlle - Brennstoff dieser Werk-
stoffpaarung und Beanspruchung im wesentlichen von der Hlille
allein bestimmt wird. Deshalb soll nun die Frage gekldrt wer-
den, ob das Brennstabkonzept einer sehr dinnen Hiille ("Wurst-
hautprinzip") pringipiell flr einen gasgekihlten schnellen
Brutreaktor méglich ist oder ob auch hier der wesentliche
Beitrag zur Festigkeit von der Hille herriihren muf. Zu
diesem Zweck wird im folgenden ein Brennstab analysiert,

der eine Hillrohrwandstidrke von w = O,4 mm aufweist. Nur

wenn dieser Stab infolge einer méglichen Stitzwirkung eine
hthere Belastung zuldpRt, ist es sinnvoll, eine dilinnere

Hlille von z.B. 0,3 mm zu untersuchen und gegebenenfalls als
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Brennstabkonzept vorzuschlagen. Geometrische Daten sowie
Werkstoffdaten sind in der Tabelle 8 zusammengefaRt. Die
geometrischen Daten ergeben sich aus vorgeschlagenen Brenn-
stabkonstruktionen, die Angabe des Wertes fUr die tragende
Brenstoff"ring"dicke von w' = 0,3 mm beruht wiederum auf
Auswertungen von Temperaturprofilen bei einer Stabl&ingen-
leistung von ca. 500 W/cm,wie sie in entsprechenden Ent-
wirfen vorgesehen ist. Durch Variation von Hullrohrtempe-
ratur und AuBendruck wurde ein Parameterfeld ermittelt,

aus dem die zul8ssige Belastung durch AuRendruck bei einer
gewlinschten Einsatzzeit von 20 000 h hervorgeht. Um diese
Betrachtung noch weiter dem realistischen Fall zu n&hern,
wurde der Aufbau eines entlastenden Innendrucks durch Frei-
setzung der gasfdrmigen Spaltprodukte berlicksichtigt. Da-
bei wurde angenommen, daB das Spaltgasplenum so dimensio-
niert ist,daR sich am Ende der Einsatzzeit ein Innendruck
von 80 at einstellt. Der zeitliche Ablauf dieses Innen-
drucks wird linear angenommen.

Die Ergebnisse sind im Diagramm 61 zusammengefaft. Aufge-
tragen ist jeweils die Kollapszeit der Hiille allein (ge-
strichelte Kurve) und die Kollapszeit des Verbands Hille -
Brennstoff (durchgezogene Linie).Der Unterschied beider
Kurven ist als MaR flr die Stiltzwirkung zu interpretieren.
Diese Vergleiche wurden fir drei reprisentative Tempera-
turen (650°C, 750°C und 820°C) durchgefiihrt. Man erkennt,
daR ein Beitrag des Brennstoffs zur mechanischen Festigkeit
nur in Bereichen relativ hoher Belastung zu erwarten ist.
Dies sind wiederum die Bereiche, in denen die Kriechgeschwin-
digkeit des HiUllmaterials infolge der nichtlinearen Span-
nungsabhingigkeit Werte erreicht, die mit der Kriechge-
schwindigkeit des Brennstoffs vergleichbar sind. In allen
drel Kurvenpaaren nimmt deshalb der Beitrag der Stitzwirkung
bei einer Reduktion der Belastung ab. Infolge des anstei-
genden Innendrucks, der eine Entlastung der Hiille bewirkt,
stellt sich fir jede Temperatur eine asymptotische, kriti-
sche Belastung ein. Flr Belastungen, die diesen Wert unter-
schreiten, tritt auch nach beliebig langer Belastung kein
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Diagramm 61 : Standzeit tkrit der Hiille sowie des Verbands Hiille-Brennstoff

nach der numerischen Sandwichmethode fiir die Werkstoffpaarung Hastelloy X
(s.Tabelle 2) - UO,(Daten siehe Tabelle 7)

10¢
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Kollaps auf. Bereits vor Erreichen der Einsatzzeit von

20 000 hmindet sowohl die Kollapskurve der Hiille allein
als auch die des Verbands in diesen asymptotischen Grenz-
wert ein. Eine merkliche ErhShung dieses filir die techni-
sche Beurteilung wichtigen Werts - er liefert eine obere
Grenze fir den zuldssigen AuRendruck - tritt nicht ein.
Selbst bei einer HiUlltemperatur von 820°C mit der hdchsten
Kriechgeschwindigkeit in der Hillle, bewirkt der Beitrag
der Stltzwirkung die HuBerst geringfigige Erhdhung der
asymptotischen Belastung von 67 at um 1 at.

Flir die Temperatur von 750°C ist der EinfluR der Porositit
des Brennstoffs auf die Stltzwirkung dargestellt. Aus der
Gleichung (105) ergibt sich eine empfindliche Abhingigkeit,
die Stlitzwirkung wird bei Erhdhung der Porositdt reduziert.
Die untere Grenzkurve des schraffierten Bereichs gibt die
Kollapszeit des Verbands flr eine Porositdt von 10 %, die
obere Grenzkurve bezieht sich wie die Kurven bei 650°C

und 820°C auf eine Porositdt von 4 %.

Die entsprechenden Ergebnisse sind flr = 7500C noch ein-
mal im Diagramm 62 in einer linearen Darstellung der Zeit
wiedergegeben, aus der der abnehmende Einflup der Stlitz-
wirkung bei Verringerung des AuBendrucks deutlich wird.
Gleichzeitig ist der linear ansteigende Innendruck einge-
tragen.

Aus diesen Untersuchungen folgt, daf der wesentliche Anteil
der Festigkeit von der Hille getragen werden mub, wenn Ein-
satzzeiten von 20 000 h angestrebt werden. Die Stltzwirkung
des Brennstoffs reicht nicht aus, um das Kriechbeulverhal-
ten merklich zu beeinflussen. Flr diesen speziellen Brenn-
stab muf also das "Wursthautprinzip" infolge von Kriech-
beuleffekten scheitern. Dies gilt auch, wenn eine zusétz-
liche Entlastung der HUllrohrbeanspruchung durch einen Vor-
druck im Brennstab erfolgt. In diesem Fall ist der Ordina-
tenwert der Diagramme 61 und 62 als ein Differenzdruck

zu interpretieren. Am Kurvenverlauf selbst &ndert sich
nichts.,



p, latl Aufendruck

Porositat=10%
Porositdt= 4 %

100

Hulle und B rennstoff
——— Hille

50
AN
oS Jr
— Zeit [h]
Fim
0 =000 10000 20000 Zeit b

Diagramm 62 : Standzeit t der Hulle sowle des Verbands Hiille-Brennstoff

krit
nach der numerischen Sandwichmethode flir die Werkstoffpaarung Hastelloy X

(s.Tabelle 2) - uo,, (Daten siehe Tabelle 7)

