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ZUSAMMENFASSUNG

Das Rechenprogramm DRIX-2D:

Das Programm DRIX-2D ist eine Weiterentwicklung von SDLA-DF. Die

wesentlichen Erweiterungen und Verbesserungen sind vor allem:

a) Eine dynamische Drift-Flux-Approximation oder alternativ die

numerische Integration der Differentialgleichung für die Rela­

tivgeschwindigkeit (näheres in einer Referenzarbeit).

b) Einführung eines verfeinerten Rohrreibmodells durch Berücksich­

tigung der viskosen Terme der Navier-Stokes Gleichungen und der

Bestimmung einer "turbulenten Zähigkeit".

c) Dynamisierung der Umschaltgrenze zwischen den Modellen des unter­

kühlten Wassers und des Zweiphasengemisches. Dadurch wird die

Stetigkeit der Schallgeschwindigkeit an dieser Stelle gewährleis­

tet, was sonst zu unphysikalischen Druckschwingungen führt.

d) Numerische Maßnahmen zur Erhöhung der Stabilität.

Der Programmaufbau wird in seinen wesentlichen Grundzügen, unter

besonderer Beachtung der Punkte a) bis c), beschrieben. Die Über­

prüfung des Programms wird durch Nachrechnung eines Edwards-Blow­

down-Versuches und durch Vergleich mit stationären Experimenten

und Modellen durchgeführt.

Numerische Experimente:

Mit DRIX-2D werden numerische Experimente zu instationären Zwei­

phasen strömungen durchgeführt, wie sie bei angenommenen Kühlmittel­

verluststörfällen von Druckwasserreaktoren im gebrochenen Strang

auftreten.

Die Anfangs- und Randbedingungen dieser Rechnungen sind auf die

geplanten HDR-Blowdown-Versuche abgestimmt. Der Bruchstutzen und

der Übergang in den Ringraum werden in rotationssymmetrischen Zy­

linderkoordinaten approximiert. Das thermodynamische Nichtgleich­

gewicht wird insoweit erfaßt, als Abweichungen vom Sättigungszu­

stand möglich sind. Das mechanische Nichtgleichgewicht, d.h. der

Schlupf zwischen den Phasen, wird mit Hilfe der dynamischen Drift­

Flux-Approximation (Punkt a) oben) bestimmt.

Die wesentlichen Ergebnisse der zweidimensionalen Rechnung sind:

1. Die Einstellung eines radialen Void-, Geschwindigkeits-, Schall­

geschwindigkeits- und Massenstromprofils im Bruchstutzen. Die
Ursache ist die Strömungseinschnürung im Stutzeneinla~f, was
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eine höhere Verdampfungsrate in Wandnähe zur Folge hat.

2. Ein Vergleich zwischen der ModelIierung in rotationssymmetri­

schen Zylinderkoordinaten und kartesischen Koordinaten und

Rechnungen mit und ohne Kernmantel zeigen, daß

a) die dreidimensionale Zu strömung im Stutzeneinlauf in karte­

sischen Koordinaten nur sehr mangelhaft modelliert werden

kann und daraus stark abweichende Druckverläufe resultieren,

und

b) der Kernmantel das Refle~ionsverhalte~-der im Bruchstutzen

oszillierenden Druckwellen verändert, so daß er als senkrecht

zur Stutzenachse stehende Wand modelliert werden sollte.

Weiterhin werden Aussagen abgeleitet über die Einflüsse von:

- thermodynamischem Anfangszustand,

- Bruchstutzenlänge,
- thermodynamischem und mechanischem Nichtgleichgewicht,

- Rohrrauhigkeit.

Die Auswirkungen einer Prallplatte vor der Bruchöffnung, wie sie

bei den HDR-Versuchen vorgesehen ist, wird untersucht. Die Bela­
stung dieser Prallplatte und die Phasenseparation bei der Umströ­

mun~ der Prallplatte werden dargestellt.

Schließlich wird gezeigt, daß die Annahme des Sättigungsdruckes

im Mündungsquerschnitt bei trömungen mit geringem Nichtgleichge­

wichtszustand eine geeignete Randbedingung darstellt.

Aus der Zusammenfassung aller gewonnenen Ergebnisse werden ver­

schiedene Empfehlungen hinsichtlich des notwendigen und hinreichen­

den ModelIierungsaufwandes zur Erfassung der instationären Zwei­

phasenströmung im Bruchstutzen ausgesprochen.
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SUMMARY

Two-dimensional Numerical Experiments with DRIX-2D on Two-phase­
Water-flows Referring to the HDR-Blowdown-Experiments

The computer program DRIX-2D:

The computer program DRIX-2D has been developed from SDLA-DF. The

main improvements and extensions are as follows:

a) Adynamie drift-flux-approximation or - as an alternative - the

numerical integration of the full differential equation defining

the relative velocity.

b) A refined pipe friction model considering the viscous terms of

the Navier-Stokes equations and determining a "turbulent vis­

cosity".

c) Continuity in sound speed between the subcooled region and

the two-phase region is obtained using a variable limit between

the subcooled liquid model and the two-phase model. In this way

unphysical pressure oscillations can be avoided.

d) Numerical means for stability improvement.

The essential elements of the pro gram structure are described con­

sidering the points from a) to c) in patticular. In order to verify

DRIX-2D an Edwards-Blowdown-Experiment is calculated and other
numerical results are compared with steady state experiments and
models.

Numerical experiments:

Numerical experiments on transient two-phase flow, occurring in the

broken pipe of a PWR in the ca se of a hypothetic Loss Of Coolant
Accident, are performed.

The initial- and boundary conditions of these calculations are in

agreement with those of the planned HDR-Blowdown-Experiments. The

blowdown-nozzle and the transition region to the downcomer are geo­

metrically modelled in axisymmetric coordinates. Thermodynamic
non-equilibrium is considered in the sense of deviations from the

saturated state. Mechanical non-equilibrium, i.e. the relative

motion between the phases, is taken into account by means of a

dynamic drift-flux-approximation (see point a) above).
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The essential results of the two-dimensional calculations are:

1. The appearance of a radial profile of void-fraction, velocity,

sound speed and mass flow-rate inside the blowdown nozzle.

The reason for this is the flow contraction at the nozzle inlet

leading to more vapour production in the vicinity of the pipe

wall.

2. A comparison between modelling in axisymmetric and Cartesian

coordinates and calculations with and without the core barrel

show the following:

a) The three-dimensional flow pattern at the nozzle inlet is

poorly described using Cartesian coordinates. In consequence

a considerable difference in pressure history results.

b) The core barrel alters the reflection behaviour of the

pressure waves oscillating in the blowdown-nozzle. Therefore,

the core barrel should be modelled as a wall normal to the

nozzle axis.

Further deduced are some statements concerning the influences of

thermodynamic initial conditions,

length of the blowdown nozzle~

.thermodynamic and mechanic non-equilibrium,

pipe roughness.

The effects of a baffle plate mounted in front of th~ nozzle

orifice are investigated. The jet impingement on the baffle plate,

and the phase separation in the flow around it, are evaluated.

Finally it is shown that a sufficient approximation can be made

assuming saturation pressure as a boundary condition at the

orifice, provided the departure from an equilibrium state is small

Summarizing all results, some recommendations are given concerning

the necessary and sufficient expenditure on modelling transient
two-phase flow in a blowdown-nozzle.
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1. EINLEITUNG

1.1 Das Problem

Bei den denkbaren Störfällen in Kernkraftwerken, die zur Frei­

setzung von Spaltprodukten fUhren könnten, spielt der KUhlmittel­

verluststörfall (LOCA, hoss Qf foolant ßccident) eine zentrale

Rolle. In frUheren Jahren wurde der KUhlmittelverluststörfal1 als

der sogenannte Auslegungsstörfallzugrunde gelegt. Die Genehmi­

gung zur Errichtung von Kernkraftwerken setzte den Nachweis der

sicheren Beherrschung dieses Auslegungsstörfalles voraus. Heute

werden noch strengere und differenziertere Betrachtungsweisen fUr

den Nachweis der Reaktorsicherheit angewandt. Der KUhlmittelver­

luststörfall hat aber seine sicherheitstechnische Bedeutung nicht

verloren; er ist vielmehr Grundlage wesentlicher sicherheitstech­

nischer Kriterien.

In der Regel wird fUr einen Störfall dieser Art der Bruch des

kalten Stranges der KUhlmittelleitung angenommen. Das KUhlmittel

kann dann an der Bruchstelle ausströmen, so daß es zur Wärmeab­

fuhr im Reaktorkern nicht mehr zur VerfUgung steht. Außerdem ver­

ursacht die durch das System laufende Druckentlastungswelle eine

mechanische Belastung der Struktur. Dieser Vorgang wird in der

Reaktortechnik auch als BLOWDOWN bezeichnet.

Detaillierte AusfUhrungen zur Reaktorsicherheit und insbesondere

zu den möglichen Störfällen und ihren Wirkungen bei den verschie­

denen Reaktortypen kann man in /1, S.198-240/ nachlesen.

Im Rahmen des vom Bundesministerium fUr Forschung und Technologie

geförderten Projektes "Nukleare Sicherheit" (PNS) werden in der

Bundesrepublik Forschungsarbeiten durchgefUhrt, die unter anderem

auch das Ziel haben, detaillierte Kenntnisse Uber den physikali­

schen Vorgang bei einem Blowdown und dessen Konsequenzen zu ge­

winnen. So sind z.B. innerhalb eines größeren Versuchsprogrammes

zur Reaktorsicherheit fUr 1979/80 an dem stillgelegten Kernkraft­

werk HDR (Heißdampfreaktor) in Karlstein/Main sogenannte "Ein-- - -
bautenversuche" geplant. Es handelt sich dabei um Blowdownversuche

aus der unterkUhlten Wasserphase mit eingebautem Kernmantel und
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einer die Brennelemente simulierenden Zusatzmasse. Diese Versu­

che sind daher typisch für einen Kühlmittelverluststörfall eines

Druckwasserreaktors.

Zweck dieser Versuche ist vornehmlich die Verifikation diverser
Rechenprogramme mit und ohne Strukturkopplung (Berücksichtigung

der Rückwirkung der Bewegung elastischer Strukturen auf das

Fluid), z.B. FLUX /2/, FLUST /3,6/, STRUYA /4,5,6/, DRUFAN /7,13,

14/, DAPSY /8,17/, WHAM /9/, LECK /10/, SOLA-FLX /11/, RELAP 4 /12/.

Die theoretische Erforschung der physikalischen Vorgänge bei einem

Blowdown erfolgt in zwei Bereichen:

1. Die Zweiphasenproblematik

2. Die Kopplung von Fluid- und Strukturdynamik

Aus der Synthese von Versuchsergebnissen und theoretischen Er­

kenntnisssen erhofft man sich eine weitere Verbesserung der Mo­

delle in den verschiedenen Codes, so daß man von den konserva­

tiven Rechnungen der Vergangenheit zu möglichst realistischen

Berechnungsverfahren, dem "best estimate" Code gelangt. Nur da­

durch lassen sich fundierte Kenntnisse über die Sicherheitsreser­

ven von Leistungsreaktoren gewinnen.

In der vorliegenden Arbeit werden nur Aspekte der Zweiphasenpro­

blematik betrachtet.

1 0 2 Entwicklung und Stand der Technik zur Lösung des Problems

Ein Kühlmittelverluststörfall würde in der Regel die kritische

Ausströmung des Kühlmittels zur Folge haben. Da der Außendruck

niedriger als der Sättigungsdruck des Kühlmittels ist, dampft das

Kühlmittel beim Ausströmen aus. Die Zweiphasigkeit beeinflußt aber

die Eigenschaft des strömenden Mediums und damit den ganzen Strö­

mungsprozeß entscheidend.

Dies etwa war der Wissensstand der Fachleute zu Beginn der 60er

Jahre, als man versuchte, hypothetische Kühlmittelverluststör­

fälle durch Rechnung quantitativ nachzuvollziehen.
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Erste Arbeiten auf dem Gebiet der kritischen Zweiphasenströmung

wurden aber schon sehr frühzeitig durchgeführt. So wurde be­

reits 1937 von Bottomley /86/ der kritische Massenstromvon sie­

dendem Wasser gemessen. Silver und Mitchel /87/ untersuchten die

Strömung von gesättigtem Wasser durch Düsen. Auch wurden die Ab­

weichungen der gemessenen Werte von theoretischen Ergebnissen an­

satzweise richtig gedeutet. Im Jahre 1947 begründete Burnell /8B/

diese Abweichung beim kritischen Massenstrom mit der Ausbildung

unterschiedlicher Phasengeschwindigkeiten.

Eine systematische Erforschung der Zweiphasenströmung erfolgte

aber erst, als ihre Bedeutung für die Reaktorsicherheit sicht­

bar wurde.

Friedrich und Vetter /85/, Fauske /59/, Uchida und Nariei /60/,

Zaloudek /61/ und Sozzi und Sutherland /33/ führten stationäre

"Kleinexperimente" (Rohrdurchmesser in der Größenordnung von

1 cm ) durch. Mit Hilfe dieser Experimente konnten quantitative

Aussagen über den Einfluß der thermodynamischen Anfangsbedin­

gungen und der geometrischen Verhältnisse bei diesen kleinen Ab­

messungen gemacht werden. Ebenso erkannte man den Einfluß des

Schlupfes zwischen den Phasen (Phasenseparation oder me chan i­

"sches Nichtgleichgewicht) und den Einfluß des thermodynamischen

Nichtgleichgewichts, worunter z.B. ein überhitzter Flüssigkeits­

zustand aufgrund der verzögerten Verdampfung zu verstehen ist.

Auf der theoretischen Seite wurden neben dem lange bekannten

homogenen Gleichgewichtsmodell und dem homogenen gefrorenen

Modell /89/ verfeinerte stationäre Modelle entwickelt. Moody /26/

ließ in seinem Modell Schlupf zwischen den Phasen zu, blieb aber

bei der Annahme des thermodynamischen Gleichgewichts. Im Henry­

Modell /25/ und Henry-Fauske-Modell /24/ wurden verschiedene An­

sätze zur Beschreibung des thermodynamischen Nichtgleichgewichts

eingeführt. Diese bekannten Modelle wurden von verschiedenen

Autoren /29, 30, 82, 90/ mit oben zitierten und weiteren Experi­

menten verglichen und diskutiert. Oie Abweichungen untereinander

und zu den Experimenten sind beachtlich.

"Großversuche", die reaktortypisch in ihren Abmessungen sind,

konnten nur in instationärer Fahrweise mittels Entleerung von
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Rohren und Behältern durchgeführt werden. Stationäre Kreislauf­

versuche mit reaktortypischen Durchsätzen wurden wegen der er­

forderlichen Versuchsstandgrößen und Leistungen nicht reali­

siert und werden auch in Zukunft kaum zu erwarten sein /90/.

Bekannt wurde bei den instationären Blowdownversuchen vor allem

die Versuchsreihe von Edwards /18-23,31/, Versuche des Batteile

Instituts /91,92/, die CANON-Experimente /15/ und die Ispra-Cise­

Experimente /93/.
Mittels dieser Versuche konnten insbesondere instationäre Phäno­

mene, wie z.B. das Unterschwingen 1) der Druckentlastungswelle

unter den Sättigungsdruck oder das Oszillieren der Zweiphasen­

front nachgewiesen werden /23/. Eine listenmäßige Zusammenstel­

lung weiterer wichtiger Experimente ZUF Reaktorsicherheit ent­

hält eine Arbeit von Fabic /103/.

Auf sehr breiter Front erfolgte die Entwicklung von numerischen

Rechenprogrammen. So entstanden etwa zur gleichen Zeit (1968)

die Programme RELAP /94/ und FLASH /95/. In beiden Programmen

wurden die Erhaltungsgleichungen für Masse, Impuls und Energie

für einzelne Kontrollvolumina formuliert (lumped parameter code).

Für die kritische Ausströmung wurde das Moody-Modell benutzt.

-In Los Alamos wurde eine Reihe von Rechencodes auf der numeri­

schen Basis der ICE-Technik (Implicit-Continuous-Eulerian) ent­

wickelt /50-52/. Als Zweiphasencodes gingen insbesondere die

Programme SOLA-DF /34/ und KACHINA /35/ aus dieser Linie hervor.

Beide Codes sind zweidimensional und modellieren thermodyna­

misches und mechanisches Nichtgleichgewicht o In KACHINA werden

die Erhaltungsgleichungen für Masse, Impuls und Energie für beide

Phasen aufgestellt (6-Gleichungsmodell). In SOLA-DF wird die

Relativgeschwindigkeit zwischen den Phasen aus einer Drift-Flux­

Approximation ermittelt. Bei der zusätzlichen Annahme von glei­

chen Phasentemperaturen sind in diesem Modell nur noch vier

Differentialgleichungen erforderlich.