-00¢-
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4,4,6 Diskussion der Ergebnisse zur Stiutzwirkung

Die in dem Modell zur Berlicksichtigung der Brennstoffstiitz-
wirkung gemachten Annahmen sollen noch einmal in Zusammen-
hang mit der Analyse des Brennstabs eines gasgekiihlten Re-
aktors diskutiert werden. Zundchst wurde hierzu ein tra-
gender Brennstoff"ring"vorausgesetzt, dessen Dicke aus der
Analyse der radialen Kriechdehnungsgeschwindigkeit ermit-
telt wurde. Alle inneren Brennstoffzonen wurden von der
Betrachtung ausgeschlossen. Die Behandlung des gerissenen
Brennstoffs wurde in dhnlicher Weise wie bei anderen Auto-
ren vorgenommen (V.Z.Jankus, R.W.Weeks /49/ und Duncombe
et al. /54/), wobei postuliert wird, daf der gerissene
Brennstoff Druckkridfte aufnehmen kann. Diese Annahme birgt
die wohl grdfte Unsicherheit, da der Brennstoff'ring" an-
fdnglich mehr oder weniger punktfdrmig belastet ist, wie
die Abbildung 27 zeigt.

Abb.27: Belastung der keilfdrmigen Brennstoffragmente
zu Beginn des Beulvorgangs

Da im vorliegenden Modell die Phase der gegenseitigen Ver-
schiebung der gerissenen Fragmente bis zu einem Verkeilen

nicht berlicksichtigt werden kann, wird zumindest in dieser
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Phase die Stiitzwirkung des Brennstoffs Uberschidtzt. Trotz
sorgfiltiger Wahl der Dicke w' und der Kriechparameter des
Brennstoffs sind also die Ergebnisse im letzten Kapitel
eher als optimistische Erwartungen zu werten. Diese Ein-
schrinkung stiitzt jedoch wilederum die Aussage, dak beim
Brennstab eines gasgekiihlten schnellen Brutreaktors kein
Beitrag des Brennstoffs zur Festigkeit angenommen werden
darf. Die schon erwdhnten Versuche im Helium-Loop des For-
schungsreakters FR2, die zusammen mit Brucklacher, Gerken
und Freund durchgefithrt werden /102/ und die mit Hilfe des
im Rahmen dieser Arbeit entstandenen #odells zur 3Stiutz-
wirkung ausgelegt wurden, sollen eine weitere experimen-
telle Uberprifung ermdglichen. Erste vorliegende Ergebnis-

se stehen in voller Ubereinstimmung mit den Rechnungen.

4,4,7 Faltenbildung

Mit dem bisher behandelten Modell zur Erfassung der Brenn-
stoffstiitzwirkung kann ein weiteres, auBerordentlich wich-
tiges Kriterium in die technische Beurteilung eines Brenn-
stabs einbezogen werden. Dieses Kriterium ergibt sich aus
dem zeitlichen Verlauf des Anschmiegvorgangs der Hille an
den Brennstoff (siehe auch Diagramme 52, 53, 54), der ent-
weder zu einem glatten Anliegen der Hllle oder zu einer Fal-
tenbildung flhrt, die in jedem Fall vermieden werden muf,

um eine durch instationfdre Betriebsbedingungen bedingte

Wechselbeanspruchung in der Faltenspitze zu verhindern.

Flir eine spezielle Geometrie, die von Afmann und Steinberg
/69/ experimentell untersucht wurde, soll das Phdnomen der
Faltenbildung theoretisch untersucht werden. Aus dem Ver-

hdltnis von Wandstdrke zu Radius (0,2 : 7,5 mm) und den ge-
wihlten AuBendricken kann geschlossen werden, daR Verfor-

mungsvorginge der Hille im wesentlichen elastisch-plastisch
erfolgen. Aus diesem Grund wurden die Priiflinge, die einen

als starr anzusehenden Innendorn aufwiesen, sowohl bel Raum-
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temperatur als auch bei Temperaturen von 600°C und 7000C

nur einer einstiindigen Druckbelastung unterworfen. Die Mes-
sungen wurden an verschiedenen Stdhlen durchgefihrt. Simt-
liche experimentellen Ergebnisse zeigen, daB bei Unterschrei-
tung eines von Temperatur und Werkstoff abhingigen Einfill-
spiels selbst bei beliebig hohem AuBendruck die Hille fal-

tenfrei aufgeprelt wird.

Bei der hierzu durchgefilhrten eigenen theoretischen Uber-
prifung wurde angenommen, daf sich die elastisch-plasti-
schen Verformungen durch ein elastisch-viskoelastisches
Verformungsgesetz beschreiben lassen. Flr die plastische
Dehnungsgeschwindigkeit gilt dann:

g'V/"’““t: :;Q‘.t G, (128)
Wegen dieser Linearitit zwischen der plastischen Dehnungs-
geschwindigkeit und der Spannung kdnnen die Ergebnisse im
Diagramm 63% direkt liber dem Quotienten von Zeit und dem
Parameter kﬁﬁSt dargestellt werden. Aufgetragen sind die
Grenzen der Stabilitit gegeniliber Faltenbildung in Abhingig-
keit von Druck, der Spaltweite ad (Durchmesserspiel) und
der normierten Zeit. Eine Falte wurde in dieser Betrach-
tung durch das Auftreten einer Wendetangente in der Hillrohr-
geometrie definiert. Fllr die KrlUmmung ¥ gilt fir diesen Fall

X(¢) < 0 0 << 90° (129)

Die Bestimmung von 2 (¢ ) wurde an diskreten Stellen vorge-

nommen
v ﬂ}+2df{ e
¢ (tz ; 'TL:'Z) 3/2 (130)
mit
e Tl - Mi-q (131)
' Ay +afe
und S i S22+, -fa-'(q‘/;'c\%'m) (132)

: afet af
2

2
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Diagramm 63 : Stabilitdtsgrenzen fir Faltenbildung
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Die Definition der in diesen Gleichungen enthaltenen Gré-
Ben entspricht den bisherigen Bezeichnungen, soll hier
noch einmal dargestellt werden (Abbildung 28).

=X
Abb.28: Bezeichnungen der unterteilten Struktur

Wie erwartet, erhilt man eine kritische Spaltweite Ady cis
bei deren Unterschreitung es stets zum glatten Aufliegen

der HUlle kommt (Diagramm 63). Oberhalb dieser Grenze ist
sowohl die Dauer der Belastung als auch die Belastung selbst
eine EinfluRgrdRe filr die Faltenbildung. Da die Kriechge-
schwindigkeit bei steigender Belastung zunimmt, ist leicht
einzusehen, daR bel gleicher anfidnglicher Spaltweite ad

die Faltenbildung unter hoher Belastung fridher als beil
niedriger Belastung abgeschlossen ist. Die Stabilitdtskur-
ven fir verschiedene Belastungen zwischen 30 at und 100 at

geben einen Eindruck von dieser Abhdngigkeit.

Die entsprechenden Ergebnisse sollen nun noch fiir t = konst
betrachtet werden (Diagramm 64)., Dies entspricht der eigent-
lichen Versuchsdurchfiihrung, bei der die Priflinge nach
einer konstanten Abdriickzeit unter verschiedenen Belastungen
untersucht wurden. Flr den qualitativen Vergleich mit den
experimentellen Ergebnissen wurden drei Zeiten gewidhlt: die
Zeit ty und t, entspricht etwa der Versuchsdauer, die

Zeit t_ dem Grenzfall,flr den angenommen werden kann, daB

3
der Aufprefvorgang fiir alle Belastungen abgeschlossen ist.
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ad{um]| Spaltweite

aﬂnsRaumtanpautur}Messungen von
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Diagramm 64

: Stabilitédtsgrenzen filir Faltenbildung :

—e= p [at]

Vergleich zwischen

den Experimenten von ABmann und Steinberg /69/ und Ergebnissen nach der

numerischen Sandwichmethode

-90¢-
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Im Diagramm 64 sind diese drei Zeiten als Parameter in
Abhdngigkeit von Spaltweite ad und AuRendruck P, darge-~
stellt (durchgezogene Linien). Gleichgzeitig eingetragen
sind finf von ABmann und Steinberg /60/ experimentell be-
stimmte Stabilitidtskurven (a - e) verschiedener austeniti-
scher Stdhle. Die Kurven grenzen wiederum den Bereich der
Faltenbildung ab. Die Kurven a und b wurden bei Raumtempe-
ratur ermittelt. Die theoretische Kurve flir ty stimmt mit
dem gemessenen Verlauf qualitativ gut Uberein, vor allem
besteht eine Ubereinstimmung im Wert der kritischen Spalt-
weite A’dkrit' Die Kurven c,d,e wurden bei Temperaturen
von 6000C und 7000C ermittelt und deuten auf eine geringere
kritische Spaltweite hin. Diesé Diskrepanz zu den theore-
tischen Ergebnissen erklirt sich aus unterschiedlichen
thermischen Ausdehnungskoeffizienten von Hlille und Dorn, auf
den die Hillle gepreRt wird. Der Anfangsspalt ist heif sehr
viel grdRer als kalt, so daR die Kurven c,d,e bei Bezug
auf die auch der Rechnung zugrunde gelegten heifen Geome-
trie h8her liegen miiRten. Beim Abkiihlen jedoch schrumpft
der Dorn weniger als die Hiille, so daR eine im heifen Zu-
stand vorliegende Falte wieder gestreckt werden kann. Die-
se Versuchsergebnisse sind also nicht direkt mit theoreti-
schen Ergebnissen zu vergleichen.

Mit diesen Ergebnissen muf der Vergleich abgeschlossen wer-
den, da die Wahl eines viskoelastischen Kriechgesetzes
recht willkirlich ist, jedoch ohne weitere Angaben nicht
verbessert werden kann. So wurde z.B. vorausgesetzt, daR
viskoelastisches Kriechen gleichermafen flir Raumtemperatur
und fir Temperaturen von ca. 700°C gilt. Weitere Untersu-
chungen mit einem Nortonparameter n % 1 deuten jedoch

darauf hin, daB die kritische Spaltweite ad mit stei-

krit
gendem n herabgesetzt wird.
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Mit dieser Untersuchung zeigt sich erneut als wesentli-
cher Vorteil der beschriebenen Methode zur Untersuchung des
Kriechbeulverhaltens von Brennstiben, daB an keiner Stelle
der Theorie einschrinkende Annahmen Uber die Geometrie
wdhrend der Verformung notig sind. Man erh#lt also als Er-
gebnis stets reale Geometrien, Spannungen und Dehnungen,
die unmittelbar als Auslegungskriterien verwendet werden
kdnnen,
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Anhang A 1: Kriechdaten flr die Legierung Incoloy 800

Incoloy 800 ist ein hochlegierter austenitischer Stahl mit
einer Legierungszusammensetzung von ca. 50 % Eisen, 30 %
Nickel und 20 % Chrom (siehe Tabelle 2). Die Kriecheigen-
schaften sind wegen der Bildung von Karbiden und Nitriden sehr
-stark vom Titan- und Aluminiumgehalt abhidngig. Aus diesem
Grund wurden zu den Kriechdaten verschiedener Messungen

/Laue, Clof, Guyette, Al-1; CloB, Schidfer Al-2; Huntington
Bericht, A1-3%; Kaupa, 89/ der Ti- und Al-Gehalt angegeben.
Alle Angaben sind am Ende dieses Anhangs Al zusammengestellt.

Da Incoloy 800 keinen ausgepridgten Primirkriechbereich auf-
welist, haben alle Autoren eine Auswertung der Kriechparame-
ter nach dem Norton'schen Kriechgesetz (siehe Gl.4) vorge-
nommen. Trotz der stabilen Struktur von Incoloy 800 im
Langzeiteinsatz geben die Autoren zum Teil recht erhebliche
Unterschiede der Kriechparameter an.

Zundchst soll eine statistische Auswertung der Innendruck-
versuche an Rohren von Clof und Schdfer /Al-1/ nach der Me-
thode der kleinsten Fehlerquadrate /Zurmithl, A1-4/ vorge-

nommen werden.

Anzupassen sind Kriechparameter 2y (L = 1,2...). Die For-
derung der Ausgleichsrechnung lautet:

2
MeRwerte i

gy Gewicht des MeBwertes i

%*(Pd<@) : MeRwerte der tangentialen Kriechdehnung
flir den Druck p; zur Zeit ty

q(?(,ﬂ Q): tangentiale Kriechdehnung nach Kriechgesetsz
1
flir den Druck p; zur Zeit by
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Aus der Gleichung (A1-1) erhidlt man das Gleichungssystem

ng(p(,z‘)——m Zif(a P, t )3%—:0 (A1-2)

Meﬂ werte L Me/jwerie

Dieses Gleichungssystem ist jedoch wegen der Nicntlinearitit
der Kriechgesetze nicht direkt nach den gesuchten Kriechpara-
metern a aufldsbar. Zur Linearisierung wurde eine Taylor-
entwicklung durchgefiihrt. Schreibt man das Gleichungssystem