1) Bei schneller Druckentlastung in einer Flüssigkeit kann der

Druck kurzzeitig unter den Sättigungsdruck absinken. Die Flüs­

sigkeit befindet sich dann in einem metastabilen Zustand.

Dieses physikalische Phänomen wird hier mit "Unterschwingen"

bezeichnet. In der angelsächsischen Literatur ist der Aus­
druck " undershoot" geläufig.
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In Frankreich wurden die Programme SERINGUE (4 Gleichungen)

und HEXECO (6 Gleichungen) /16/ entwickelt, die auch Nicht·

gleichgewicht zulassen aber nur eindimensional rechnen.

Der Code ORUFAN /7,14/ ist eine deutsche Entwicklung und model­

liert thermodynamisches Nichtgleichgewicht aber keinen Schlupf.

Numerisch arbeiten diese Programme mit "finite Differenzen"-Ver­

fahren. Verschiedene Modelle wurden auch mit Hilfe des Charakte­

ristikenverfahrens entworfen /42,43,84,96/. Die Lösung kann da­

bei ebenfalls numerisch oder in einfachen Fällen auch graphisch

erfolgen. Diese Modelle sind alle eindimensional. Zweidimensio­

nale Entwicklungen wurden - soweit bekannt - nicht durchgeführt.

Das Charakteristikenverfahren ließe dies prinzipiell zu, ist dann

aber deutlich schwieriger /67/.

Die Verifikation o.g. Codes erfolgte vorwiegend anhand der in­

stationären Blowdownversuche.

Die Drift-Flux-Modelle und die 6-Gleichungsmodelle mit der Fähig­

keit, mechanisches und thermodynamisches Nichtgleichgewicht zu

berücksichtigen, repräsentieren etwa den Stand der Entwicklung.

Gegenwärtige Arbeiten bemühen sich vor allem um die Verfeinerung

verschiedener Teilmodelle, wie z.B. des Verdampfungsmodells unter

Einbeziehung des Blasenwachstums /97,98,99/ oder des Drift-Flux­

Modells /37, 100, 101/. Daneben werden große "Systemcodes" aus

der Verschmelzung der verschiedenen Modelle entwickelt (z.B. TRAC

/102/). Mit Hilfe dieser Systemcodes sollen ganze Störfallab­

läufe unter Einbeziehung möglichst vieler der beteiligten Kom­

ponenten simuliert werden.

Zur Berechnung der Einbautenbelastungen beim Blowdown wurden

Modelle für eine gekoppelte Fluid- und Strukturdynamik entwickelt.

Die Zweiphasigkeit des Fluids wird dabei in STRUYA durch ein

homogenes Gleichgewichtsmodell berücksichtigt. In SOLA-FLX wird

ein Drift-Flux-Modell benutzt. FLUX setzt dagegen einphasiges

Fluid voraus.

Bei den Experimenten kommt dem HDR-Projekt die Bedeutung eines

neuen Meilensteines zu. Das Versuchsprogramm deckt ein sehr

breites Spektrum auf dem Gebiete der Reaktorsicherheit ab. So



-6-

können auch für die Erforschung der Zweiphasenströmung beim

Blowdown neue Erkenntnisse erwartet werden. Die Überlegenheit

der HDR-Blowdownversuche gegenüber früheren Experimenten liegt

vorwiegend in der unmittelbaren Vergleichbarkeit zum Leistungs­

reaktor in seiner geometrischen Gestalt (z.B. stutzeneinlaufkon­

figuration) und der Dimensionen (Abb.1.1). Die vorgesehene Varia­

tion von Bruchstutzenlänge und thermodynamischen Anfangsbedin­

gungen läßt erwarten, daß mit Unterstützung geeigneter Rechen­

codes geklärt werden kann, unter welchen Voraussetzungen Nicht­

gleichgewichtseffekte bei der Berechnung von Kühlmittelverlust­

störfällen berücksichtigt werden müssen.

Wegen des großen Volumens des Reaktordruckbehälters beim HDR
-,

(ca. 70 m~) folgt der Druckentlastungsphase eine quasistationäre

Ausströmphase. Die HDR-Blowdownversuche können deshalb als guasi­

stationär angesehen werden, sofern man von etwaigen Struktur­

schwingungen absieht.

I
I
§
r--.

~1! -- ---}
......,..l--i4l)

HDR­
Versuchsanordnung

Typischer 1200 MW- DWR

Abb. 1.1 Vergleich zwischen der HDR-Versuchsanordnung und

einem Druckwasserreaktor der 1200 MW- Klasse

Quelle: /104/
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1.3 Offene Teilprobleme

Aus dem in 1.2 aufgezeigten und in Abb.1.2 schematisch darge­

stellten Wissensstand lassen sich noch gewisse Verifikations­

lücken (strichpunktiert umrandet) auch im Bereich der Zweipha­

senproblematik erkennen, die durch weitere Laborexperimente

und numerische Experimente geschlossen werden müssen.

Angesichts der nicht unerheblichen Unsicherheiten in der meßtech­

nischen Erfassung der Versuchsergebnisse (insbesondere bei Zwei~

phasenströmungen), scheint es gerechtfertigt zu sein, den Er­

gebnissen numerischer Modellrechnungen im Sinne der Erforschung

physikalischer Zusammenhänge gleichrangige Bedeutung beizumes­

sen, sofern das Modell ausreichend verifiziert ist.

Die aus den in 1.2 erwähnten Kleinexperimenten gewonnenen Erkent­

nisse über den Einfluß von Anfangsbedingungen, Nichtgleichgewicht

und Geometrie befriedigen bezüglich des Kühlmittelverluststör­

falles nicht vollständig und werden sich nur zum Teil auf Reak­

torverhältnisse übertragen lassen.

Laborexperimente und numerische Experimente können einerseits

Kriterien für diese Übertragung liefern, andererseits aber auch

eigene Beiträge zur Klärung dieser Probleme leisten.

Im Kernforschungszentrum Karlsruhe werden z.B. Düsenexperimente

durchgeführt, die weiteren Aufschluß über die Auswirkungen von

mechanischem und thermodynamischem Nichtgleichgewicht bei Blow­

downströmungen liefern werden /64/. Zur Untersuchung großer,

reaktortypischer Geometrien eignen sich besonders numerische

Experimente, da diese im allgemeinen ohne nennenswerten Zuwachs

an Kosten- und Zeitaufwand durchzuführen sind.

Oie noch offenen oder teilweise offenen Probleme sind im wesent­

lichen folgende:

1. Welchen Einfluß haben bei reaktortypischen Dimensionen

a) die thermodynamischen Anfangsbedingungen ?

b) die Randbedingungen (z.B c Geometrie, Rohrrauhigkeit,

Bruchöffnungsdynamik) ?
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2. Was sind geeignete Kennzahlen ?

Die Herleitung solcber Kennzahlen gestaltet sich wegen der kom­

plexen Abhängigkeit der Variablen bei einer instationären Zwei­

phasenströmung als sehr schwierig. Ein Ansatz für ein dimensions­

loses Maß für Nichtgleichgewichtszustände bei stationärer Strö­

mung wird in vorliegender Arbeit versucht.

1.4 Aufgabensteilung

Zur Behandlung in dieser Arbeit werden aus dem ersten Punkt des

oben genannten Fragenkomplexes folgende Detailfragen spezifiziert:

1. Welchen Einfluß hat die Anfangsunterkühlung auf den Blowdown ?

2. Ist die Differenz zwischen Anfangsdruck und Sättigungsdruck

ein geeignetes Maß zur Beurteilung von Blowdowns oder muß das

absolute Druckniveau berücksichtigt werden ?

3. Welchen Einfluß hat die Stutzenlänge auf den Blowdown?

4. Wie ist die Ausbildung von thermodynamischem- und mechanischem

Nichtgleichgewicht (Schlupf) von Anfangsunterkühlung und

Stutzenlänge abhängig ? Haben diese Effekte Einfluß auf einen

Blowdown bei reaktortypischen Bedingungen ~z.B. HDR-Experi­

mente) ?

5. Welchen Einfluß hat die Stutzeneinlaufkonfiguration und

welchen Modeliierungsaufwand erfordert diese ? Ist eine zwei­

dimensionale Berechnung des Bruchstutzens erforderlich ?

6. Wie beeinflußt die Rohrrauhigkeit, die in ihrer Effektivität

durch fertigungsbedingte Oberflächenveränderungen (Eindrehun­

gen) stark erhöht sein kann, die Blowdownströmung ?

7. Welche Auswirkungen hat eine Prallplatte vor der Bruchöffnung

in der für die HDR-Experimente vorgesehenen Konstruktion ?

8. Ist die in den verschiedenen Modellen häufig verwendete Rand­
bedingung

Mündungsdruck = örtlicher Sättigungsdruck
eine zulässige Approximation ?
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1.5 Das Programm DRIX-2D als Mittel zur Lösung der Aufgaben­

steIlung

Zur Durchführung der notwendigen numerischen Experimente wird

das Rechenprogramm DRIX-2D auf der Basis von SOLA-DF /34/ ent­

wickelt. DRIX-2D ist ein Drift-Flux-Modell und löst die insta­

tionären Erhaltungsgleichungen für

Masse der Dampfphase

Masse des Phasengemisches

Impuls des Phasengemisches

Energie des Phasengemisches.

Die Gleichungen sind zweidimensional für kartesische Koordinaten

und rotationssymmetrische Zylinderkoordinaten formuliert. Das

numerische Verfahren basiert auf der leE-Technik und ist halb­

implizit.

Gegenüber dem Drift-Flux-Modell von SOLA-DF zeichnet sich DRIX-2D

durch folgende Eigenschaften aus:

1. Bei der Drift-Flux-Approximation wird die Trägheitskraft der

Dampfbläschen bzw. Flüssigkeitströpfchen berücksichtigt (dyna­

mische Drift-Flux-Approximation); alternativ kann die volle

Differentialgleichung für die Relativgeschwindigkeit numerisch

integriert werden, d.h. das Modell kann auf ein 5-Gleichungs­

system erweitert werden /37/.

2. Durch Einführung der viskosen Terme der Navier-Stokes Glei­

chungen wird radialer und axialer Impulsaustausch aufgrund der

Wandreibung möglich. Es wird dabei mit einer "turbulenten

Zähigkeit" gearbeitet, die aus einem konventionellen Rohr­
reibmodell hergeleitet wird.

3. Wegen der Unstetigkeit der (theoretischen) Schallgeschwindig­

keit an der Siedelinie kommt es in diesem Bereich im allge­

meinen zu unphysikalischen Druckschwingungen /43, S.21 /0 In

DRIX-2D wird die Stetigkeit der Schallgeschwindigkeit durch

Dynamisierung der Umschaltgrenze zwischen Wassermodell und

Zweiphasenmodell erzwungen. Die besagten Druckschwingungen

konnten daher in DRIX-2D vermieden werden.
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Das Kapitel 2.1 behandelt das physikalische Modell von DRIX-2D,

insbesondere unter den Aspekten der Punkte 1-3. Einige bei der

ModelIierung auftretende Probleme, wie der Einfluß der Ober~

flächenspannung und der Wärmeleitung oder das Auftreten komplexer

Charakteristiken, werden diskutiert.

Auf das numerische Verfahren wird in Kapitel 2.2 kurz eingegangen.

Die Verifikation von DRIX-2D erfolgt durch Nachrechnen eines

Edwards-Versuches /22/ und durch Vergleich mit Kleinexperimenten

. und den stationären Modellen in Kapitel 2.3 •

1.6 Vorgehensweise bei der Lösung der gestellten Aufgabe

Die in dieser Arbeit durchgeführten numerischen Experimente

orientieren sich mit ihren Anfangs- und Randbedingumgen an den

bereits spezifizierten aber noch nicht durchgeführten HOR-Experi­

menten. Dies hat gegenüber einer rein hypothetischen Versuchs­

anordnung den Vorteil, daß in absehbarer Zeit Meßergebnisse zum

direkten Vergleich zur Verfügung stehen.

Gegenstand des 3. Kapitels ist daher eine auf den Zweck beschränk­

te Beschreibung des HDR-Versuchsstandes und der den Fähigkeiten

von DRIX-2D angemessenen Approximation der Rand- und Anfangsbe­

dingungen.

Entsprechend der HDR-Versuchsspezifikation werden Blowdownver­

suche mit folgenden Anfangsbedingungen gerechnet:

1 • pO = 110 bar

TO = 270 0 C

pO = 110 bar

TO = 290°C

Die Rechnungen werden jeweils für eine Bruchstutzenlänge von

1.1 mund 5.0 m durchgeführt. Der Durchmesser beträgt 0.2 m •

Der Bruchstutzen wird bei diesen Rechnungen zweidimensional in

rotationssymmetrischen Zylinderkoordinaten modelliert.
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In radialer Richtung wird der Bruchstutzen durch drei Zylinder­

schalen diskretisiert. Dies kann gerade noch mit einem vertret­

baren Aufwand an Rechenzeit realisiert werden.

In der Zeit werden die Rechnungen bis zu einem quasistationären

Strömungszustand durchgeführt. Das bedeutet für den 1 m - stutzen

eine Problemzeit von 50 ms, für den 5 m - stutzen 150 ms •

Die Bruchöffnung wird vollständig in den Problembereich einbezo­

gen,indem ein zweidimensionaler Ausströmbereich von ausreichender

Größe mitgerechnet wird. Dies hat den Vorteil, daß die Randbe­

dingungen stromabwärts von der kritischen Stelle (Bruchöffnung)

gesetzt werden. Die strömung kann daher stromaufwärts von der

Bruchöffnung durch die Randbedingung und dadurch induzierte Fehler

nicht mehr beeinflußt werden. Das Phänomen der kritischen strö­

mung liefern die Differentialgleichungen selbst, wenn die not­

wendigen Voraussetzungen erfüllt sind, ohne daß ein Hilfsmodell,

z.B. nach Moody, eingeführt werden müßte.

Diese Rechnungen werden wegen ihres erhöhten Aufwandes und wegen

der Verwendung ihrer Ergebnisse zu Auslegungsrechnungen für ver­

schiedene Meßfühler für die HDR-Experimente als Vorausrechnungen

bezeichnet.

Die zeitabhängigen Ergebnisse dieser Rechnungen sind in Form von

Diagrammen, einige typische quasi stationäre Ergebnisse in der
Tabelle AO.1, im Anhang AO zusammengestellt. Die Diagramme wurden

mit dem Programm GIPSY /56/ erzeugt.

Neben diesen Vorausrechnungen sind eine Reihe von Testrechnungen

erforderlich, die aus Rechenzeitgründen nur für den kurzen

stutzen durchgeführt werden, wobei dieser nur eindimensional be­

handelt wird.

Zur eindeutigen Identifikation werden die einzelnen Versuche mit

einer durch Bindestrich getrennten dreigliedrigen Nummer bezeich­

net. Der führende Buchstabe "V" oder "T" bezieht sich auf Vor­

ausrechnung oder Testrechnung. Die erste Zahl bedeutet die An­

fangstemperatur in oe, die zweite Zahl den Anfangsdruck in bar

und die dritte Zahl die stutzenlänge in m •

Beispiel: V 270-110-1



..:- 13-

Zur Erzielung tragfähiger Aussagen zu den einzelnen Punkten der

Aufgabenstellung wird in folgender Weise verfahren:

Zu 1,
a) Untersuchung der Vorausrechnungen und einer Testrechnung be­

züglich des Einflusses der Anfangsunterkühlung bei gleichem

Anfangsdruck,

Zu 2,

Testrechnungen bei Anfangsdrücken von 90 bar, 110 bar und
160 bar, aber jeweils gleichbleibendem Abstand zum Sättigungs­

druck,

Zu 3,

Beurteilung des Einflusses der Stutzenlänge anhand der Voraus­

rechnungen,

Zu 4,

a) Untersuchung der Vorausrechnungen und einer Testrechnung bezüg­

lich des thermodynamischen Nichtgleichgewichtszustandes.

b) Testrechnungen unter Variation des empirischen Nichtgleichge­

wichtsparameters.

c) Testrechnungen mit und ohne Relativgeschwindigkeit zwischsn

den Phasen bei verschiedener Anfangsunterkühlung,

Zu 5,

a) Vergleich zwischen 1D-Testrechnung und 2D-Vorausrechnung.

b) Testrechnungen unter Modellierung der Stutzeneinlaufkonfi­

guration mit und ohne Kernmantel und zusätzlich in kartesi­

schen Koordinaten,

c) Analyse verschiedener 2D-Phänomene bei den Vorausrechnungen,

Zu 6,

Testrechnungen unter Variation der Rohrrauhigkeit.