(A1-2) in symbolischer Schreibweise als

f (e, po 1, )=0 (A1-2)

dann lautet der Taylor-Ansatz

2 (A /’"3>

>
()
+
1
<

(m} fo 9{ ;
_ : vie
f( (Q,Z P f( ) ! aqd r:a’? * oa, !m

m: Iterationsindex

Dieses lineare Gleichungssystem ist nach Aaq aufldsbar.
Es gilt:

a = a + AaQ (A1-4)

Fiir das Norton'sche Kriechgesetz lautet die Gleichung
(A1-3):

£ D 0f < & o D, 98
{2 908 532G "4, “,fa%‘zjgé‘tﬁﬁ?f“

* Q% < 9 < D°
{th 9nt «Z?‘“& “Za(?léf gt f;«n

an

aft < . .
Zg 6 5 +/ 9.6 =L (A1-3)
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{ch £ 0f 29& ZQL %‘; s K

“ 5%7 9k “ i
* ) 95 2E D o , 0
H25:85GH - Zust 58 ~Zaasfen
_ % D¢ < de ,
Zy& 53 Lpags (A1-3)

Die angepakten Parameter aq sind mit Fehlern behaftet, die
aus dem mittleren Fehler

- \/Zgu { & cpr, fF} & (a,, ptol (A1-4)

F = Zahl der MeRBwerte - Zahl der anzupassenden Parameter
(Freiheitsgrad)
ermittelt werden /Zurmihl, Al1-U4/.

Flr die Beschreibung der tangentialen Dehnung in der
Mittelfaser é;tm wurden zwei Gleichungen verwendet:

n+A
1 3yvin on
.- - _ ' . 1-6
Em 3 fn{1 an(4>i1 G, t} (A1-6)
3 n+1 n
2
- J= - 1-
g{m exp{k{q) afZS}]’ 1 (A1-1)
Ky,n : Nortonparameter
Z1 : Geometriefaktor

(Stmo: tangentiale Spannung in der Mittelfaser
zur Zeit t = O

t : Zelt

GYt : konstante Spannung im Zeitintervall at

Die Gleichung (A1-6) wurde von Clof® und Schifer in ihrer
Arbeit hergeleitet, die Gleichung (A1-7) erhdlt man, wenn
die Kesselformel in Zeitintervallen at, in denen die Span-
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nungen als konstant angenommen werden, angewendet wird.

Hierfir 18Rt sich auch eine geschlossene LOsung angeben,

3

die hier jedoch wegen der umfangreichen Ableitungen i?—

nicht verwendet wurde.

Die Auswertung der MeRwerte nach den beiden Gleichungen

(A1-6) und (A1-7) liefert etwa die gleichen Ergebnisse:

k= 0,6 - 1070+ 0,5 « 1079

Auswertung nach
0,04 Gl. (A1-0)

]
"

5,57

I+

-8

k = 0,7 + 10 ° + 0,13 - 1078

Auswertung nacn

n = 5,65 + 0,015 Gl. (A1-7)

In den angegebenen Fehlern ist die Vertrauensgrenze zu
einer statistischen Sicherheit von 95 % entnalten. Die
Eingelgrdken der Grundgesamtheit liegen also mit einer sta-
tistischen Sicherheit von 95 % innerhalb der angegebenen

Vertrauensgrenzen.

Diese Ergebnisse stehen im Widerspruch zu den Angaben von
CloB und Schifer. Der Angabe der Autoren, dafl sich die
Kriechparameter unterhalb einer Verglelchsspannung von

Gv = 7 kp/mm2 dndern, mub ebenfalls widersprochen werden.
Verschiedene bereichweise Auswertungen lieferten hierflr

keine statistische Signifikanz.

Die Kriechbeulversuche von Kaupa /389/ wurden ebenfalls sta-
tistisch ausgewertet. Nach der Hoff'schen Theorie (siehe
Anhang 3) besteht folgender Zusammenhang zwischen dem AuBen-

druck b, und dem Nortonparameter n:

n

G pe i b iy ¥ konst (A1-8)
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Die Ausgleichsrechnung liefert wieder mittlere Fehler
sowie Fehler der EinzelgrdRen (siehe Anhang A7). Im vor-
liegenden Fall sind diese sehr grof, da eine MeBserie we-

gen der Langzeitwerte aus weniger als 10 Messungen besteht.

In der folgenden Tabelle sind die Kriechparameter von 10-
sungsgegliihtem Incoloy 800 bei 700°C zusammengstellt. Ent-
halten sind Literaturwerte sowie die eigenen Auswertungen.



T
3
e
+
&

Literatur k ; n (Gew. %) Bemerkungen
[ .
Laue, CloB 0,34 - 10_8 6,5 ‘ > 0 'unbestrahlt Die Auswertung wurde Uber die Bruch-
B ! 7 B dehnung (mehraxialer Spannungszu-
Guyette /Al-1/ -7 T stand) durchgefihrt;
0,81 - 10—7 4,9 i ~0 bestrahlt keine statistische Auswertung
CloB, Schifer 0,25 - 10_7 . 4,8 '<0,06 1 6§< 7 kp/mm2 Mehraxiale Messungen bei Rohrinnen-
/A1-2/ -9 { ‘ 5 druckversuchen, die angegebenen
0,25 * 10 Y | <0,06 ‘ G&) 7 kp/mm~ Kriechparameter kénnen durch die
: : eigene statistische Auswertung
! f ' nicht bestdtigt werden
----- - e U - S
CloB, Schifer 0,6 - 10~ E 5,57tp,04{<o,06 Gl. (Al-6) Die angegebenen Fehler beziehen sich
(a1-2/ +0,5 ‘10—9 ; l g auf ein Vertrauensintervall von 95 %
L ..._.8 JRE 4 e R
eigene Auswer- 0,7 + 10 | ;
i |
tung +0,13-107% 5,65+0,015 <0,06 GL. (a1-7) MeBbereich O < t < 600 h
] 5 6 < 6& < 9 kp/m
___________________ e e —— ———— - —
Huntington 0,14 - 10—10: 6,65 ' 0,3...1,2 - einaxiale Messungen im Spannungsbereich
/A1-3/ | ‘ . 4<6<7,7 kp/mm“; k,n - Werte aus Diagramm -
| . entnommen
"""""""""""""" - - T T
Kaupa /83/ 0,13 - 10 5,5+ 1,1 0,06 i Vertrauensintervall 95 % (8 MeBpunkte)
eigene Auswertung v | ak: mehrere GrdBenordnungen
—_——— - e e . e e e e e i S e i e ] e ——— d o e e e e e e e e e e e e e e e e e
Kaupa /89/ 0,39 « 10 11[ 6,3 + 1,9, 1,1 f Vertrauensintervall 95 % (10 MeBpunkte)

s k: mehrere GrdéBenordnungen

AR
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Anhang A 2: FluBdiagramm eines FORMAC-Rechenprogramms
zur Ermittlung der Gleichungsmatrix C sowie
des Vektors B (Gleichung 31

»— Stary

f

¥ingabedaten:

Zahl der Raumpunkte m

Anfangsexponent q

Steuergrope ISTANZ

(ISTANZ=1 : Stanzen auf Datenkarten)
ml,mz,m3,m4(Exponenten fiilr Anpassungen)

i

Aufstellen des Gleichungssystems

-
()~ Ej () & (n¢) (21)

Unterprogramm FORMA 1
Einsetzen aller Polynome in (21)

m+2 (”7,,4'7"2)
\ Ep(r) = Z A (m,+9-1)r (20)

=1
Qe2 ("YY),,.J»{:-Z)

€ (r) =) a; (25)
om (p,-

fo () Zq b wt ‘ (27)
fr= 'P1

1

Unterprogramm FORMA 2

Einarbeiten von Gleichgewichts-und
Randbedingungen

Ermittlung von C und B

Schreiben:B,C
)

/
<ISTANZEi:>—ja'*—-btanzen: B,C
{

nein f
Jja m—**~<&§;tere Date@>H——~————
hein

lEndel
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Anhang A 3: Kriechbeulverhalten nach Hoff /84/ sowie’
eine eigene numerische L&sung unter Verwen-
dung der Hoff'schen Annahmen

In der Theorie von Hoff et al. /84/ werden folgende Annahmen
gemacht:

1. Das Rohr ist unendlich lang und von konstanter Wandstdrke,

die Belastung erfolgt allein durch den duReren Druck p

Py

2. Tangentiale und radiale Temperaturgradienten sind nicht

vorhanden (isothermes Temperaturfeld).

3. Elastische und plastische Verformungen werden nicht
berlicksichtigt.

4. Es gilt die Invariantentheorie nach Odqvist /30/,

d.h. das Kriechgesetz ist vom Norton'schen Typ.

5. Sowohl die Anfangsgeometrie als auch die Geometrie

wihrend der Verformung lassen sich durch einen Ansatz

der IForm
T(«ﬁg;):;{/{»l o((f)cosZ#} (A3"’)
7 : mittlerer Radius

X(t) : zeitabhingiger Ovalitidtsamplitude

beschreiben (Abb.A3-1)

Abb.A%3-1: Geometrie nach Hoff /84/
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6. Geometrische Grdpen und Schnittkrifte werden in Potenz-~
reihen nach der Ovalitdtsamplitude & entwickelt, die
nach dem ersten Glied abgebrochen werden. Alle Ausdriik-

ke, die o 2 enthalten, werden vernachldssigt.

7. Es wird ein ebener Verzerrungszustand angenommen.

8. Die reale Rohrwand wird durch ein Sandwichmodell ideali-
siert, das im Kapiel 4.3.1 dieser Arbeit dargestellt
wurde.

9. Die Krimmung(Y,t +4 t) an der Stelle ¥ zur Zeit t+ at
148t sich durch folgende Gleichung beschreiben:

K (P trat) = st(Yt)+adt(y) (A3 -2)

AX(¥) : Krlimmungsidnderung an der Stelle ¥ im
Zeitintervall o+t

Die Annahme 6 berechtigt es, die Radien in der Form der
Gleichung (A3-1) darzustellen. Allerdings trdgt diese
Gleichung der Forderung nach Volumenkonstanz wdhrend des
Kriechvorgangs keine Rechnung. Fiir «(t-0)= 0 (rotationssym-
metrischer Fall) erhidlt man als Konsequenz der Vernachlés-
sigung einer gleichf8rmigen Schrumpfung einen konstanten
Radius, so daR der Spezialfall der Rotationssymmetrie nicht
behandelt werden kann.

Die Folgen der Annahme 9 sind nicht zu lbersehen, da in
dieser Gleichung bereits s#mtliche Aussagen liber die Ver-
schiebungen enthalten sind. Zumindest die tangentiale Ver-
schiebung wird durch diesen Ansatz vernachlidssigt.

Als Ergebnis erhalten Hoff et al. unter Anwendung eines

Kollokationsverfahrens folgende gewShnliche Differential-
gleichung flir das Ovalitdtsma®

= — (A3-3)
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i X . ~ .
T {' T (n-1)(n-2) e
T 1% 3" 4

(A3-4)

2

‘- N . _ 4
(n-1)(n-2)(n-3)(n 4)”_)( . }
1°.3%.5%

mit der Abkirzung

, - n _ 2
T (B (B ()
S
Welter bedeuten:
¥ : halbe Dicke des Sandwichmodells

n: Exponent des Norton'schen Kriechgesetzes (5.G1l.4)
et 4

K= ()2 -k

k: Konstante des Norton'schen Kriechgesetzes im

einaxialen Fall
p_: duBerer Druck

w  Hlllrohrwandstirke

Durch Integration der Gleichung (A3-4) kann die Zeitabnén-

gigkeit von X gefunden werden:

X |
t- ] dp/XGs) (A3°3)
Yo

XO stellt den Anfangswert von X zur Zeit t=0 dar.

In einer gemeinsamen Arbeit mit Neubrech /A3-1/ wurde diese
Theorie im Detail untersucht und ein Rechenprogramm geschrie-
ben, mit dem der Beulvorgang unter Beriicksichtigung von
Spaltgasdruckaufbau und Wandstirkenverminderung durch Xor-
rosion berechnet werden kann. Neben der schon erheblichen
Einschridnkung der Untersuchung auf die Hille allein zeigen

sich zwel grofe Nachteile dieser Theorie.
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Erstens 18Rt sich mit der Invariantentheorie /Odgvist, 30,
S5.28ff./ nicht das Kriechverhalten aller Hiillwerkstoffe
darstélleh. Gerade die Zirkoniumlegierungen, die als Hull-
werkstoffe z.B. in Druckwasserreaktoren eingesetzt werden
und damit ganz besonders auf Kriechbeulverhalten zu unter-
suchen sind, weisen einen ausgeprigten primiren Kriechbe-
reich auf.

Zweitens liefert auch die Hoff'sche Theorie - #hnlich wie
die Stabilititstheorien - neben der kritischen Zeit tkrit
nur wihrend sehr geringer Verformungen realistische Geome-
trien, aus denen Rlickschliisse auf Kihlmittelstdrungen ge-
zogen werden kénnen. Nicht bestimmbar sind ebenfalls die
bleibenden Dehnungen, die zur Beurteilung der Dichtheit

widhrend der gesamten Einsatzzeit wichtig sind.

In einer eigenen Arbeit, die gemeinsam mit Kruse /A3-2/ und
Stern /A3-3/ durchgefiihrt wurde, wurde in einer numerischen
Methode die Hoff'sche Theorie Uberprift. Grundlegend flr
diese numerische Methode war die Hoff'sche Gleichung (A3-2).
Die numerische Behandlung wurde gewdhlt, um das Kriechbeul-
verhalten von Rohren variabler Wandstdrke unter Berlcksich-
tigung beliebiger Kriechgesetze zu untersuchen. Die Methode
soll im folgenden kurz dargestellt werden.