Zu 7,

Durchführung einer Vorausrechnung unter Modellierung einer

Prallplatte vor der Bruchöffnung für den Sm-stutzen,

Zu 8,

Vergleich zwischen einer Testrechnung mit der zu überprüfenden

Randbedingung und einer Testrechnung mit Ausströmbereich
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2. DAS RECHENPROGRAMM DRIX-2D

2.1 Das physikalische Modell

2.1.1 Die Erhaltungsgleichungen

Die Basis des Modells sind die instationären Erhaltungsgleichun­

gen für Masse, Impuls und Energie. Diese Gleichungen sind im Pro­

gramm zweidimensional wahlweise für kartesische oder zylinderi­

sche Eulersche Koordinaten formuliert. In /78/ werden diese Glei­

chungen aus den Erhaltungsprinzipien der Physik hergeleitet.

Sie lauten:

1. Massenerhaltung für das Phasengemisch:

~ -dt + 'V. fll = 0

2. Massenerhaltung für die Dampfphase:

3. Erhaltung des Impulses für das Phasengemisch:

a) in r-Richtung:

b) in z-Richtung:

-L (- fv' fL. - ) f)P
f)t (~)+ \}. gv·lL t ~ . V-t ·lLt == - 7JZ +FVz + flz.

4. Erhaltung der Energie für das Phasengemisch:

;) ) ( - f" . .S'L. ( ). -)r;r(rL +\/. fr'li f 9 · Iv-IL ·u.,. =

1- .fl,. fL. (~ 1) -) I~ J2./ Irl) \.J •- p. \7'tU + f ~o - ft U"}+ lL-q \ K·rl- T -#- WV+ Q

Alle Formelzeichen werden in der Nomenklatur (5. VIII) erläutert.

Der Divergenzoperator lautet für kartesische Koordinaten: ~=(~/~2)
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" (1- ~'r .E.-)und für Zylinderkoordinaten: v= ~ v~ I vz

Die Erhaltungsgleichungen (2.1.1) bis (2.1.4) werden in dieser

Formulierung auch in dem Zweiphasenmod~ll SDLA-DF /34/ verwen­

det. Eine Ausnahme bildet der Term IÜi'I2.·IP}2 in der Energieglei­

chung, der den Energieaustausch beim Phasenwechsel ~ro Volumen­

und Zeiteinheit darstellt. In /34/ wird dieser Term vernachläs­

sigt.
Das Gleichungssystem (2.1.1) bis (2.1.4) enthält~, ~V' 'fL.,ü',ii".,I,
Iv, I L und p al s unbekannte Variable. Es werden daher wei tere

Gleichungen benötigt, um das System zu vervollständigen. Die Feld­

gleichungen (2.1.1) bis (2.1.4) sind mit den Geschwindigkeits­

variablen Ü (Geschwindigkei t des Phasengemisches ) und ilr (Rela­

tivgeschwindigkeit) formuliert. Die Wahl dieser Variablen erweist

sich bei einer Drift-Flux-~pproximationpraktischer als die

Verwendung der Phasengeschwindigkeiten UL und Üv ·

Mit

besteht folgender Zusammenhang:

Mv=
UL -=

- - fL.
U+lLY-"y

Ei - 11'1' · fv
T

Die "Qualität" des Zweiphasengemisches wird durch den Volumen­

anteil des Dampfes e (Void-Anteil) beschrieben. Betrachtet ma~

die Wasserphase als inkompressibel und benutzt die Sättigungs­

dichte fLseat ' so gilt:

1- W.
V

-- 1-

Für den unterkühl ten Wasserbereich ist 9L > Jise:rt und dami t 6< 0 •
Die Definition des Void-Anteils nach Gl.(2.1.8) erweist sich als

praktisch, da auf diese Weise €) auch ein Maß für die Unterkühlung

ist.
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2.1.2 Berechnung der Relativgeschwindigkeit

In DRIX-2D kann die Relativgeschwindigkeit wahlweise durch nume­

rische Lösung einer Differentialgleichung (2.1.9) oder durch

eine Drift-Flux-Approximation berechnet werden. Die Drift-Flux­

Approximation ergibt sich dadurch, daß in der vollen Differen­

tialgleichung die Ortsableitungen von U~ gestrichen werden. Die.

danach verbleibende gewöhnliche Differentialgleichung kann dann

nach geeigneter Linearisierung explizit aufgelöst werden /37/.

Für die Kräftebilanz an einem Tröpfchen bzw. Bläschen ergibt sich

nach /78/ folgende Differentialgleichung:

d i2~
dt

.::: g . (.19tt -e'fL
O

) ( 1-e) • f'!flrl P
f v' ~L. ~

- il,[f(f-{Itil+r) i- ~ -(lftt-rJ) f Kr)}

FOr den Phasenreibfaktor K~ wird ein Modell in Analogie zur

Reibung umströmter Körper aufgestellt. Der Reibbeiwert Cw wird da­

bei so bestimmt, als handele es sich um steife Kugeln. Der Phasen­

reibfaktor Krist selbst eine Funktion von i7~ .

dabei sind:

y= e· Vv +- (~- ~Y.VL gewichtete Zähigkeit (2.1.11)

(Hr der Blasenradius (2.1.12)
e~ OS [To = N"'f1t ~für

nk =(JfJjA{'1"·IJ)"IJ die Phasenkontaktfläche (2.1.13)

_( 3'(4-9) 1"IJ
der Tropfenradius (2.1.14)r-für 0> o.s N· '11,

. 2ß ~
(2.1.15)nK =: (3'(4-6}) ·Y*l·N) die Phasenkontaktfläche
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Es wird dabei von der Annahme ausgegangen, daß für einen Void­

Anteil von e '" 0.5 Tröpfchenströmung , von e > 0.5 Bläschen­

strömung vorliegt. Die Anzahl der Tröpfchen (Bläschen) wird da­

bei mit N= 10 7 m- 3 als unveränderlich angenommen. Das bedeutet,

daß die Tröpfchen (Bläschen) je nach Void-Anteil einen Durchmes­

ser zwischen 0 und 5 mm annehmen können. Bläschen dieser Größen­

ordnung haben Ackermann und Ardron bei ihren Blowdown-Experimen­

ten festgestellt /40/.

Löst man Gl.(2.1.9) unter Vernachlässigung der Ortsableitungen

von dH~/a't , so erhält man folgende Gleichung für die Drift-Flux­

Approximation:

wobei:

_ ( ß,,·rip
O· K..,

_ )\ ) -t{1fKl')(t -t~)
- lL-f{tro.1·e

{3 ~ (fv - e· S't.°J(4- e)/~

3' = ~~ ·(I "'/ tr') + Jr-.( 11'1- r}~

Im Programm wird Gl.(2.1.16) nach jedem Zeitschritt für jede

Masche angewandt.

Bei der Drift-Flux-Approximation in /34/ wird nicht nur die Ände­

rung von ~ infolge Konvektion sondern das totale Differential

düidt gestrichen. Dadurch wird die Differentialgleichung (2.1.9)

auf eine algebraische Gleichung zurückgeführt, wobei nur noch

der Druckgradient als treibende Kraft verbleibt. Die für DRIX-2D

entwickelte "dynamische" Drift-Flux-Approximation nach GI.(2.1.16)

erweist sich insbesondere bei stark transienter Strömung als ge­

nauer und wirkt numerisch stabilisierend /37/.

Die Berechnung einer Druckwellenausbreitung mit finiten Differen­

zenverfahren führt in der Regel zu unphysikalischen Schwingungen

am Kopf der Welle, wenn die räumliche Ausdehnung dieser Druck­

welle etwa gleich der Diskretisierungsweite ist /69,5.230/. Durch
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das Aufsteilen einer Druckwelle tritt dieser Zustand früher

oder später immer ein. Bei einer Drift-Flux-Approximation ohne

Berücksichtigung der Trägheit ist aber das Vorzeichen der Rela­

tivgeschwindigkeit nur vom Vorzeichen des Druckgradienten ab­

hängig. Die unphysikalischen Schwingungen im Druckfeld bilden

sich dann unmittelbar auf das Geschwindigkeitsfeld ab. Dieses

Beispiel macht deutlich, daß sich auch aus numerischen Gründen

die Anwendung einer dynamischen Drift-Flux-Approximation nach

Gl.(2.1.16) empfiehlt.

Die Abb. 2.1 zeigt das berechnete zweidimensionale Geschwindig­

keitsfeld für eine Druckwelle, die z.B. durch das Platzen eines

mit Wasser gefüllten Rohres entstehen kann. Man erkennt, daß die

Berechnung mit der gewöhnlichen Drift-Flux-Approximation ein

physikalisch nicht interpretierbares Geschwindigkeitsfeld liefert.

Die dynamische Drift-Flux-Approximation zeigt wenigstens bezüg­

lich der Richtungen das erwartete Bild. Das Geschwindigkeitsfeld,

das durch die numerische Integration der vollen Differential­

gleichung (2.1.9) erzielt wird, liefert höhere Anfangsgeschwindig­

keiten und zeigt an der Rohrmündung nach 0.5 ms eine nach innen

gerichtete Geschwindigkeit. Dies geschieht sozusagen in Erinne­

rung daran, daß kurze Zeit vorher wegen des Unterschwingensi)
(vgl. 2.1.(1) ein nach innen gerichteter Druckgradient bestan­

den hat. Es handelt sich hierbei also um einen typischen Träg­

heitseffekt. Für einen späteren quasi stationären Zustand liefern

alle drei Methoden nahezu identische Lösungen. Ein ausführlicher

Vergleich wird in /37/ durchgeführt.
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t Wasser

Ze i t = 0,1
!

~ Dampf
Ims

I , ,
~ ~ ~

~ 4 ..
, , ,

1
Z ei t = ms

, ,
-'---1--------:

I IP

'.11-
3

Abb.2.1 Ausbildung der Geschwindigkeitsfelder von Wasser- und
Dampfphase infolge einer Druckwelle nach dem Bruch eines
Rohres. Die Ergebnisse werden erzielt mit:

1: gewöhnlicher Drift-Flux-Approximation

2: dynamischer Drift-Flux-Approximation
3: numerischer Integration der vollen Differentialglei­

chung für die Relativgeschwindigkeit
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Die Abhängigkeit des Druckes von der Dichte und inneren Energie

ist eine Eigenschaft des Mediums selbst. Für ein Zweiphasenge­

misch mit der Möglichkeit des Phasenübergangs ist diese Abhängig­

keitkeit äußerst komplex und schwierig formulierbar. Das ist ins­

besondere dann der Fall, wenn Nichtgleichgewichtszustände er­

laubt sein sollen. Vereinfachte Modellannahmen sind daher unum­

gänglich.

In DRIX-2D werden folgende Annahmen getroffen:

1. Der Druck in bei den Phasen ist gleich.

2. Übersteigt der Void-Anteil einen kritischen Wert (9) ec ),
so wird der Druck des Zweiphasengemisches durch den Druck

der Dampfphase allein determiniert. Die Wasserphase ist in

diesem Bereich inkompressibel.

3. Die Dampfphase kann als ideales Gas behandelt werden.

4. Stark überhitzte Dampfzustände werden ausgeschlossen, so

daß mit einem konstanten Polytropenexponenten für gesättigten

Dampf gerechnet werden kann.

5. Für Void-Anteile e~ Bc genügt der Druck einer Zustandsglei­

chung für unterkühltes Wasser, die für f",> 0 einen geeigneten

Korrekturterm besitzt.

6. Der überhitzte Wasserzustand ist durch Extrapolation der Zu­

standsgleichung für unterkühltes Wasser beschreibbar.

Die erste Annahme setzt voraus, daß die Oberflächenspannung

vernachlässigt werden darf. Dies ist dann der Fall, wenn die

Bläschen bzw. Tröpfchen einen kritischen Durchmesser überschrei­

ten. Es wird angenommen, daß der kritische Durchmesser dann er­

reicht wird, wenn der Druck im Bläschen bzw. Tröpfchen wegen der

Oberflä~henspannung den Umgebungsdruck um 1% übersteigt.

Der Überdruck in einem Bläschen aufgrund der Oberflächenspannung
ist:

IJ. P - (2.1.17)
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Der kritische Durchmesser wird dann mit obiger Annahme:

(2.1.18)

Beispiel: Wasser im Sättigungszustand, T=543 K, p=55 bar,

r; = 21.10- 3 N/m

Dami t wird Doc ~ 1. 5 J-Jm.

Bei der in 2.1.2 getroffenen Annahme von 10 7 Bläschen bzw.

Tröpfchen pro m3 wird dieser kritische Durchmesser erst unter­

schritten für e < 1.4.10-10 bei Bläschen, bzw. für

(1- a) < 1.4.10-
10

bei Tröpfchen. Für die praktische Rechnung

sind diese kleinen Bereiche absolut irrelevant. In /72/ wird

der Einfluß der Oberflächenspannung insbesondere auf die Schall­

geschwindigkeit des Phasengemisches für Bläschen dieser Größen­

ordnung untersucht. Dabei werden allerdings viel höhere Bläschen­

zahlen pro m3 unterstellt, so daß die Effekte auch bei kleineren

Dampfanteilen sichtbar werden.

6
0 0

[mm] 4

t 2

Bläschen Tröpfchen

0
0 0.2 0,4 0.6 0.8 1.0

e ----
7 -3Bläschen-bzw. Tröpfchendurchmesser bei N=10 m

in Abhängigkeit vom Void-Anteil
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Mit Hilfe der Adiabatenbeziehung für ideales Gas und des

1. Hauptsatzes läßt sich für die Dampfphase folgende Zustands­

gleichung ableiten /78/:

S'v
P= (~-1)·e·lv

Diese Gleichung gilt für den Bereich B> ec • Setzt man in

GI. ( 2. 1 • 19) für p, ~ = sS und I v We r t e au s Tab e11 enwerk en /41/

ein, so läßt sich der Wert für ~ berechnen. Man stellt fest, daß

dieser Wert mit ~ = 1.07 im Bereich zwischen 1 bar und 110 bar

nahezu konstant ist, so daß für ihn kein funktionaler Zusammen­

hang angegeben werden muß.

Auf die Bestimmung des kritischen Void-Anteils Be wird in 2.1.8

eingegangen. Die Zustandsgleichung für den Bereich e,~ lautet:

P =- A· + ~.( (~-1)· Iv
sub v /"I. -

Clc.
(2.1.20)

Der Klammerausdruck in Gl.(2.1.20) ist ein Korrekturterm, der

den stetigen Übergang des Druckes P nach Gl.(2.1.19) und

Gl.(2.1.20) an der Stelle B= 6t gewährleistet.

Der Druck~~b muß aus einer Zustandsgleichung für unterkühltes

Wasser ~ub=I(~T) berechnet werden. Die vorgeschlagenen Zustands­
gleichungen dieser Art, wie z.B. in /41/, sind in der Regel zu

aufwendig. In verschiedenen Rechenprogrammen der Fluiddynamik

/34,35/ wird daher eine linearisierte Zustandsgleichung der Form

PSt.ib - Po + CL
2

. ( f- ~0) (2.1.21 )

2 [apJ
verwendet, wobei CL = ~a~ls das Quadrat der Schallgeschwindig-

keit ist. Genau genommen, ist diese Approximation nur für idea_

les Gas und bei kleinen Störungen zulässig /66/. Darüber hinaus

führt diese Gleichung zu erheblichen Fehlern, wenn im unterkühl­

ten Bereich größere Temperaturspannen durchlaufen werden, die

Schallgeschwindigkeit aber als konstant angenommen wird.

Die experimentell festgestellten Laufgeschwindigkeiten von Druck­

entlastungswellen im unterkühlten Wasser sind kleiner als die

isentrope Schallgeschwindigkeit /18-22/. Zwei Effekte sind denk­
bar:
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1. Elastizität der Rohrwand

2. Die Entspannung erfolgt nicht isentrop, d.h. die notwendige

Temperaturabnahme bei Isentropie (für HDR-Bedingungen ca. 1.5 K

bei einem Druckabfall von 55bar) findet nicht statt.

Blowdown-Rechnungen mit DRIX-2D unter Verwendung der isentropen

Schallgeschwindigkeit cL in der linearisierten Zustandsgleichung

liefern ebenso wie Rechnungen in /34/ zu hohe Laufgeschwindig­

keiten im Vergleich zu Experimenten.

Aus diesen Gründen wird in DRIX-2D (if)r als Proportionalitäts­

faktor in die linearisierte Zustandsgleichung eingesetzt. Also

ps"b - fo + (if-Jr.(r-fo)
wobei gil t:

( de J - tt.z 7 2
-f tX", T + a o

C)~ T

fD = b..z r2- + b1 T +- bo

po ist für den Problembereich ein geeigneter Wert (z.B. Anfangs­

wert) • Die Koeffizienten «.l, a"'l Qo,b,zl b11bo werden durch Eingabe

von StützsteIlen, die den Problembereich eingrenzen, vorab be­

rechnet.

DRIX-2D-Rechnungen mit dieser verkleinerten "Schallgeschwindig-. ..'
keit liefern gute Ubereinstimmung mit der von Edwards /22/ ex-

perimentell festgestellten Laufgeschwindigkeit von Druckentlas­

tungswellen, wie in 2.3 noch gezeigt wird.

Es läßt sich durch eine einfache Abschätzung mit den be­

kannten Methoden der Wärmeübertragung zeigen, daß ein Tempe­

raturausgleich durch Wärmeleitung wesentlich längere Zeiten

in Anspruch nimmt, als die Zustandsänderung beim Wellen­

durchgang. Damit entfällt aber das Hauptargument für den

oben genannten Punkt 2. Die Verwendung von (~~)T in der Zu­

standsgleichung (2.1.22) ist daher nur als pragmatisches

Mittel zu betrachten. Bei einem Edwards-Blowdownversuch ergab sich

bei einem Rohrdurchmesser von ca. 200 mm eine Verringerung der

Schallgeschwindigkeit um 3% infolge der elastischen Rohrwand /23/.



2.1.4

-24-

Oie Temperatur und die innere Energie der Phasen

In der Energieerhaltungsgleichung (2.1.4) werden auf der linken

Seite die inneren Energien der Phasen benötigt. Zur eindeutigen

Festlegung des thermischen Zustandes wird daher noch ein System

weiterer Gleichungen benötigt:

9I

Nun wäre noch eine Differentialgleichung für den Wärmeaustausch

zwischen:den Phasen erforderlich, die den Zusammenhang zwischen

Tv und T1. herstell t. In DRIX-2D wird ein vollständiger Tempera­

turausgleich angenommen, so daß

gilt. Eine Begründung hierfür wird in 2.1.9 gegeben.

Oie innere Energie des Wassers wird fü~ Sättigungsbedingungen

durch eine Gerade Gl.(2.1.26) im Bereich von T=1DD Qe bis

T=310 oe mit einem Fehler von maximal 2.5% approximiert. Oie

innere Energie des Dampfes kann in diesem Temperaturbereich nur

durch ein Polynom 2. Ordnung Gl.(2.1.27) mit einem Fehler< 0.5%

approximiert werden (vgl. Abb. 2.4).

Mit der Energieerhaltungsgleichung (2.1.4), dem Gleichungssystem

(2.1.25) bis (2.1.28) und einer Zustandsgleichung (2.1.19) oder

(2.1.20) ist der thermodynamische Zustand des Zweiphasengemisches
eindeutig festgelegt.
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I

250
T

Gl.(2.1.31)

Dampf tafel /41/

I

200150
2.50

2,54

2.56

2.52

2.58

2.62
-6Iv·10

[~] 2.60

Abb. 2.4 Innere Energie des Dampfes im Sättigungszustand 1)

2.1.5 Die Phasenübergangsrate

.
Für die Phasenübergangsrate ~ wird folgender halbempirischer An-
satz gemacht /34/:

(2.1.29)

Die Interpretation dieser Gleichung ist einfach:

a) Die Phasenübergangsrate ist der Kontaktfläche Rk zwischen

den Phasen proportional.

1) Abbildung 2.3 existiert nicht



-26-

b) Die PhasenUbergangsrate ist der mittleren MolekUlgeschwin­

digkeit proportional, die ihrerseits proportional ~bZW.~rJ
ist.

-=l~
Wirt V~ -m

mittlere MolekUlgeschwindigkeit

Boltzmannkonstante

mittlere Masse eines MolekUls

c) Die PhasenUbergangsrate ist der Entfernung vom Gleichge­

wichtszustand (Sättigungszustand) proportional. Ein Maß da­

fUr ist di e Di fferenz 'iVsa/ - f v .

d) Der Nichtgleichgewichtsparameter ~ wird so gewählt, daß mit

Gl.(2.1.29) experimentelle Ergebnisse möglichst gut nachge­

rechnet werden können.

Ersetzt man den Proportionali tä tsfaktor VT" durch ""{f'; , so wird

der Nichtgleichgewichtsparameter r; dimensionslos. Eine genauere

Untersuchung von Gl.(2.1.29) erfolgt in 2.1.10 •

2.1.6 Der Sattdampfdruck

Die in Gl.(2.1.29) benötigte Sattdampfdichte~~twirdUber die

Zustandsgleichung (2.1.19) bzw. (2.1.20) ermittelt. Hierzu ist

der zur jeweiligen Temperatur gehörige Sattdampfdruck erforder­

lich. FUr einen Temperaturbereich von 100°C ~ T ~ 310°C läßt

sich der Sättigungsdruck durch folgende Gleichung genUgend genau

approximieren /34/. Der Fehler ist dabei< 0.8% gegenUber den

Tabellenwerten aus /41/.

P. in bar"Sqt T in K
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2.1.7 Das Rohrreibmodell

In der Hydromechanik wird die Rohrreibkraft mit der bekannten

Gleichung

~
:z. /) • f . lvI- V

berechnet. Der Widerstandsbeiwert ~ drückt dabei das Verhält­

nis von Staudruck und Reibdruck aus und kann nur für laminare

Strömung analytisch angegeben werden. Bei turbulenter Strömung

muß A aus Experimenten bzw. empirischen Ansätzen gewonnen wer­

den. Colebrook und White geben für rauhe Rohre folgende Glei­

chung an /49/ :

Af.r )
ReY'i'+lff'-

~ ist dabei die relative Rohrrauhigkeit.

Die Gleichung (2.1.31) ist ein Ergebnis eindimensionaler Betrach­

tungsweise. Bei zweidimensionalen (rotationssymmetrischen) Rec'­

nungen taucht die Frage auf, wie durch radialen Impulstransport

auch entferntere Flüssigkeitsschichten von der Wandreibung beein­

flußt werden. Im allgemeinen treten auch Reibkräfte in radialer

Richtung auf, die nur dann verschwinden, wenn die Radialkomponente

der Geschwindigkeit verschwindet ( ~ = 0 ) und die Rohrströmung

ausgebildet ist (~(4) = 0 ).

Oie Reibkräfte in einem strömenden Fluid liefern die viskosen

Terme der Navier-Stokes-Gleichungen in allgemeinster Formulie­

rung. Diese lauten für rotationssymmetrische Koordinaten:

In radialer Richtung:

In axialer Richtung:
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In (2.1.33) und (2.1.34) ist berücksichtigt, daß die Zähigkeit

nicht konstant ist und insbesondere bei turbulenter Strömung

keine reine Eigenschaft des Fluids ist, sondern noch von der

Strömungsform abhängt. Wegen des makroskopischen Impulsaustau­

sches bei turbulenter Strömung entsteht eine scheinbar höhere

Zähigkei t,die sich aus der "laminaren Zähigkeit" ~l und der

"turbulenten Zähigkei t" tt zusammensetzt.

Im allgemeinen gil t: ~t »ll
Zur Bestimmung der turbulenten Zähigkei t 'Zt wird ein Vorschlag

aus /77/ aufgegriffen und so modifiziert, daß an der Rohrwand

die Randbedingung V=" 0 erfüll t wird. Danach ist?t so zu bestim­

men, daß die zu Gl.(2.1.34) gehörige Differenzengleichung bei

eindimensionaler Rechnung für die ausgebildete Rohrströmung dem

Rohrreibansatz Gl.(2.1.31) äquivalent ist.

Für die ausgebildete Strömung in einem zylinderischen Rohr ver­

schwindet wegen 5~):= 0, lJ,=O Gl.(2.1.33) ganz. Aus Gl.(2.1.34)

verbleibt:

Mit Hilfe des Prandtl'schen Mischungsweges t läßt sich nach /68,

S. 536-546/ für 7t nachfolgende Gleichung angeben:

1. I~VIt'fe f)7
wobei

~ empirische Konstante

a. Wandabstand

"'-=0 ISymmetrieachse:

Für die ausgebildete Rohrströmung gelten die Randbedingungen:

oV
7J;'" =0

Rohrwand: 1""= 7;H1+~ , V = 0

Der Index IH1 bezeichnet die letzte Maschenreihe vor der Rohrwand.



-29-

Zur weiteren Darstellung muß auf das in 2.2.2 eingeführte

"Staggered Grid" vorgegriffen werden. Die Differenzengleichun-

gen von Gl.(2.1.36) und Gl.(2.1.37) lauten dafür:

--

und

Im Rahmen einer linearen Differenzeninterpolation werden die Rand­

bedingungen Gl.(2.1.39) durch Gl.(2.1.42) approximiert.

Symmetrieachse:

Rohrwand:

•
I 7", it- 12 = 72, j+ i2. }

(2.1.42)

~'~1+1Ijf% = CIH1Iif~

Die Randbedingung an der Rohrwand bedeutet, daß die feste Wand

durch eine punk tsymmetr ische Strömung er setz t wi rd. Bei IM".,*, r.z
(Spiegelpunkt) entsteht dann eine ruhende Schicht, die man sich

umgekehrt wieder durch eine unendlich dünne Wand ersetzt denken

kann (f\bb. 2.5).
1~ 212 fH1+~

fiktive

Randmaschen
t= 1 }
i= I~1+1

I

~
~

"'r--
~i" V;..... ..... t\.. ~

" ~. [\0-./
~~
~

-1 l. 3 Ir /H1 IH1H
Radius ----..

j+~

jt1.
J

i.==

Abb. 2.5 Das Differenzenschema zum Rohrreibmodell
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In Gl.(2.1.40) wird ~ ersetzt durch't • Außerdem wird linear

interpoliert.

Für den ein di me nsi 0 na 1 enG ren zfall IHf = 2 red u z i er en si c h die

Gleichungen (2.1.40) und (2.1.41) unter Berücksichtigung der Rand­

bedingungen Gl.(2.1.42) zu:

und

ll,it r.z. · "'·~/i~"fJ.
~ ~.2.

•
I

Setzt man Gl.(2.1.45) in Gl.(2.1.44) ein und vergleicht mit

dem Reibansatz Gl.,(2.1.31), so ergibt sich:

2.
Z=

Die numerische Berechnung erfolgt nun so, daß mit Hilfe der Glei­

chungen (2.1. 32 ), (2.1.46) und (2.1.41) die "turbulente Zähigkeit"

rti,j,.1f.l. für alle i,i berechnet wird. Aus den zu Gl. (2.1.33) und

Gl.(2.1.34) gehörigen Differenzengleichungen (hier nicht wieder­

gegeben) werden nun die Reibkräfte in axialer Richtung ~ i,i+~

und in radialer Richtung J=;r i+1:J,.lj berechnet.

Wegen der vollständigen Formulierung von Gl.(2.1.33) und

Gl.(2.1.34) in Differenzenform, besitzt das hier beschriebene

Reibmodell eine über die Rohrströmung hinausgehend~allgemeine

Bedeutung. Im Prinzip kann jede reibungsbehaftete Strömung be­

schrieben werden, sofern für ~t ein sinnvoller Ansatz angegeben

werden kann.

Es sei noch darauf hingewiesen, daß dieses Modell nur für homo-

gene Fluide gilt. Der Einfluß der Relativgeschwindigkeit auf die

Reibkräfte bleibt dabei unberücksichtigt. Für ein Zweiphasenge­

misch wird die mittlere Dichte, die mittlere Geschwindigkeit und

eine volumetrisch gewichtete Zähigkeit in diesem Reibmodell benutzt.
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2.1.8 Die Schallgeschwindigkeit im Zweiphasenbereich

Es ist grundsätzlich schwierig, die Schallgeschwindigkeit für

ein Zweiphasengemisch mit der Möglichkeit des Phasenübergangs

anzugeben /72/. Diese Schwierigkeit ist hauptsächlich darauf zu­

rückzuführen, daß der Phasenübergang beim Durchgang einer Schall­

welle in Verbindung mit dem dabei auftretenden Nichtgleichgewicht

apriori nicht bekannt ist, da eine komplexe Abhängigkeit von ver­

schiedenen Randbedingungen, wie z.B. der Geschwindigkeit der Zu­

standsänderung, besteht. Im Anhang A2 wird eine Nichtgleichge­

wichtsschallgeschwindigkeit Cne unter Berücksichtigung des Phasen­

übergangs abgeleitet. Die Berechnung von Cne setzt aber die Kennt­

nis der Geschwindigkeit der Zustandsänderung und der Phasenüber­

gangsrate voraus. Dennoch leistet die Gleichung bei der Diskus­

sion der kritischen Strömung in 4. wertvolle Dienste.

Relativ einfach lassen sich dagegen ein oberer und unterer Grenz­

wert für die Schallgeschwindigkeit angeben /42,43,73/. Der obere

Grenzwert ergibt sich für das absolute Nichtgleichgewicht, d.h.

Phasenübergang wird beim Schallwellendurchgang ausgeschlossen

(gefrorene Schallgeschwindigkeit). Der untere Grenzwert ergibt

sich für das absolute Gleichgewicht. Dieser Wert kann z.B. aus

der Dampf tafel ermittelt werden.

In DRIX-2D wird durch Differentiation der Zustandsgleichung (2.1.19)

unter Vernachlässigung der Kompressibilität der Flüssigkeit und

des Phasenübergangs der obere Grenzwert berechnet /78/.

Man erhält:

Es wird ausdrücklicr darauf aufmerksam gemacht, daß die Feldglei­

chungen in DRIX-2D nicht unter Verwendung der Schallgeschwindig­

keit selbst formuliert sind, so wie das in den meisten Anwendungs­

fällen der Gasdynamik der Fall ist /66,67/. Die Schallgeschwindig­

keit nach GI.(2.1.47) dient nur zum Zwecke der Druckiteration und

ist daher nur ein Element der numerischen Methode /57/.

Dies bedeutet, daß sich Druckstörungen nicht mit der gefrorenen

Schallgeschwindigkeit gemäß Gl.(2.1.47) ausbreiten. Die Ausbrei-
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tungsgeschwindigkeit ist vielmehr von der Frequenz der störung

und von der Verdampfungsrate abhängig /44/. Bei langwelligen stö­

rungen ist genügend Zeit für den Phasenübergang vorhanden. Das

Fluid reagiert dann entsprechend weich. Die Ausbreitungsgeschwin­
digkeit solcher störungen wird der Gleichgewichtsschallgeschwin­

digkeit nahekommen. Bei hochfrequenten Störungen findet dagegen

kaum Phasenübergang statt. Diese Störungen breiten sich nahezu

mit dem gefrorenen Grenzwert der Schallgeschwindigkeit aus.
11 11

Das Modell in DRIX-2D ist also kein gefrorenes Modell •

1200

1: p =100bar
1000 2: p = 10 bar

C
3:p= 1bar

[.li1-] 800
Minimum b@i e = 0,,5

+
------------
1: 239 m/s

I 600 2: 69 m/s
3: 21 m/s

400

200

10,,6 0,8
--....~ e

0..40,,2
0-+----.-----y-------r-----r-----1

o

Abb. 2.6 Abhängigkeit der gefrorenen Schallgeschwindigkeit
nach Gl.(2.1.47) vom Void-Anteil
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Sprungsteile der Schallgeschwindigkeit an der Sättigungslinie:

Beschränkt man sich auf die Gleichgewichtstheorie, so erleidet

die Schallgeschwindigkeit bei einer Zustandsänderung, die über

die Sättigungslinie links des kritischen Punktes führt, an dieser

Stelle einen Sprung, der bis zum Faktor 1000 betragen kann /43/!

An der Sättigungslinie rechts des kritischen Punktes (Zweiphasen­

gebiet-Dampf) ist der Übergang dagegen fast stetig. Dies hat in

der Vergangenheit bei verschiedenen numerischen Modellen zu

Schwierigkeiten geführt /43/. In vielen Fällen hat man dann da­

rauf verzichtet, die Zustandsänderung über die linke Sättigungs­

linie zuzulassen. Bei anderen Programmen, z.B. FLUST /3~ treten

beim Übergang über die Sättigungslinie unphysikalische Druck­

schwingungen auf, die auf die Unstetigkeit der Schallgeschwin­

digkeit im Gleichgewicht an dieser Stelle zurückzuführen sind.

Die gefrorene Schallgeschwindigkeit nach Gl.(2.1.47) strebt an

der linken Sä tti gungslini e (8 ....... 0) gegen unendl ich, da die flü s­

sige Komponente für das Zweiphasengemisch als inkompressibel be­

trachtet wird. An der rechten Sättigungslinie strebt dagegen die

gefrorene Schallgeschwindigkeit gegen die der reinen Dampfphase.