Die Struktur wird in m Eelemente unterteilt. Das i-te

Element wird durch die Ortsvektoren rs und rs begrenzt,

+1
die den Winkel ¢mﬂ:einschlie6en.

Fir die Krimmung &,/ (t+at)zur Zeit t+ at an der Stelle i
gilt ndherungsweise:

B (teat) = ot (£) v a2y - (A3-6)
. - s a
mit £ - & &
Aa{( = L — = (A:S'?)
2 S
A€; : Dehnung in Sandwichschale im i-ten Element

wihrend des Zeitschritts at



- 220 -

Da die Krimmungen mit den Radien verkniipft sind, k&nnen
aus der Gleichung (A3-6) die Radien nach der Verformung
ermittelt werden. Es gilt:

ch‘ = 2 , 2 3/2 (A3'8)
-, o’ )

mit

A Tt T (A3-9)
¢ dy 2a;
2
o LN Tan 2Rt (A3-10)
d‘fL Q&ﬂ A

Die Ldsung des nichtlinearen Gleichungssystems

a0 x (g L T, ) et (AT
wurde iterativ lber eine Taylor-Entwicklung durchgefihrt,
die nach dem 1.Glied abbricht. Da in einem betrachteten
Zeitschritt nur relativ geringe Kriechverformungen erfol-
gen, stehen mit den alten Radien r(t) sehr gute Anfangs-
schidtzwerte flr die neuen Radien r(t+ a t) zur Verfligung,

so daB die Rechnung rasch konvergiert. Es gilt:

(m') 9.)(" (m'm) 93{’(' (m31) 93{‘, (i)
x (trat) = ot (trat) AT, A S| AT + “eq
< tat) ¢ at) 9,7?-7 t-1 a.rL N t QT/M .
" (A3-12)
(1) (') (m'v7)
;‘r‘l- (fiAf) B T(‘ (ffdf) 4 A"l’(. <A3_13)
2{"(("“6):'9(‘.({)449(5 (A3-6)

m': Iterationsindex
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(m 'f/l)
Die Iteration wird abgebrochen, wenn alle aw; eine

vorgegebene Schranke unterschreiten.

Da die Krimmung afi an der Stelle 1 nur von drei Radien
(ri, rs 4o ri+1) abhingt, besitzt das Gleichungssystem
(A3-12) eine Bandstruktur, die sich im Fall gleichzeitiger
Spiegelsymmetrie zur x- und y-Achse ausniitzen 148t, um eine
betridchtliche Vereinfachung des GauB'schen Algorithmus zu
erreichen (Kruse, A%3.2/. Im allgemeinen Fall ist das nicht

méglich.

Neben der schon erwidhnten Vernachlidssigung der tangentialen
Verschiebung, deren Auswirkung vor allem bei Problemen mit
variabler Wandstirke nicht zu Ubersehen ist, stellt die
iterative L&sung des Gleichungssytems (A3-12) der Ordnung m
in jedem Zeitschritt einen betrichtlichen Rechenaufwand

5 anwichst /Waldschmidt,
A3-4/, Immerhin unterliegt die Ausgangsgeometrie keinen Ein-

dar, der etwa proportional m

schridnkungen, zus8tzlich besteht die MOglichkeit, beliebige

Kriechgesetze der Rechnung zugrunde zu legen.

Zusammenfassend kann gesagt werden, daB diese Methode keine
Vorteile gegeniiber der Methode bietet, die im Kapitel 4 die-
ser Arbeit dargestellt ist. Der Umweg Uber die Krimmungen,
den Hoff bei seiner analytischen Losung gewdhlt hat, lohnt
sich bei einer numerischen LOsung nicht. Deshalb werden hier
auch keine Ergebnisse diskutiert, es sei nur festgestellt,
daR die Ubereinstimmung mit der Hoff'schen Theorie am Spe-
zialfall eines Rohrs konstanter Wandstédrke mit einer Aus-
gangsgeometrie nach der Gleichung (A3-1) und einem Kriechge-

setz vom Norton'schen Typ voll befriedigend war.
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Anhang A 4: Ermittlung der Schnittkridfte in der Struktur
A, 1 Allgemeine Methode

Die Ermittlung der Schnittkridfte erfolgt nach den Regeln der
Elastomechanik mit Hilfe des Arbeitssatzes. Die folgende
Darstellung folgt im wesentichen dem Lehrbuch von Czerwenka
und Schnell /A4-1/. /

Nach dem Aufschneiden des Rings erhilt man das Nullsystem,
das den gegebenen Belastungen unterworfen wird. In diesem
System kénnen alle Schnittkrifte, die sogenannten "Nullkrif-
te" aus Gleichgewichtsbedingungen ermittelt werden. Mit Hilfe
des Arbeitssatzes erhdlt man die Verschiebungen bzw. Winkel-
dnderungen an den Schnittstellen i, die im allgemeinen Klaffun-
gen bewirken. Da diese Klaffungen von der Nullbelastung her-
rithren, werden sie mit (fio bezeichnet. Die reale Struktur
mul an den Stellen 1 kontinuierlich verlaufen. Man muR da-
her die Klaffungen cfio wieder rilickgdngig machen. Dazu wer-
den an den Schnittstellen i Kridfte Xk (die statisch "Unbe-
stimmten" oder statisch "Uberzihligen) angebracht. Wiederum
kann der zugehdrige Kraftverlauf aus Gleichgewichtsbedingun-
gen ermittelt und auch die Verschiebungen (fik infolge der
Kriafte Xk kdnnen berechnet werden. Hebt man nun mit diesen
Verschiebungen die Klaffungen im Nullsystem auf, so ist der
geometrische Zusammenhang wieder hergestellt. Aus diesen

Zusammenhaltsbedingungen folgen die statisch Unbestimmten.

Ab.2 Momenten- und Nullkraftverteilung im "O"-System

Das Moment und die Normalkraft im "O"-System an der Stelle
infolge duRerer Belastung ist durch die folgenden Gleichun-
gen gegeben (Abb., AlU-1). Dabei gilt folgende Konvention:

ein Moment ist positiv, wenn die HuBere Faser durch das Mo-
ment gedrickt wird, eine Normalkraft ist positiv, wenn die

Struktur durch die Normalkraft gezogen wird.