Bei e = 0 würde daher die Schallgeschwindigkei t zwischen der

"kompressiblen" Flüssigkeit und dem "inkompressiblen" Zweiphasen­

gemisch einen unbeschränkten Sprung erfahren. Um dieses unphysi­

kalische Verhalten zu umgehen, wird in DRIX-2D die Übergangs­

steile zwischen dem Zweiphasengemisch und dem unterkühlten Was­

ser an eine Stelle 8:1t 8~ > 0 verlegt. Der kritische Void-Antei19,

(Umschaltstelle) begrenzt die Gültigkeitsbereiche der Zustands­

gleichungen für unterkühltes Wasser Gl~(2.1.20) und für das Zwei­

phasengemisch Gl.(2.1.19). Wählt man 9c willkürlich, so ist die

Stetigkeit der Zustandsgleichungen selbst aufgrund des Korrektur­

terms in der Zustandsgleichung für das Wasser Gl.(2.1.20) zwar

gewährleistet, die Unstetigkeit in der Schallgeschwindigkeit ver­

schwindet aber im allgemeinen nicht, wenn auch der Sprung jetzt

endlich ist und durch günstige Wahl von e, klein gehalten werden

kann. Es läßt sich aber an die Wahl von ec mit Hilfe von

Gl.(2.1.47) die Bedingung des stetigen Übergangs der Schallge­

schwindigkeit knüpfen, nämlich
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C: ist das Quadrat der Schallgeschwindigkeit der flüssigen

Phase nach Gl.(2.1.23). Oie Umschaltgrenze Be wird dadurch

"dynamisch"', d.h. sie ist von Ort und Zeit abhängig"

In früheren oRIX-2o- Versionen ist ebenso wie in SOLA-oF /34/

mit konstanter Umschaltgrenze (Be = 0.005) gerechnet worden. Oie

Abbildungen 2,,7 bis 2,,10 zeigen einen Vergleich zwischen Rech­

nungen mit konstanter Umschaltgrenze und dynamischer Umschalt­

grenze nach Gl.(2.1.4S)" Dargestellt sind die Druckverläufe in

einem 1m langen Blowdown-Rohr mit angeschlossenem Druckbehälter

und die axialen Druckprofile für ein 5m langes Blowdown-Rohr.

Bei den Rechnungen mit konstanter Umschaltgrenze treten dabei

hochfrequente Schwingungsstöße auf, wenn 9= ec durchlaufen wird.

Dies ist der Fall, kurz nachdem der Anfangssattdampfdruck unter­

schritten wird und Verdampfung einsetzt (Abb.2.S). Der kritische

Void-Anteil ec bleibt aber nicht am Ort stehen, sondern läuft

unter Oszillationen von der Bruchöffnung in Richtung Behälter.

Oie Druckschwingungen machen diese Bewegung im Ort mit, wie das

Druckprofil Abb.2.10 zeigt.

Es sei abschließend noch darauf hingewiesen, daß in /73/ die ge­

frorene Schallgeschwindigkeit unter Berücksichtigung der Kom­

pressibilität der flüssigen Phase abgeleitet wurde" Oie Schall­

geschwindigkeit strebt in diesem Falle auch an der linken Sätti­

gungslinie gegen die der reinen Flüssigkeitsphase. Sprünge in

der Schallgeschwindigkeit treten dann in diesem Modell grundsätz­

lich nicht auf. In oRIX-2o wird aber der hier beschriebenen Methode

der Vorzug gegeben, da sich die Rechnung wesentlich einfacher ge­

staltet, und ab einer gewissen Entfernung von der Sättigungslinie

die Kompressibilität der Flüssigkeit im Zweiphasengemisch keine
Rolle spielt.
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2.1.9 Das thermodynamische Nichtgleichgewicht bei gleichen

Phasen temperaturen

Wegen der Annahme gleicher Phasentemperaturen beschränkt sich

das in DRIX-2D mögliche Nichtgleichgewicht auf folgende zwei
Zustandsarten:

1. Der Druck ist niedriger als der Sättigungsdruck, die Flüssig­

keitsphase befindet sich in einem überhitzten Nichtgleichge­

wichtszustand.

2. Der Druck ist höher als der Sättigungsdruck, die Dampfphase

befindet sich in einem unterkühlten Nichtgleichgewichtszustand.

Nichtgleichgewichtszustände dieser Art bedeuten also, daß sich

immer eine Phase in einem metastabilen Zustand befindet.

Ein anderer denkbarer Nichtgleichgewichtszustand ist, wenn in einem

betrachteten Kontrollvolumen die Phasen für sich einen stabilen

Zustand einnehmen, aber unterschiedliche Temperaturen besitzen, so

daß für das Zweiphasengemisch ein Nichtgleichgewichtszustand vor­

liegt. Solche Nichtgleichgewichtszustände treten besonders bei

starker Wärmezufuhr auf (z.B. überhitzter Dampffilm an Heizflächen).

Betrachtet man aber nur adiabate Zustandsänderungen, wie grundsätz­

lich in vorliegender Arbeit, so müssen Nichtgleichgewichtszu­

stände der letzten Art für ein Wasser-Dampf-Gemisch nicht berück­

sichtigt werden, da wegen Phasenübergang ein Temperaturausgleich

eintritt. Formal drückt sich das durch den kleinen Polytropenex­

ponenten für gesättigten Dampf (Ie = 1.07) aus. Bei einem Zweikom­

ponentengemisch (z.B. Wasser-Luft) ist ein Temperaturausgleich nur

über Wärmeleitung möglich, die aber sehr große Zeiten erfordert,

wie folgende Abschätzung zeigt:

Betrachtet man die Abkühlung des im Modell größt möglichen Bläs­

chens (0 ~ 5 mm) aufgrund der Wärmel ei tung, und 1 egt man z. B. die

Abkühlung der Übertemperatur im Zentrum des Bläschens auf die

Hälfte als charakteristisch zugrunde, so ergibt sich aus der

Lösung der instationären Wärmeleitgleichung für die Kugel /75,5.62/

eine charakteristische Zeit von

AtC.L = 2 s.

Dieses Ergebnis gilt für die Randbedingung=
Oberflächen temperatur = Umgebungstemperatur.
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Die charakteristischen Zeiten für Zustandsänderungen bei Blowdown­

Problemen liegen sowohl für den instationären Fall (Druckwellen)

als auch für den stationären Strömungsvorgang weit darunter. Bei

Wellenvorgängen kann etwa von charakteristischen Zeiten ~tc ~ 1 ms
I

ausgegengen werden.

Fragt man nach dem Bläschendurchmesser, bei dem die charakteris­

tische Zeit der Zustandsänderung vergleichbar wird mit der charak­

teristischen Zeit der Wärmeleitung, so ergibt sich aus der glei­

chen Überlegung:

Nach Gl.(2.1.12) ist der zugehörige Void-Anteil e ~ 4 _10- 5 • Für

praktische Rechnungen ist dieser Bereich unbedeutend. Man sollte

aber beachten, daß für Bläschendichten N > 107 m- 3 der Bläschen­

durchmesser Oe = 0.1 mm durchaus bei größeren, für Anwendungsfälle

relevanten Void-Anteilen auftreten kann.

Als Ergebnis dieser Abschätzung kann festgehalten werden, daß die

Wärmeleitung nicht in der Lage ist, die Ausbildung unterschied­

licher Phasentemperaturen zu verhindern. Für charakteristische

Zeiten von Blowdown-Problemen (~tc~~1 ms) sind dafür Bläschen­

durchmesser D~ 0.1 mm erforderlich.

Für ein Zweikomponentengemisch (Flüssigkeit - Gas) müßte die An­

nahme gleicher Phasentemperaturen in Frage gestellt werden, da

ein Temperaturausgleich weder durch Phasenübergang noch durch

Wärmeleitung stattfindet.
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Charakteristische Relaxationszeit

Es wird die Frage untersucht, welche Zeit vergeht, bis das in

seinem Gleichgewicht durch eine plötzliche Druckentlas ng ge­

störte Zweiphasengemisch den Gleichgewichtszustand wieder er­

reicht. Sind nämlich die charakteristischen Zeiten für Zustands­

änderungen groß gegen diese Relaxationszeit, so können Nicht­

gleichgewichtseffekte unberücksichtigt bleiben.

Durch die Abweichung von f...... (Dampfdichte ) zum Sättigungswert ~\lSQt

wird in DRIX-2D der Nichtgleichgewichtszustand ausgedrückt. Im

Prinzip ließe sich auch jede andere Zustandsgröße zur Beschrei­

bung des Nichtgleichgewichts benutzen. Naheliegend wäre die Ver­

wendung der Entropie, die bekanntlich mit dem Gleichgewicht

einen Maximalwert anstrebt /65, 5.141/. Bei der Verwendung der

Dampfdichte als Nichtgleichgewichtsvariable gestaltet sich die

Formulierung besonders einfach, da dann das Nichtgleichgewicht

durch die Kontinuitätsgleichung für die Dampfphase GI.(2.1.2)

beschrieben wird, deren Quellstärke (Phasenübergangsrate) irgend­

wie vom Nichtgleichgewichtszustand abhängt. In DRIX-2D wird ein

proportionaler Zusammenhang zwischen Phasenübergangsrate rund

Nichtgleichgewichtszustand (~vs~-~v) angenommen. Die Definitions-
•

gleichung für r ist bereits mi t GI. (2.1. 29) eingeführt worden.

Um die eingangs gestellte Frage zu untersuchen, wird ein im Nicht­

gleichgewicht befindliches Zweiphasengemisch betrachtet, das zum

Zeitpunkt t :lI: 0 den Nichtgleichgewichtszustand (fV-s<tt "'j'''ne) auf­

weisen soll. Oie Relaxation ins Gleichgewicht wird durch die

Kontinuitätsgleichung für die Dampfphase und die Definitions~

•
gleichung für r beschrieben. Aus Gl.(2.1.2) erhält man im ein-

dimensionalen Fall:

•- n_- { -

soll. Ov
2v' /)z. ::= 0

Es genügt die Betrachtung eines nulldimensionalen Systems ohne

Volumenänderung, da nur die Relaxation in den Gleichgewichtszu­

stand nach einer schlagartig vollzogenen Druckentlastung ver­

folgt werden

Daher gilt:
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Die Differentialgleichung (2.1.49) hat für die erwähnte Anfangs­

bedingung die Lösung:

-~·Rk·Yi:·t
fv .:= f VSttt + (fvne -S>VSftt)· e (2.1,,50)

Es wird dabei unterstellt, daß Rk , ~ und ~S"t konstant bleiben.

Durch die Zeitkonstante der e-Funktion

ist nun sofort eine charakteristische Zeit für die Relaxation

gegeben. Die Zeit für den vollständigen Abbau des Nichtgleichge­

wichts läßt sich z.B. mit einem Vielfachen der Halbwertszeit th
(5.th ~ 97%) angeben.

Dabei ist:

Für den hier verfolgten Zweck kann für Dampf im Bereich

373 K ::;. T ~ 573 I< -VIv' ~ 1600 m/s = konstant gesetzt

Für ein gegebenes ~ ist dann die Zei tkonstante tz nur

von der Kontaktfläche nk oder mittels Gl.(2.1.12) bzw.

Gi. (2.1.14) nur noch von e abhängig.

werden.
noch

.. e
4 1.0 0.9 0~8 0~7 0.6 0.5

I

t 3 -
~

CI)
~

Ln 2 .
0-•

N.....
• 1

t-0

Abb.2.11 Die Zeit­

konstante für die

Relaxation in Ab­

hängigkeit vom

Void-Anteil

0.50.20.1o
o 1---=::,===:,===:::::,;:::===;::,==~

0.3 0.4e ..
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Die Abbildung 2.11 zeigt, daß die Relaxationszeit für kleine

K0 ntak t f 1 ä c he n , d .. h • für 0 bei B1ä sc hen bz w.. e) """ 0 bei Tr öp f _

chen, stark ansteigt. Nichtgleichgewichtseffekte gewinnen also be­

sonders in diesen Bereichen an Bedeutung .. Dies ist natürlich ein

Ergebnis der Annahme, daß die Phasenübergangsrate dem Wärmeüber­

gang zwischen den Phasen und damit der Kontaktfläche RK proportio­
nal sei.

Der empirische Faktor f1 ist durch Nachrechnung verschiedener

Blowdown-Versuche von Edwards /22/ mit ~ = 0.166 festgelegt

worden (vgl. Abb.2.12 u. Abb.2.13). Es sind Experimente im Gange

/64/, von denen verfeinerte Kriterien zur Festlegung von ~ er­

wartet werden. Die Tabelle 2.1 zeigt einige charakteristische
Zeiten für Extremfälle.

ro = 0.166 ~ = 0.0166

,G tL [s] 5·th 1s] tz. [sJ 5 •t" [s]
-

0.003 1. '7 10- 4 6.0 10-4 1 .. 7 10- 3 6 .. 0 10- 3

0.5 5.7 10- 6 2.0 10- 5 5.7 10- 5 2.0 10- 4

Tabelle 2.1 Charakteristische Relaxationszeiten nach

plötzlicher Druckentlastung

Bei den Rechnungen zu den Edwards-Versuchen setzt z.B. das Auf­

sieden nach dem Unterschwingen (flashing) bei B~ 0.003 ein.

Dieser endliche Wert für e ist eine Folge von Gl.(2.1.8).

Die zugehörige Zeitkonstante wird durch die Rechnung recht gut

bestätigt. In Abb. 2.12 ist die Tangente an den Druckanstieg nach

dem Unterschwingen eingezeichnet. Der Abstand auf der Abszisse

zwischen Druckminimum und dem Schnittpunkt der Tangente mit dem

Anfangssättigungsdruck (P~t = 36 bar) ergibt in guter Näherung
die Zeitkonstante.

Aus dem experimentellen Ergebnis ist die Zeitkonstante für das

Aufsieden aus Abb.2.12 wegen der dort auftretenden Schwingungen
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kaum abzulesen. Sie ist aber eher noch kleiner als bei der Rech-

nung.

Bei der Reflektion der Druckwelle am geschlossen Ende liefern

sowohl die Rechnung als auch das Experiment eine größere Zeit-

kon stante. Au s Abb. 2.13 kann tz ~ 2 ms für di e sen Fall ab gel e sen

werden. Eine Temperaturänderung hat zu diesem Zeitpunkt aber noch

kaum stattgefunden, so daß die Konstantsetzung von ~Vsat und vr;
noch gerechtfertigt ist. Wegen der einsetzenden Strömung darf

aber der Term fv·;: auf der linken Seite von Gl.(2.1.49) nicht

mehr vernachlässigt werden. Da dieser positiv ist, hat dies eine

Verkleinerung von 1~, also eine Vergrößerung der Zeitkonstante zur

Folge.

Für die stationäre Strömung muß aus demselben Grunde ebenfalls

eine größere Zeitkonstante erwartet werden, was in Kapitel 4 noch

bestätigt wird. Außerdem muß in diesem Falle die Temperaturab­

nahme, d.h. die Änderung von ~~ bei der stationär beschleunigten

strömung, berücksichtigt werden. Dies ist um so wichtiger, je höher

der Dampfanteil ist.

Eine analytische Abschätzung der Zeitkonstanten für die beiden

letzten Fälle ist wegen dieser Nichtlinearitäten schwierig und

wird hier nicht durchgeführt.

Die Zustandsänderung beim Unterschwingen

Ein Nichtgleichgewichtseffekt besonderer Art ist das Unter­

schwingen. Man versteht darunter den Abfall des Druckes im

unterkühlten Wasser unter den Sättigungsdruck und das nachfol­

gende verzögerte Aufsieden (flashing). Dieser Effekt kann durch

das in DRIX-2D verwendete Nichtgleichgewichtsmodell deshalb simu­

liert werden, weil die Zustandsgleichung für die unterkühlte

Phase über die Sättigungslinie hinaus extrapolierfähig ist, und

sich in diesem Bereich des überhitzten Wassers gemäß der Defini­

tionsgleichung (2.1.B) auch bei noch nicht vorhandenem Dampf

endliche Werte für e ergeben. Damit kann die Verdampfung ent­

sprechend Gl.(2.1. 29) einsetzen und dem weiteren Druckabfall ent-
gegenwirken.
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Die Größe des Unterschwingens ist abhängig vom Nichtgleichge­

wichtsparameter ~ und von der Geschwindigkeit der Zustandsände­

rung (charakteristische Zeit für die Zustandsänderung).

Man betrachte eine Entspannung aus der unterkühlten Phase bei

konstanter Temperatur, wie sie z.B. durch die Bewegung eines

Kolbens erzielt werden kann. Diese Entspannung sei charakteri­

siert durch die Geschwindigkeit der Zustandsänderung, die z.B.

ausgedrück t werden kann durch IN' =-1t (Volumen). Für ein null­

dimensionales System ist dann die Zustandsänderung durch folgendes

Gleichungssystem bestimmt:

I. Zustandsgleichung:

mit

11. Definition:

p= (~-1) ~ · Iv; I v :& konst

Ps.;, ~ po t (-Gf); Cf-fo)
e= 1- i-iv

J'Lsqt
111. Massenerhaltung für

die Dampfphase:

IV. Definition:

= r;. Rk'ß '(fvJ'et -Sv)
(3'6)'/3, (lft.w)4fJ

V. Massenerhaltung für m
das Zweiphasengemisch: f= KOMiVO+ W.t . m :-,

VI. Zustandsgleichung: fVSflf
Psat· (:):: • Psat = konsr
(~-1) . Iv ,

Die Gleichungen I - VI lassen sich auf eine gewöhnliche Differen­

tialgleichung reduzieren, die numerisch leicht gelöst werden kann.