Bezeichnungen im Polygonzug ("0”System)

7 * x ;A

Bezeichnungen im Element k

Y4

L]
ts

R x3=1:t/ X,=1
X1 =1

Bezeichnungen in den Systemen ”1,"2"und "3"

Abbildung A 4-1 : Bezeichnungen im Null-System sowie

in den Systemen ulu , \12:: , u3u
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Der Wert Njo

7-1
D) o~ 72 . -
kZ f/q[,((,mk "}%J’:}.k)-l'/fk’?Stn/;.K (A4-1)
=2
JZ'»rv
/ Lol < P
k=2 ?k ’7}‘}& fk%yg"( (A4-2)
4= 1 y
a .
Sl st ST fir keq < -1 (Ad-3)
A= kiq
&
—;E fu? £ =j-4 (A4'4)
2 L
fl‘k?-+ Then 2'~rk Tera co> atfy (A4"5)
2 P4 z .
arcos et Do T } (A4'6)
< ds, :
n “/5’[( - A(;ﬂ/( (A‘}—?)
: ¢
- ﬁ ’ﬂk - AZk (A4'd°)
-/k Cog oy (A4—9)
= ?k $en A e ( A4—40)
oy
= T - /;k '%414 (A‘f'"M)

gilt im Bereich j...j-1 d.h. im Element jJ-1.
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A4.3 Momenten-und Normalkraftvert-eilung in den Systemen
"

"1',"2" und "3"

}4 - =1 {q-'»}.mc{;} (Ad-12)
V/q(/z - 7%7.;% og | » (A4 -13)
A?J,J 11 (A 4-14)

(I M | (A4-15)

/\TJ',4 . 7-&5}3{‘ (A4-16)

/ij = 1 Cos j(‘—)’: (A4'4?)
Mt

X st

57; i 55':. T T2 (A4-48)

Wie vorher gelten die Grofen Ejl und Nj2 im Element j-1.

Ad. 4 Ermittlung der Verschiebungen éw'und 6ik
4

Flir die Verschiebungen 610 und 6ik erhdlt man unter Ver-
nachléassigung des Querkrafteinflusses, jedoch unter Be-
riicksichtigung von radialen und azimutalen Temperatur-

schwankungen:



n .344(&‘M m  Sytag m ru:d' radd  h ‘}"‘fa
A S T PR F
v e Bk 2 o B " o

r2 ': ‘ > 9

172 4 "% 4 1725 (N (aa-19)

0 Ghesy h Stesy

M, My f o Mie
x /] = 3 —ds A4-20
MO S - S 2{ Eh ow ( )
J‘l SJ M , <
Vi g

Die statisch Unbestimmten erhdlt man aus der Bedingung,daf an

den Stellen 1 keine gegenseitige Verschiebung auftreten
darf:

Jl'o + Z/\',( (f“k =0 (A a-21)
k

Die endgiiltigen Schnittkrdfte folgen aus der Ueberlagerung
von Nullkrédften und Schnittkrédften infolge der statisch
Ueberzdhligen. '
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Anhang A 5: Linearisierung eines Kriechgesetzes nach der

Methode der kleinsten Fehlerquadrate

Zu linearisieren ist die Funktion:

n
L C

€, = K-sygn (6)16] (& 5-1)

Dabei sind 3 Stiitzstellen vorgegeben,sodaf die Forderung

der Ausgleichsrechnung lautet:

3
2

Z{chn(Q)/G¢!n~a~bG}j = Mcn (A

Man erh#dlt:
1 > n3 . 3 n
a=—{ZSL‘yn(6;)/Q/ 'ZG}'ZC{»ZG.Scyn(q-)/G/ (A
‘3
: %{54246 sign(e;) | 6] —Zsagn(ﬁ) ZG (A

3 3 3
D306 -6 (4

(2]

Mir

0,=0,=04=0 (A

wird die Tangente berechnet.Man erhdlt:

o

(1-n) sign (6) | 5] (A

-1
b: nlG[" (A

5-2)

5-3)

5~4)

5-5)

5-6)

5-3)

5-4)
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Anhang A 6: Definition der Verschiebungen

Die normale Verschiebung v(y,t) und die tangentiale
Verschiebung u(y,t) sind in folgender Weise definiert:

verformte Geometrie zur
I3

by Zeit t /

i

iﬁzif?ngsgeometrie p
A(4=0

ey

e e Sy
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Anhang A 7: Statistische Auswertung von Standzeiten nach
der Hoff'schen Theorie

Anzupassen 1ist eine Gerade vom Typ:

Nach den Regeln der Ausgleichsrechnung erhédlt man:

Zgiszg;ffnw - Z ik Z?zZL {n Y
A = -
e Z9:2.9:%% - (Zg.e,)* (A 7-2)

£ -7 9 Zgezglny, +ZQ¢Z:ZQZ: lny (A 7-3)
2.9 Zg;2.% - (Z9ci:)

gy} Gewicht des Mefpunkts i

Der mittlere PFehler ergibt sich zu:

W —Z,%V—zv—~ (A T-4)
n: Zahl der Mefpunkte
Die Eimelfehler lauten:
aln A =\/29;'7"_"ZZ°‘“ 1 (A 7-5)
sy - |RRpLE (4 7-6)
.2
mil oot = Z?:%L;'bi;z‘ (Zeez) (A 7-7)
2. ¢ (A 7-8)

ZN& : thzgfzil‘(zgeh)z
ZZ'VV : ch' (¢n Y")z' Z?J [”}'f inA "’Zﬁ*i‘( en}/‘{— (A 7-9)
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Anhang A 8: Statische Unbestimmtheit infolge der Stiitz-
wirkung des Brennstoffs

Die im Anhang 4 beschriebene dreifache statische Unbe-
stimmtheit erhtht sich um die Zahl der Auflagerpaare.Pir
das System "A' gilt (siehe Abb. A 8-1 ):

M.
— J~4H .
M;

P gy
/o

Vi1
o
' \ aY,

h

Abb. A 8-1 : Bezeichnungen fiir das System X
| A
Mit
A
d £, [ (A 8-1)
ergibt sich filir das Moment an der Stelle j:
Fﬂ = 0 {dr (:2' ' £ und f+£%i ... N (A 8-2)
dl A l ! I :
o , , , (A 8-3)
M qf.!S(rvm[ ﬁir O Ao 7’ .. {I { 4 Jzéf ~ 1
i
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Tabelle 1 : TVergleich von Brennstdben verschiedener
Reaktortypen (im wesentlichen nach Kummerer
et al. /5/ ).