Die Lösung pr: per) ist in Abb.2.14 mi t der Geschwindigkei t der

Zustandsänderung kf als Parameter dargestellt. Für sehr kleine

Geschwindigkeiten der Zustandsänderung (~~ 0) oder sehr große
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.
Nichtgleichgewichtsparameter (P~oo) ergibt sich der Gleichge-

wichtsgrenzfall (gestrichelte Kurve). Für kleines oder großes

ergeben sich starke Nichtgleichgewichtszustände (Unterschwingung)@

100
p

[bar] 80

40

20

r;, = 0.166

W in m3/s

W:: 0,01
W::O,l
W::0,5

760
p [kg/m3 ]

740
--- Dichte

720
O+---.,...--r----r------r---r------,--r--
700

Zustandsänderung beim Unterschwingen und Aufsieden

Die Lö sung zeigt, daß während der Zei t des Aufsiedens ~e < 0 ist.

Es wird im Anhang A1 gezeigt, daß für diesen Fall die Charakteris­

tiken des Gleichungssystems komplex werden. Außerdem wird in A1

auf analytischem Wege gezeigt, welche Zustandsänderungen notwen­

dige (nicht hinreichende) Voraussetzungen sind, wenn ~ < 0 er-
füllt werden soll. d,

Ein Gleichungssystem mit nicht ausschließlich reellen Charakteris­

tiken ist aber nicht hyperbolisch und beschreibt kein Anfangswert­

problem. Im Anhang A1 wird diskutiert, daß daraus nicht notwen­

digerweise eine unsachgemäße Formulierung /74/ des Problems re­

sultieren muß.
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2.2 Die numerische Methode

2.2.1 Der Algorithmus

Der numerische Algorithmus entspricht der ICE-Technik (Implicit

Continuous - Fluid Eulerian) /50,51,52,53,54/.

Danach beginnt ein Rechenzyklus (Zeitschritt) mit der expliziten

Lösung der Kontinuitätsgleichung für Phasengemisch und Dampf­

phase. Diese liefern Schätzwerte für die Dichte zum neuen Zeit­

punkt. Mittels Zustandsgleichung werden Schätzwerte für den Druck

und anschließend mittels Impulsgleichung Schätzwerte für die Ge­

schwindigkeit des Phasengemisches zum neuen Zeitpunkt berechnet.

In der folgenden impliziten Phase werden Druck, Dichte und Ge­

schwindigkeit unter Einbeziehung der Impulsgleichung iteriert.

Iterationskriterium ist die Massenerhaltung für das Gemisch.

Anschließend wird die implizit formulierte Kontinuitätsgleichung

für die Dampfphase iterativ gelöst. Innerhalb dieser Iteration

wird die Phasenübergangsrate und die Relativgeschwindigkeit be­

rechnet. Danach wird die Energiegleichung explizit gelöst, wobei

alle Werte auf der rechten Seite der Gleichung -mit Ausnahme der

Energie selbst- zum neuen Zeitpunkt eingesetzt werden. Letzter

Schritt ist die Berechnung der Temperatur und die Berechnung der

Rohrreibkraft.

2.2.2 Das Maschengitter

r

I I

I I
.. __ .l __ . I

- -t- --

V Vr
I
I
I

plq U I
~

I
~-~-- -t--

Gl 9v Ur I
I I

• 1
1--

2

j

z

Abb. 2.1~ Anordnung der

Variablen in einem ver­

setzten Netz

Die Differentialgleichungen (2.1.1) bis (2.1.4) werden durch

finite Differenzengleichungen in Eulerscher Schreibweise approxi­

miert. Die dazu notwendige Diskretisierung der Geometrie erfolgt

mit einem versetzten rechteckigen Netz ("staggered grid") mit

variablen Maschenweiten. In Abb.2.15 wird gezeigt, wie in einem

derartigen Maschennetz die Variablen angeordnet werden.

j·1
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2.2.3 Numerische Besonderheiten in DRIX-2D

Durch folgende, über die in 2.2.1 zitierte leE-Technik hinaus­

gehenden Maßnahmen wird in DRIX-2D eine beachtliche Verbesserung

der Stabilitätseigensthaften erreicht.

a) L~sung der Kontinuitätsgleichung für die Dampfphase in impl

ziter Formulierung durch Iteration.

Als Iterationsverfahren wird eine Kombination aus dem Fixpunkt­

verfahren und der regula falsi verwendet. Dies hat gegenüber

der reinen regula falsi den Vorteil, daß kein zusätzliches

Variablenfeld ben~tigt wird.

b) Halbimplizite Formulierung der Kontinuitätsgleichungen für das

Phasengemisch und für die Dampfphase in der expliziten Rech­

nung. Dies wird realisiert, indem die konvektiven Terme der

Gleichungen durch das nullte und erste Glied einer Taylor­

reihe dargestellt werden. Die Differenzengleichungen k~nnen

dann immer noch explizit aufgel~st werden.

Einzelheiten über das numerische Verfahren, insbesondere auch

über die Randbedingungen, sind in /57/ dokumentiert und werden

hier nicht weiter diskutiert. In DRIX-2D ist als Alternative zur

Drift-Flux-Approximation die M~glichkeit vorgesehen, die volle

Differentialgleichung für die Relativgeschwindigkeit zu l~sen.

Die Differenzengleichung hierzu wird in /37/ entwickelt (vgl.2.1.2).
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2.3 Überprüfung von DRIX-2D mit Hilfe von Experimenten und

stationären Modellen

2.3.1 Nachrechnung eines Edwards-Versuches

Die von Edwards et ale durchgeführte Blowdown-Versuchsserle /19-22/

wird international als Standardproblem anerkannt und von vielen

Autoren zur Verifikation von Rechenprogrammen herangezogen.

Zur Überprüfung von DRIX-2D wird der Versuch "Phase 3 - Test 145"

/22/ nachgerechnet. Die Versuchseinrichtung ist mit den wesent­

lichen Abmessungen schematisch in Abb.2.16 dargestellt.

Der Versuch und die Approximation mit DRIX-2D:

Das Blowdownrohr ist mit Wasser gefüllt. Der Anfangsdruck beträgt

pO= 56.16 bar, die mittlere Anfangstemperatur rO= 244 oe. Die

maximalen Abweichungen von dieser Temperatur betragen +15 Kund

-12 K. Zu einer Zeit t = 0 wird die aus Glas bestehende Berst­

scheibe durch eine Schuß einrichtung zerstört. An 8 axial verteil­

ten Meßpositionen wird der zeitliche Druckverlauf in der oberen

und unteren Hälfte des Rohres gemessen. Der Void-Anteil wird mit

Hilfe einer 5-Gammastrahl-Meßeinrichtung bei Position 2 gemessen

(vgl. Abb.2 .. 16).

Die Rechnung mit DRIX-2D erfolgt in rotationssymmetrischen Zylinder­

koordinaten .. Das Maschengitter ist in Abb .. 2 .. 16 dargestellt .. Bei

der Rechnung wird ein, isothermer Anfangszustand (244 Ce) unterstellt.

Zum Vergleich werden die Druckverläufe am Bruchende (Pos.1) und am

geschlossenen Rohrende (Pos.8) herangezogen. Der Void~Anteii und'

die Temperatur werden bei Position 2 verglichen.

Abb. 2.16 Versuchsstand

für den Edwards-Blowdown­

Versuch "Phase 3 lest 145"

(schematisch) und das

Maschengitter zur Berechnung

des Versuches mit DRIX-2D

Auffang ­

behälter

Pos.1

I
Pos.2

I

'"o
'"....

4020 ---------1
4096 - ---I

Pos.6 Berstscheibe

Kraft­
mess~

dose
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Druckverlauf im Kurzzeitbereich (Abb,2,17):

Die Ankunft der Druckentlastungswelle am Rohrende nach ca, 4 ms

ist in guter Übereinstimmung mit dem Experiment, Die gemessene

Druckwelle ist steiler als in der Rechnung, was numerische Ur­

sachen hat (z~B, die endliche Diskretisierung), Das Unterschwingen

des Druckes unter den Sättigungsdruck ist bei Pos,1 und pos,a in

Rechnung und Experiment etwa gleich, Dies wurde durch entsprechende

Einstellung des Nichtgleichgewichtsparameters roerreicht,

Nach ca, 3 ms, noch vor Ankunft der Entlastungswelle, zeigt der ge­

messene Druckverlauf bei pos,a einen Abfall, der nur durch den Ein­

fluß einer Welle, die durch die Rohrwand läuft, zu erklären ist,

Druckverlauf im Langzeitbereich (Abb,2,1a):

Die Entleerung des Blowdown-Rohres wird in Experiment und Rechnung

nach ca, 0,5 s nahezu gleichzeitig erreicht,

Auffallend ist, daß im Experiment bei pos,a der Druck um ca, a bar

tiefer abfällt als in der Rechnung, Teilweise ist die Erklärung

darin zu suchen, daß die Anfangstemperatur bei pos,a nur 23a oe
beträgt, was eine Verminderung des Sättigungsdruckes um 4 bar be­

deutet, Im Experiment verharrt der Druck bei Pos,1 und bei pos,a

länger bei höheren Werten als in der Rechnung und sinkt dann später

schneller ab, Oie Ursache könnte die Wärmekapazität des Blowdown­

rohres sein, In diesem Zusammenhang wäre zu prüfen, inwieweit bei

der vollständigen Entleerung eines Rohres von adiabater Zustands­

änderung ausgegangen werden darf,

Temperaturverlauf (Abb,2,19):

Die Abweichung zwischen Experiment und Rechnung entspricht der Ab­

weichung beim Druckverlauf, d,h, die Abkühlung setzt im Experiment

etwas später ein,

Void~Anteil (Abb,2,20):

Der zeitliche Verla~f des Void-Anteiles zeigt eine erstaunlich

gute Übereinstimmung mit dem Experiment,

Es wird darauf hingewiesen, daß der zeitliche Verlauf des Void­

Anteiles bei einem einfach verschlossenen Rohr qualitativ anders

ist als mit angeschlossenem Druckbehälter, Im letzten Fall bewirkt

die Nachspeisung von unterkühltem Wasser aus dem Druckbehälter eine

vorübergehende Abnahme des Void-Anteils, wie in 4,4,2 gezeigt wird,
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Schlußfolgerungen:

Die qualitative Übereinstimmung zwischen Rechnung und Experiment

bei den Größen Druck, Temperatur und Void-Anteil ist gut.

Quantitativ sind beim Druck und bei der Temperatur beachtliche

Abweichungen festzustellen. Gründe hierfür sind eine sehr ungleich­

mäßige Anfangstemperaturverteilung bei den Experimenten und even­

tuell die Wärmekapazität der Rohrwand.

60
!o=,...,.--_,

P
(bar)

40

20

- RECHNUNG MIT DRIX-2D
--- EXPERIMENT

Pos. B

POS. 1

2015105
0+------.------.,------,------.,
o

t (ms)

Druckverlauf für den Edwards-Blowdown-Versuch "Phase 3

Test 145" im Kurzzeitbereich Vergleich zwischen
Experiment und Rechnung mit DRIX-2D

60
P

(bar)

40

RECHNUNG MIT DRIX-2D

EXPERIMENT

0.1 0.2 0.3 0.4
t (5)

0.5

Abb.2.18 Druckverlauf für den Edwards-Blowdown-Versuch "Phase 3

Test 145" im Langzeitbereich Vergleich zwischen

Experiment und Rechnung mit DRIX-2D
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SIGNALSTREUUNG

,-,<.J--'~<<.a'll;.u'Z;Z,Q;7~" / ."7'...W4% I~(»

'«,.~ /~7 A
v"~ /'

- RECHNUNG MIT ORIX-20"" ~/,,"::/,..,.,.~.........:.,..

Pos. 2

100

0.50.40.30.20.1
O+----.,-----.----~---___r---__,
o

t (5)

Abb.2.19" Temperaturverlauf für den Edwards-Blowdown-Versuch

"Phase 3 Test 145" bei Position 2 Vergleich

zwischen Experiment und Rechnung mit DRIX-2D
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Verlauf des Void-Anteils für den Edwards-Blowdown­

Versuch "Phase 3 Test 145" bei Position 2

Vergleich zwischen Experiment und Rechnung mit DRIX-2D

(Die Messung des Void-Anteils erfolgte mit einer

5-Gammastrahl Meßeinrichtung)
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2.3.2 Vergleich mit analytischen Modellen und stationären

Experimenten

Voraussetzungen bei den Experimenten und Modellen:

Verschiedene Autoren /62,82,90/ haben durchgeführte und hypothe­

tische 8lowdown-Experimente mit den bekannten stationären ana­

lytischen Modellen nachgerechnet und mit entsprechenden experi­

mentellen Daten verglichen. Diese Daten entstammen "Kleinexper

"menten mit einem Durchmesser 0 ~ 15 mm. Stationäre Experimente

mit wesentlich größeren Durchmessern wurden, soweit bekannt, nicht

durchgeführt.

Bei der Diskussion dieser Kleinexperimente war es bisher in der

Literatur üblich, das Längen-Durchmesser-Verhältnis (L/D) des

Blowdownrohres als Vergleichsparameter zu verwenden. Allerdings

wurden schon 1970 von Henry /25/ Zweifel geäußert, daß dies ein

geeignetes Vergleichsmaß für Blowdownströmungen, insbesondere

im Hinblick auf Nichtgleichgewichtseffekte,_ist. Über den Einfluß

des Durchmessers auf die kritische Massenstromdichte (Massenstrom

pro Flächeneinheit) finden sich in der Literatur widersprüch­

liche Aussagen /29, 5.17/. Sicher ist aber, daß der Einfluß des

Durchmessers geringer ist als der Einfluß der Rohrlänge.

Bei allen Rechnungen mit DRIX-2D in dieser Arbeit wird von einer

Variation des Durchmessers abgesehen. Die folgenden Diskussionen

werden daher nur bezüglich der Stutzenlänge geführt.

Im folgenden wird die kritische Massenstromdichte M, das kriti­

sche Druckverhäl tnis Pb/PR und der Schlupf S = Üv/ilJ.. für die

in Kapitel 4 noch ausführlich diskutierten Vorausrechnungen zu

den HDR-Versuchen mit analytischen Modellen und Kleinexperimenten

verglichen. Die Vorwegnahme dieser Ergebnisse geschieht hier nur

zum Zwecke der Verifikation.

Die zum Vergleich benutzten analytischen Modelle und deren Grund­
annahmen sind:

1. homogenes isentropes Gleichgewichtsmodell

a) homogenes Zweiphasengemisch

b) kein Schlupf

c) thermodynamisches Gleichgewicht

d) isentrope Strömung
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e) inkompressible Flüssigkeitsphase

2. Moody-Modell (reibungsfrei)

a) ringförmige strömung

b) Schlupf ist möglich

c) thermodynamisches Gleichgewicht

e) konstante Entropie längs des Strömungsweges

f) inkompressible Flüssigkeitsphase

3. Henry-Modell (reibungsfrei)
a) homogenes Zweiphasengemisch

b) kein Schlupf
c) endliche Verdampfungsrate bei kritischen Bedingungen

(halbempirischer Nichtgleichgewichtsansatz)

d) reibungslos und adiabatisch

e) inkompressible Flüssigkeitsphase

4. Henry-Fauske-Modell

Annahmen wie bei 3., jedoch Nichtgleichgewicht für die ganze

Entspannung.

Die Massenstramdichte:

In Abb.2.21 sind in Abhängigkeit vom Stagnationsdruck PR die

kritischen Massenstramdichten als Ergebnis der erörterten ana­

lytischen Modelle dargestellt. Die Stagnationsbedingung ist da­

bei gesättigtes Wasser (eR = 0). Außerdem sind experimentelle
Ergebnisse für gesättigten und unterkühlt&n Anfangszustand einge­

tragen. Die quasi stationären Massenstramdichten der mit DRIX-2D

durchgeführten Vorausrechnungen und einer Testrechnung für ge­

sättigte Anfangsbedingungen sind ebenfalls in die Abbildung einge­

zeichnet.
Bei den Modellen liefert das homogene Gleichgewichtsmodell die

niedrigsten Massenströme. Durch dieses Modell werden die Experi­

mente mit Rohrlängen ab ca. 25 cm und gesättigten Anfangsbedin­

gungen verhältnismäßig gut wiedergegeben. Simon /90/ findet durch
Auswertung mehrerer Kleinexperimente, daß für Rohrlängen ab 30 cm

bis 40 cm das Gleichgewichtsmodell bei gesättigten Stagnationsbe­

dingungen gute Resultate liefert.
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Das Moody-Modell liefert wegen der Berücksichtigung des Schlupfes

höhere Werte. Experimente mit Rohrlängen zwischen 8 cm und 20 cm

und gesättigten Stagnationsbedingungen werden mit diesem Modell

am besten wiedergegeben.