Reaktortyp SWR DWR SNk

Brennstoff U0, U0, U0,

Brennstabdurchmesser (mm) 14 12 6

Wandstdrke (mm) 0,8.,.0,9 0,4..0,5 0,4

Kihlmitteldruck (at) 70 - 150 6

Max. Spaltgasiiberdruck (at) 0 0 75

Stablingenleistung (W/cm) 550 550 550

Heizflichenbelastung (W/cm®) | 125 160 290

Max, Hiillrohrtemperatur (°C) 319 340 580

Max. Brennstofftemperatur (°c)| 2400 2450 2600

Abbrandziel (MWa/t) 50000 50000 100000

Tabelle 2 : Zusammensetzung der Werkstoffe

Zircaloy 2, Zircaloy 4, Inconel 625, Incoloy 800,

AIST 304, Hastelloy X nach Laue /23/ in [Gew.-%]
Werkstoff on Fe Cr Ni N'b Si W Mn Mol Zr | C |A | T1i
Zircaloy 2 |1,5}| 0,15|/0,1| 0,05 Resgt
Zircaloy 4 (1,5 0,12{0,1| 0,007 Rest

0,24

Inconel 625 5,0 123 Rest {4,211 0,5 0,51 10 0.110.4(Q 4
Incoloy 800 Rest| 23 | 35 1,0 1,5 0,1]0.5]0.6
ATSTI %04 Rest| 18 9 1,0 2 0,05
Hastelloy X 18,5| 22 Rest 0,75] 0,4 1 9 0,1
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Tabelle 3 Daten fir die Untersuchung der

"inneren Korrosion"
Geometrie 6¢ x 0,4 mm
Werkstoff : X8CrNiMoVNb 1613 (W.~Nr.4988)
Betriebszeit : 18000 h (2150 ooo MWd/to)
Innere "Korrosionsrate'": 10 pm/ lo ooo Mi/d/to

Hiillrohrtemperatur
AuBendruck
Innendruck

Klagtizitatsmodul
Querkontraktionszahl
Vergleichsspannung
Kriechgesetz

Tabelle Daten

4

Kriechgesetz vom Typ
Kriechgesetz vom Typ

mit folgenden Werten

O

650
0 at
linear ansteigend von 0 at auf
40,60,80,100 at
15500 kp/mm®

0,3
Mises-Kriterium G1.
Norton €C=keo™et

n = 6,15
k = 0,5

8

(48)

10~

filr Diagramme 12 - 14

(45) u. (46)
(45) u. (55)

Horton : Gleichungen (44),
t 1/% 1+ Gleichungen (44),
nach Stehle /6%/ fiir die Proben 50 u. G6

5000 Kp/mm®

= O,j

= 3,9

= 0,635 ¢« 1077

- 0,0013

(t = Oh) = 15,3 kp/mn°
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Tabelle 5 : Geometrische Daten sowie Werkstoffdaten
fiir Inconel 625 (siehe Tabelle 2):
gleicher Datenfall wie Malmberg /74/

Il

3,505 mm (kalt)/ 7=3%,68 mm
3,855 mm (kalt)| w=0,%5 mm

Geometrie : Innenradius ry

AuBenradius ra

Werkstoffdaten, 5

elastisch Flastizitdtsmodul E = 15%50 kp/mm
Querkontraktionszahl v = 0,328
Wdrmeausdehnungs- -5 —1
koeffizient B8 =1,5°10 grd
Warmeleitfdhigkeit A =0,197 W/(cmgrd)

Kriechdaten : 650°¢ ~ ¢ 750°¢ (Nortonparameter, siehe Gl.4)

650°¢ : n=5,6 Kk = 0,8 . 10717

750°¢ : n=4,3 kK = 0,26 » 107°

Inter-

polation : n () =a + bV
G k(¥) = 8' + b

Diagrammi8

Belastung Pa = 60 at

p; = 60 at

Stablangen— K o

leistung Q = 500 W/em — & rag” 32°C

Temperatur in — o

Wandmitte A = 700°¢C

Diagramml9

Belastung : variiert

Stablidngen- o

leistung Q = 0.00.1000 Wem—= 0O sAﬁ;ad£-64 C

Temperatur in - o

Wandmitte = 700°C

Diagramm25 - 34

Belastung by = 60 at

Temperatur in = o

Wandmitte Jo= o 100°C

Temperaturverteilung Jeweils im Diagrammangegeben.
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Daten flir Vergleich zwischen Konzent 1
und Konzept 2

Hiille Brennstoff
';
Anfangs-~ i
geometrie T = 3,4 mm je nach enfénglicher
Spaltweite |
w = 0,2 mnm. w! = 0,2,...0,4 mm |
| W, = 0,00074 .- 0 !
®Dpax~Pmin = 10 um 2
MuBen— | - - - -
ldruck pa = 20 at %
Werkstoff-
daten Incoloy 300 bel 700°¢ o,
niedriger Ti, Al -‘Gehalt
| % = 15000 kp/mn® % = 15000 kp/mn® |
| v = 0,38 v = 0,3 |
: n = 17,1 n =1
kK = 2,510 10 k= variiert

e e e [N — |
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Tabelle 7 : Daten fliir Brennstab eines gasgekiihlten
schnellen Brutresktors
nach Simon et al. /97/
Versuchsdaten
Probe P1 (GA=-1) | P6 (GA-12) P6 (GA=13)
Brennstoff UO2 88U02 - 12Pu02 88UO2 - 12Pu02
theoretische Dichtej 90 90 90

[%]

Hiillwerkstoff Hastelloy X Hastelloy X Hastelloy X
Wandstarke der

Hille [mm] 0.232 0,38 0,38
max. Hilltemp.[°C] |760 710 812
Belastung [atl 56 70 70
Einsatzzeit [h] ca. 650 ca. 1100 ca. 1100
Ergebnis Kollaps gute Stabil., | Kollaps
Daten der Rechnung
mittl., Radius

der Hillle [mm] 4,699 - 4,16 4,16
Dicke der tragenden

Brennstoffschicht w

[mm] 0.3 0.3 0.3

k. 4.6+10~ 1" |1.6°10" 13 1.3.107 14
Hu +5 -5 -5
kB 1,010 1.0°10 1.0°10
Ny 9.1 9.7 10.5
Ny 1 1 1

oo 0,00213 0,0024 0,0024
By lkp/mn”] 15600 15600 15600
Ep [kp/mn®] 15000 15000 15000
vﬁu 0,306 0,306 0,306

Vg 0,316 0,316 0,316
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Tabelle & ¢ Daten fur Brennstab eines gasgekithlten

schnellen Brutreaktors.

Geometrie ¢ T = 3%,%5 mm

W= 0,4 mm
W' = 0,3 mm

40
a, = 0,003 (2 Ovalitdt von® um)

o 2
By = 15600 kp/mn
T = 15000 kp/mm2
vy = 0,316

Temperatur, AuBendruck : variiert
Innendruckanstieg : p; = 0,004 at/h

Werkstoff der

Hiille : ‘Hastelloy X

Kriechdaten siehe Diagramm 57
te]

5

ky = 1,35.10" 7 (Porositét 10%)

= 0,3 1077 (Porositit 45)
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