Das Henry-Fauske-Modell (Nichtgleichgewichtsmodell) liefert die

höchsten Massenströme und ist daher für noch kürzere stutzen längen

geeignet. Massenströme aus einer Öffnung ( L = 0 ) werden aber

auch noch mit diesem Modell bis zu 50 %unterschätzt.

Die in Abb. 2. 21 mi t Ci) , ®, 0 gekennzeichneten Massenstrom­

dichten gehören zu Experimenten mit unterkühlten Stagnationsbe­

dingungen /33/. Ein Maß für den Unterkühlungsgrad ist dabei der

negative Void-Anteil, gemäß Gl.(2.1.8). Die bei diesen Versuchen

höheren Massenstromdichten werden in /33/ auf den erhöhten Ein­

fluß von Nichtgleichgewichtseffekten zurückgeführt. Wie man sich

leicht mit Hilfe eines T-s-Diagramms überzeugen kann, führt eine

isentrope Entspannung aus der unterkühlten Phase bei gleichen

Anfangsdrücken zu geringeren Dampfmassenanteilen als bei ge­

sättigtem Anfangszustand. Auch dies ist eine Ursache für den

höheren Massenstrom bei unterkühlten Stagnationsbedingungen.

DRIX-2D - Ergebnisse:

Der Massenstrom für gesättigte Anfangsbedingungen (T 318-110-1)

fällt mit dem Ergebnis des bomogenen Gleichgewichtsmodells zu­

sammen. Wie in 4.5.1 gezeigt wird, stellt sich ca. 30 - 40 cm

nach Stutzeneinlauf das thermodynamische Gleichgewicht wieder ein.

Dies ist in guter Übereinstimmung mit den Ergebnissen der Klein­

experimente. Die Massenströme bei den Vorausrechnungen (unter­

kühlte Stagnationsbedingungen) liegen höher und lassen sich mit

den Experimenten Ci) ,@, Ci) gut vergleichen.

Folgendes Ergebnis kann fest gehalten werden:

a) Die mit DRIX-2D berechneten Massenstromdichten für gesättigte

Anfangsbedingungen stimmen mit dem homogenen Gleichgewichts­

modell und entsprechenden experimentellen Ergebnissen gut über­
ein.

b) Bei unterkühlten Anfangsbedingungen sind die mit DRIX-2D be­

rechneten Massenstromdichten mit entsprechenden Kleinexperi­
menten ebenfalls vergleichbar.

c) Aus der in a) und b) genannten Vergleichbarkeit trotz beacht-
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ORIX-20 - RECHNUNG

Versuch LID L SR

- cm -
CD V 270-110-1 5 110 -0.0076

® V 290-110-1 5 110 -0.0036

@) V 270-110-5 25 500 -0.0076

® V 290-110-5 25 500 -0.0036

® T 318-110-1 5 110 0

MODELLE

(L/o=12)

STATIONÄRE

•••••• Henry-Modell

EXPERIMENTE

LID 0 L eR
- cm cm -

gesättigtes Wasser

0 0 0.6 0 0

• 3 0.6 1.8 0

X 6.5 1 .27 8.25 0

+ 12 0.6 7.2 0, 18 1.27 22.9 0, 29 1.27 36.8 0

• 40 0.6 24.0 0

unterkühltes Wasser

CD 3 1.27 3.8 -0.002

@ 50 1.27 63.5 -0.003

@ 150 1.27 177.5 -0.004

•
Abb.2.21 Vergleich der Massenstromdichten M zwischen experi-

mentellen Daten, Ergebnissen der stationären Modelle

und ORIX-20 - Rechnungen in Abhängigkeit vom Stag­

nationsdruck PR Quelle: 1301
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licher Unterschiede im Rohrdurchmesser (Faktor 15 bis 30) ist zu

schließen, daß dieser Parameter von untergeordneter Bedeutung ist.

Schlupf (Relativgeschwindigkeit) :

Für das Moody-Modell läßt sich zeigen, daß sich unter den gemach­

ten Annahmen' bei einem Schlupf von S =~: =: (t;/'/J der maximale Massen-

strom einstellt /26,29/. Es ist aber bekannt, daß diese Beziehung

den tatsächlichen Schlupf für höhere Drücke weit überschätzt. In

Tabelle 2.2 sind für alle Vorausrechnungen der mit DRIX-2D berech­

nete Schlupf S Dt.X. und der Schlupf nach der Moody-Beziehung SHt>«Ir
unter Verwendung der mit DRIX-2D berechneten Dichten (nicht unter

Verwendung des Moody-Modelles selbst) eingetragen. Die Werte gel­

ten jeweils für den Mündungsquerschnitt und für einige Orte im

Ausströmbereich, wo die Abströmung mit geringer Überschallgeschwin­

digkeit erfolgt. Im Ausströmbereich, also bei Drücken in der

Größenordnung von 1 bar, ergibt sich eine gute Übereinstimmung mit

der Moody-Beziehung. In einer gewissen Entfernung von der Mündung

unterscheidet sich SOlliX und SHootly um weniger als 7%. Für höhere

Drücke - wie im Mündungsquerschnitt - liefert erwartungsgemäß die

Moody-Beziehung zu hohe Werte für den Schlupf. Dabei fällt auf,

daß die Differenz mit steigendem Dampfmassenanteil X geringer wird.

In Abb.2.22 sind elnlge experimentell gefundene Werte nach Klinge­

biel /63/ in Abhängigkeit vom Druck aufgetragen. Zum Vergleich

ist der nach dem Moody-Modell berechnete Schlupf eingezeichnet.

Die für die HDR-Versuche berechneten Werte sind wieder wie in

Abb.2.21 gekennzeichnet. Die Zuordnung zum Ort ergibt sich aus

Tabelle 2.2 über den Dampfmassenanteil. Die experimentellen Werte

zeigen eine Abnahme des Schlupfes mit zunehmendem Druck und zu­

nehmendem Dampfgehalt. Die Druckabhängigkeit wird durch die DRIX­

Rechnungen bestätigt. Beim Vergleich der Daten darf der Unterschied

in den Abmessungen zwischen den Kleinexperimenten und den HDR-Ver­

suchen nicht außer acht gelassen werden.
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Bemerkung

Versuch m/s m/s kg/m3 kg/m3 bar - - -

V270-110-1 (2,22) 133 120 4,39 649,2 49,9 1 , 11 5,29 0,007 Mündung
II (3,25) 233 141 1 ,1O 9,19 1 ,94 1 ,65 2,03 0, 11 Ausströmbereich

" (5,25) 348 197 0,814 5,02 1 ,44 1 ,77 1 ,83 0,14 "
" (7,25) 446 297 0,532 2 , 17 0,93 1 ,6O 1 ,6O 0,20 "

V290-110-1 (2,22) 170 143 15,68 363,9 54,64 1 , 19 2,85 0,041 Mündung

" (5,25) 384 223 0,712 4,078 1 ,26 1 ,73 1 ,79 0,15 Ausströmbereich

" (7,25) 473 307 0,465 1 ,61 5 0,82 1 ,54 1 ,51 0,22 "
V270-110- 5 (2,58) 124 109 7,30 565,0 48,5 1 , 14 4,26 0,013 Mündung

" (5,61) 333 191 0,687 4, 143 1 , 21 1 ,74 1 ,82 0, 14 Ausströmbereich

" (7,61) 388 271 0,504 1 ,806 0,89 1 ,43 1 ,53 0,22 "
V290-110- 5 (2,58) 175 145 16,85 303,2 50,4 1 ,2 2,6 0,053 Mündung

" (5,61) 374 219 0,639 3,651 1 , 15 1 , 71 1 ,79 0,15 Ausströmbereich

" (7,61) 422 306 0,458 1 ,402 0,81 1 ,38 1 ,46 0,25 "

01
Ol

I

Tabelle 2.2 Schlupf an der Mündung und im Ausströmbereich
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Daten: /63/

D=_12,7mm

Xe: Dampfmassenanteil

t
6 x Xe =0.02
5 x
[.

3
Ausström-
bereich

2 X=~~
® CDX:0.11

Druck

CD
@D ..® Mundung

@)
I

50
p [bar J

DRIX-2D - Ergebnisse:

<D V 270-110-1

® V 290-110-1

@) V 270-110-5

@) V 290-110-5

Abb. 2.22 Experimentell gemessener Schlupf zwischen der

Wasser- und Dampfphase bei verschiedenen Drücken

und vergleichsweise der mit DRIX-2D berechnete

Schlupf Quelle: /30/
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Kritisches Druckverhältnis:

In Tabelle 2.3 ist das kritische Druckverhältnis Pb/~ ( Mündungs­

druck/Stagnationsdruck) der gerechneten HDR-\/ersuche im Ver­

gleich zu experimentellen Werten aus /33/ dargestellt. In Anbe­

tracht relativ hoher Schwankungen bei den Experimenten selbst

und den Unterschieden bei den Stagnationsdrücken, Geometriever­

hältnissen und der Unterkühlung ist die Übereinstimmung zufrieden­

steliend.

L D LID e Pb PR
~ PR

Versuch .[ern) [ern] (-] [-J [-J [bar]

V 270-110-1 11O 20 5 -0,0076 0,49 99,6

V 290-110-1 11O 20 5 -0,0036 0,52 103,9

V-270-110-5 502 20 25 -0,0076 0,57 84,4

V-290-110-5 502 20 25 -0,0036 0,54 94, 1

Experi- 22,9 1 ,27 18 -0,0005 0,65 69

rnente 63,5 1 ,27 50 -0,003 0,59 69

11 7 ,5 1 ,27 150 -0,004 0,36 69

Tabelle 2.3: Vergl eich des kri ti schen Druckverhäl tnisses P./Pß,
zwischen den Vorausrechnungen mit DRIX-2D und

experimentellen Daten aus /33/
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3. DIE HDR - BLOWOOWN - EXPERIMENTE UND DIE APPROXIMATION

IHRER ANFANGS- UND RANDBEDINGUNGEN

3.1 Die Versuchseinrichtung und der Versuchsablauf

In Abb. 3.1 ist der Reaktordruckbehälter (ROB) des HDR dargestellt.

Er kommt in seinen Abmessungen den heute üblichen Leistungsreak­

toren nahe (vgl. Abb.1.1). Die an diesem Reaktor durchgeführten Ex­

perimente können deshalb als "full scale" angesehen werden. Der Kern­

mantel unterteilt den RDB in einen Innenraum (dort sind beim realen

Reaktor die Brennelemente angeordnet) und einen 15 cm breiten Ring­

raum, durch den im Leistungsbetrieb das Kaltwasser zugeführt wird.

Am unteren Ende trägt der Kernmantel einen Gewichtsring, der die

Masse der Brennelemente simulieren soll, die bei der Analyse der

dynamischen Reaktion des Kernmantels beim Blowdown nicht vernachläs­

sigt werden kann. Die hier zu beschreibenden Untersuchungen werden

jedoch grundsätzlich ohne Berücksichtigung der Strukturdynamik durch­

geführt. Die in Abb.3.1 dargestellten Anschlußstutzen im Ringraum,

oberen und unteren Plenum sind während des Blowdowns verschlossen.

Zweck dieser Blowdown-Versuche ist es, einen Kühlmittelverluststör­

fall zu simulieren, wobei ein Bruch des Kaltwasserstranges (Bruch­

stutzen) angenommen wird.

Um die im Reaktorbetrieb vorhandene Temperaturverteilung zu simu­

lieren, wird bei den Versuchen "heißes" Wasser mit der Temperatur 71€
im oberen Plenum und "kal te s" Wasser mi t Tk im unte ren Plenum ei n­

gespeist. Das Mischwasser wird im oberen Bereich des Ringraumes mit

der Temperatur~R abgeführt. Durch entsprechende Wahl der Massen­

ströme wird die gewünschte Mischungstemperatur ~q eingestellt.

Außerdem stellt sich eine Mischungstemperatur TM im unteren Plenum

ein. Aus T1 E , TM und Tz R 1ä ß t si c h die An fan gs t empera t ur ver t e i ­

lung (näherungsweise durch lineare Interpolation) ermitteln.

Der Kreislauf wird vor Auslösung des Blowdowns abgeschiebert o

Die Hauptparameter der im Versuchsprogramm vorgesehenen Blowdown­

Versuche mit Kernmantel enthält Tabelle 3.1.
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E NW 200

NW 350

NW450

Abb. 3.1 Der Reaktordruckbehälter des Versuchskraftwerkes HDR
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T1E T2A TK
0

Bruchstutzen-Versuch P

Nr. Länge Durch-
messer

°c °c °c bar m m

I 310 290 277 110 5 0.2

11 310 290 277 110 1 0.2

111 310 270 252 110 1 0.2

IV 310 245 228 110 1 0.2

V 250 210 192 110 1 0.2

Tabelle 3.1 Hauptparameter der geplanten HDR-Blowdownversuche

mit Einbauten

Die Versuche Nr. IV und Nr. V werden in dieser Arbeit nicht vor­

ausgerechnet. Dafür wird der Versuch Nr. 111 auch für den langen

Bruchstutzen gerechnet. Diese Vorgehensweise erscheint sinnvoller,

um den Einfluß der Stutzenlänge unabhängig von der Anfangsbedin­

gung zu erfassen. Es wird dringend empfohlen, das HDR-Versuchs­

programm dahingehend zu erweitern!

Eine geeignete Versuchsbezeichnung im Rahmen dieser Arbeit ist

bereits in 1.6 festgelegt worden.

Die Abb. 3.2 zeigt die Anordnung der verschieden langen Bruch­

stutzen im Containment. Der 5 m lange stutzen ist am Bruchende

mit einer Prallplatte versehen, um die gegenüberliegende Beton­

wand vor Schäden durch den austretenden Strahl zu schützen.

Prinzipieller Versuchsablauf:

Die Kenntnis des grundsätzlichen Versuchsablaufes ist wichtig,

um die komplizierte, unsymmetrische 30-Versuchsgeometrie für die

Zielsetzung möglichst optimal auf eine mit DRIX-2D realisierbare
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------ ._--_..~-

Stutzen

1m-Stutzen M1: 20

ROB

Sm-Stutzen

._-_._--

M 1 :40

biologischer Schild

Stutzen

Abb. 3.2 Die Anordnung der Bruchstutzen im Containment

(schematisch) Quelle: /3/

2D-Geometrie zu übertragen.

Bei einem Blowdown aus der unterkühlten Phase läuft im wesentli­

chen folgender physikalischer Vorgang ab:

Ausgehend von der Bruchstelle, die durch das Zerstören einer

Berstscheibe simuliert wird, läuft eine Druckentlastungswelle

durch den Bruchstutzen im unterkühlten Wasser zum Ringraum. Der

Druck fällt dabei bis zum örtlichen Sättigungsdruck oder auch

darunter (Unterschwingen) ab. Dieser Entlastungswelle folgt eine

Zweiphasenfront, die durch die einsetzende Verdampfung entsteht.
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Am Übergang Stutzen - Ringraum erfolgt eine Reflektion der Ent­

lastungswelle, deren Form wegen der komplizierten Geometrie nicht

ohne weiteres vorhersagbar ist. Die Entlastungswelle wird sich

teils in den Ringraum fortpflanzen, teils wird sie als Druckwelle

in den Bruchstutzen zurücklaufen und am Bruchende eine erneute

Reflektion erfahren. Diese Wellenvorgänge klingen mit der Zeit

ab, bis sich schließlich ein quasistationärer Ausströmvorgang

einstellt. Zweiphasige Strömung herrscht am Anfang nur im Bruch­

stutzen. Im RoB ist der thermische Zustand solange unterkühlt,

bis auch dort wegen des austretenden Massenstromes der Sättigungs­

druck erreicht wird.

3.2 Approximation der Versuchsgeometrie, der Anfangsbedingungen

und der physikalischen Randbedingungen

3.2.1 Versuchsgeometrie

Zur Approximation der Versuchsgeometrie bieten sich entsprechend

den Fähigkeiten von oRIX-2o zwei Möglichkeiten an:

1. Geometrie in achsenparallelen Koordinaten (kartesisch)

2. Geometrie in rotationssymmetrischen Koordinaten (zylinde­

risch)

Zu 1.

Annäherungen:

- Der Ringraum wird als ebene, abgewickelte Fläche dargestellt.

- Der Bruchstutzen wird in die Ringraumebene geklappt.

- Der Innenraum wird am unteren Ende des Ringraumes angeschlos-

sen.

(vgl. Abb.3.3)

Um das RoB-Volumen im Verhältnis zum Bruchstutzenquerschnitt

richtig zu modellieren, muß folgende Bedingung eingehalten werden:

.......
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STUTZEN
I
I

RI NGRAUM

"L-: '---. 'I". ;:::::-.~.r==- ;.-:: "-:-;::..

I

INNENRAUM
I I I I

Darstellung der Versuchs geometrie in kartesischen

KoordiniJten

R~ die Summe der den Ringraum und Innenraum

repräsentierenden Flächen

VRD8 das tatsächliche FW8-Volumen

Bst: die 13 r e i tede s Stut zen s (K an a 1 )

J1St der tatsächliche Stutzenquerschnitt

Der unsymmetrische Anschluß des Bruchstutzens an den Ringraum

kann näherungsweise berUcksichtigt werden.

Uie im Ringraum azimutal laufenden Wellen k~nnen erfaßt werden.

rJachteile:

Der Stutzen wird zum zweidimensional behandelten Rechteckkanal.

Jie komplizierte Geometrie im Ubergangsbereich Stutzen-Ringraum

bleibt vollkommen unberUcksichtigt. Insbesondere kann der Kern­

mantel als reflektierende Wand nicht dargestellt werden.
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Zu 2.

Annäherungen:

_ Der Ringraum wird als zylinderischer Raum dargestellt.

_ Der Bruchstutzen wird senkrecht im Zentrum des Ringraumes

angeschlossen.

- Der Kernmantel stellt eine zylinderf6rmige Scheibe dar.

- Der Innenraum wird ebenfalls als zylinderförmiger Raum

hinter dem Kernmantel angeschlossen.

EL

rSt

~
i'

~
I f'

['
KERNMANT

t'
RING~AUM

I'\. " ~ ... " ... , .... '"

t, I
I /
V. // // ///

H
INNENRAUM

R

Abb. 3.4 Darstellung der Versuchsgeometrie in rotations­

symmetrischen Zylinderkoordinaten

Di e [rlal3 e Rund 1-1 mü ssen in di esem Falle der Gl eichung (3.2.2)

genügen; ~t ist der lichte Radius des Stutzens.

2
V. = R - 'Ir- H

R.DB

Vorteile:

Oie Darstellung des stutzens mit kreisf6rmigen Querschnitt er­

folgt in Zylinderkoordinaten und damit naturgetreu. Oie sinn­

volle Anwendung des Reibmodelles nach 2.1.7 wird dadurch m6g-
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lich. Die Geometrie im Übergangsbereich Stutzen-Ringraum kann

richtig dargestellt werden.

Nachteile:

Der unsymmetrische Anschluß des stutzens an den Ringraum kann

nicht modelliert werden. Es können weder azimutal noch axial

laufende Wellen im Ringraum realistisch erfaßt werden.

Der Zielsetzung ensprechend, erscheint die Darstellung der Geo­

metrie in Zylinderkoordinaten leistungsfähiger, da, wie erwähnt,

die Rohrreibung und vor allem die komplizierte Geometrie im

Stutzeneinlaufbereich sachgemäßer behandelt werden können.

Es werden daher sowohl für die Vorausrechnungen als auch für

die Testrechnungen Zylinderkoordinaten verwendet. Zum Vergleich

wird eine Testrechnung in kartesischen Koordinaten durchgeführt.

Auf die Erfassung der Strömungsverhältnisse im Ringraum oder gar

im Innenraum wird verzichtet, da

- die Zielsetzung dieser Arbeit dies nicht erfordert,

- die Flexibilität des I<ernmantels die strömung erheblich beein-

flußt, so daß eine die Fluid-Struktur-Wechselwirkung berück­

sichtigende Rechnung notwendig wäre.

- eine sinnvolle ModelIierung der Gesamtgeometrie nur durch

eine 3D-Darstellung möglich ist,

- dieses Problem mit geeigneteren Codes angegangen werden kann

/2,3,4/.

In Abb.AO.47 bzw. Abb.AO.48 ist das Diskretisierungsschema für

den Sm-Stutzen ohne bzw. mit Prallplatte maßstäblich dargestellt.

Die in den Abbildungen punktierten Bereiche sind aus der zylinder­

förmigen Grundgeometrie ausgeblockt, wodurch stutzen, Ringraum,

Innenraum, Kernmantel und Prallplatte entstehen. Nach der Bruch­

öffnung wird ein Aussträmbereich angeschlossen, auf dessen Vorteil

bereits in 1.6 eingegangen wurde.

Die Strukturen (Behälter, Kernmantel, Prallplatte) werden als rei­

bungsfreie Wände behandelt. Im Bruchstutzen selbst wird das Rohr-



-67-

reibmodell nach 2.1.7 angewandt. An den Rändern des Ausströmbe­

reiches gilt freie Ausströmung. Dies bedeutet, daß am Rand die

Gradienten aller Variablen verschwinden. Bei dem Fall mit Prall­

platte wird gegenüber der Bruchöffnung eine feste Wand angenom­

men, was der Realität entspricht. Die Ausströmung erfolgt dann

nur radial im Ausströmbereich.

Das Diskretisierungsschema für den 1m-Stutzen entspricht der

Abb.AO.47 • Unterschiedlich ist nur die Länge des Stutzens, der

in diesem Falle bei der Masche j = 22 endet. Oie Maschenweite im

stutzen wird von 10 cm auf 7.5 cm reduziert. In Tabelle AO.2

sind die Koordinaten für die einzelnen Maschengitter aufgelistet.

3.2.2 Anfangsbedingungen

Oie thermodynamischen Anfangsbedingungen sind mit dem Druck, der

Temperatur und der Geschwindigkeit zum Zeitpunkt t = -0 fest­

gelegt. Da die Geschwindigkeiten vor Bruchauslösung sowohl im

RDB als auch im Stutzen gleich Null sind, herrscht unabhängig

vom Ort überall der Systemdruck pO. Eine wichtige Anfangsbedin-
gung ist die Temperaturverteilung, da mit ihr der Zeitpunkt des Auf­

siedens und damit die Höhe des Druckabfalles vorgegeben wird.

Bei Rechnungen, die die Strömung im Ringraum und Innenraum

mit erfassen, ist die Berücksichtigung der reaktortypischen

Anfangstemperaturverteilung, wie sie durch die spezielle Schal-

tung des Versuchskreislaufes erzeugt wird, von äußerster Wichtig­

keit. Bei Rechnungen, die nur die stutzenströmung behandeln,

spielt diese Anfangstemperaturverteilung aus folgenden Gründen

keine Rolle:

Im Experiment wird durch Absaugen von Wasser aus dem Bruchstutzen

vor Bruchauslösung ein weitgehend isothermer Zustand erzeugt /70/.

- Eine grobe Abschätzung des Massenstromes mit Hilfe der Ber­

noullischen Gleichung zeigt, daß für Problemzeiten vont~ 150 ms

aus dem Ringraum nur jene Wasserteilchen in den stutzen strömen

können, die sich vor Beginn des Blowdowns innerhalb eines auf

die Stutzenachse bezogenen Halbmessers von ca. 0.9 m befinden.

Wie Vorversuche am HOR zeigen /71/, nimmt innerhalb dieses
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Kreises die Temperatur von unten nach oben um maximal 2K zu.

Mit dem Einsetzen der Strömung nach Bruchauslösung vermischen

sich die Wasserteilchen aus der oberen und unteren Kreishälfte

im Stutzeneinlauf wenigstens teilweise. Innerhalb der hier be­

trachteten Zeiträume kann deshalb mit guter Näherung davon ausge­

gangen werden, daß in den Stutzen Wasser mit konstanter Tempera­

tur einströmt.

Die Anfangstemperatur rO wird daher als konstant vorausgesetzt.

Für die Rechnung wird angenommen, daß diese Temperatur gleich

der Mischwasserabzugstemperatur ~q ist (vgl. Abb.3.1).

Im Ausströmbereich wird an Stelle der Luft gesättigter Wasser­

dampf mit geringem Wasseranteil (9 =0.995) bei einem Druck von

1 bar und der zugehörigen Temperatur von 10o·C angenommen. Dies

ist notwendig, weil im oRIX-2o - Modell eine Komponente "Luft"

nicht vorgesehen ist.

3.2.3 Physikalische Randbedingungen

Bruchöffnungszeit:

Der Bruchmechanismus und insbesondere seine Öffnungscharakteris­

tik waren zum Zeitpunkt der vorliegenden Untersuchung nicht end­

gültig geklärt. Mit Öffnungszeiten bis zu 3 ms muß gerechnet

werden. Dennoch wurde eine Öffnungszeit von 0 ms angenommen. Dies

liefert bezüglich der angestrebten Untersuchungen die klarsten

Verhältnisse (Welleneffekte!), bedeutet hinsichtlich der Reaktor­

sicherheit die schärfsten Bedingungen und stellt an das Stabili­

tätsverhalten des Programms die höchsten Anforderungen_

beschriebene Reibmodell bleibt die relative

freier Parameter übrig. Gewählt wird:
j -4li = 2.5-10 •

Bei einem Rohrdurchmesser von 0 = 200 mm bedeutet dies für die
absolute Rauhigkeit ~ = 50 ~m. Nach /76/ ist dieser Wert typisch

für gezogene Stahl rohre in neuem Zustand. Wegen möglicher Rostan-
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lagerungen, Schweißnähte, Ausspülungen und konstruktiv beding­

ter Absätze (ca.1 mm) muß im Experiment mit einer effektiv

höheren Rauhigkeit gerechnet werden. Der Einfluß der Rohrrau­

higkeit wird deswegen näher untersucht.

3.3 Ausführung

Alle Rechnungen wurden an einer IBM 370/168 ausgeführt. Für

Vorausrechnungen mit dem 5 m -Stutzen waren für 150 ms Problem­

zeit 6 Fortsetzungsrechnungen mit je ca. 90 min Rechenzeit erfor­

derlich. Dies bedeutet pro leitschritt und aktiver Masche (ohne

Hindernisse) eine Rechenzeit von ca. 10 ms.

Mi t einem lei tschri tt von At = 2 -1 0- 5 s ergibt sich eine maxi­

male Courant-lahl im Ausströmbereich von ungefähr

c* =
4t· HI/-X /12/

HIN (A r, A .,.)
0,3

Oie Rechnungen sind mit einfacher Genauigkeit, d.h. 6 Dezimal­

stellen durchgeführt worden.
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4. DISKUSSION DER ERGEBNISSE

4.1 Indizierung der Variablen

Alle Variablen werden entsprechend der Maschengitter von Abb.AO.47

bzw. Abb.AO.48 indiziert. Durch die Indizes (i,j) ist somit eine
eindeutige Zuordnung zum Ort gegeben. Für die Position der

skalaren und vektoriellen Größen in einer Masche gilt die in

2.2.2 getroffene Vereinbarung.

Die letzte Maschenreihe im Bruchstutzen (Bruchöffnung) trägt den

Index

und

j = jb= 22

j = jb= 58

beim 1m-Stutzen

beim 5m-Stutzen.

Soll einVariablenprofil entlang einer Ortskoordinate bezeichnet

werden, so wird der Index dieser Ortskoordinate variabel einge­

setzt.

Beispiel: axiales Druckprofil in der Stutzenwandschicht p(4,j)

Zur Darstellung des integralen Mittelwertes über ein Ortsprofil

wird die betreffende Variable mit einem Wuerbalken gekennzeichnet.

Beispiel: querschnittsgemittelter Massenstrom an der Bruchöffnung

beim 1m-Stutzen ~(i,22)

4.2 Der Einfluß der Anfangsunterkühlun~

4.2.1 Der Dampfanteil als Primäreffekt

Durch Vergleich der verschiedenen Ergebnisse bei den Vorausrech­

nungen (Abb.AO.1 bis Abb.AO.46) bei gleichen Stutzenlängen und

durch zusätzliche Berücksichtigung der Testrechnung T 318-110-1

wird erkannt, daß durch einen Primäreffekt verschiedene Sekundär­

effekte verursacht werden. Dieser Primäreffekt ist die Zunahme des

integr~len Dampfanteiles mit abnehmender Anfangsuntetkühlung (d.h.

steigender Temperatur). Verursacht wird dieser Effekt durch ein
Anwachsen der Verdampfungsrate mit steigender Temperatur.
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Grobe Mittelwerte für die Verdampfungsrate im quasistationären

Zustand sind:

"T" 3r (i,j) = 50 kg/m . s für V 270-110-1
"T" 3r (i, j) = 250 kg/m • s für V 290-110-1
-r 3r (i,j) = 2200 kg/m • s für T 318-110-1

An der Druch~ffnung hat die Verdampfungsrate ln allen drei Fällen

einen Wert von der Größenordnung 10 4 kg/m~ s •

In Abb.AO.41 bis Abb.AO.46 ist der_zeitliche Verlauf des Dampf­

volumenanteiles (Void-Anteil) als Ergebnis der Vorausrechnungen

dargestellt. Man erkennt deutlich einen allgemein grdßeren Dampf­

anteil bei den Versuchen mit kleinerer Anfangsunterkühlung.

4.2.2 Verschiedene Sekundäreffekte

Wegen der Volumenzunahme bei zunehmendem Dampfanteil setzt bei

geringerer Unterkühlung früher, d.h. in weiterer Enfernung von

der Bruchöffnung, eine spürbare Beschleunigung ein, die zu einer

örtlichen Absenkung des Mündungsdruckes führt. Aus Energieerhal­

tungsgründen ist damit auch eine Absenkung der Temperatur bzw.

des Sättigungsdruckes in der Mündung verbunden. In Abb.4.1 ist

die Abweichung der Mündungstemperatur T(2,jb) von der Kessel­
temperatur TO (Temperatur des ruhenden Fluids)1)in Abhängigkeit

der Anfangsunterkühlung für den 1m-Stutzen aufgetragen. Die Ska­

lierung auf der Ordinate entspricht in guter Näherung auch der

Differenz zwischen dem Anfangssättigungsdruck P~at und dem ört­

lichen Sättigungsdruck an der Mündung Psat(2,jb). Die Anfangs­

unterkühlung wird dabei durch die Differenz (T~at - TO) ausge­

drückt. Ein interessantes Paradoxon ergibt sich, wenn man die

Mündungstemperaturen T(2,jb) direkt vergleicht. Diese ist bei

T 318-110-1 um 12 K niedriger als z.8. bei T 270-110-1, obwohl

die Kesseltemperatur TO im ersten Fall um 48 K höher liegt. Dies

ist ein Effekt der stark expansiven Strömung bei T 318-110-1 •

In Abb.AO.1 bis Abb.AO.6 ist der zeitliche Verlauf der Mündungs-

1) Oie Kesseltemperatur ist für die betrachteten §lowdownzeiten
gleich der Anfangstemp. Sie wird deshalb mit T bezeichnet.

von
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70-r---------------------,

Abb.4.1 Abweichung der Mündungstemperatur T(2,jb) von der

Kesseltemperatur (= Anfangstemperatur) in Abhängig­

keit von der Anfangsunterkühlung T~at- TO

temperatur qualitativ durch den Sättigungsdruck an der Mündung

dargestellt. Man erkennt, daß beim Übergang in den quasistatio­
nären Zustand wieder eine Annäherung an den Anfangssättigungs-

druck P~at stattfindet. Dies kommt daher, daß in der instatio­

nären Blowdownphase die Beschleunigung nur im Mündungsbereich

stattfindet, während das Fluid im hinteren Bereich des stutzens

und im Ringraum noch in Ruhe ist. Erst nach einer gewissen Zeit,

die von der Stutzenlänge abhängt, wird heißes Fluid aus dem

hinteren Bereich zur Bruchöffnung transportiert. Deswegen steigen

dort Temperatur und Sättigungsdruck wieder an und nähern sich um

so weiter ihrem Anfangswert, je höher die Anfangsunterkühlung ist.

Es handelt sich hier um einen reinen instationären Transporteffekt

und nicht um das Unterschwingen.

Der zunehmende Dampfanteil bei abnehmender Anfangsunterkühlung

bewirkt eine beachtliche Zunahme der Mündungsgeschwindigkeit aber

eine Abnahme des Massenstromes. Mündungsgeschwindigkeit und Mas­

senstrom haben also eine gegenläufige Tendenz, wie aus einem Ver­

gleich der mittleren Geschwindigkeit (Geschwindigkeit des Phasen­

gemisches) aus Abb.AO.23 bis Abb.AO.28 und des Massenstromes aus

Abb.AO.35 bis Abb.AO.40 deutlich wird. Quantitative Angaben über
die quasi stationären Werte können der Tabelle AO.1 entnommen werden.
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Auch die rein instationären Wellenphänomene werden durch die

Anfangsunterkühlung beeinflußt. Eine Verringerung der Anfangs­

unterkühlung bedeutet:

a) Erhöhung der Wellenlaufzeiten wegen der Abnahme der über die

Stutzenlänge gemittelten Schallgeschwindigkeit.

b) Eine stärkere Dämpfung der im Stutzen oszillierenden Wellen

(vgl. Abb. A01 bis Abb.AD4).

Anmerkung: Oie Wellenlaufzeiten (Frequenz) ändern sich nicht nur

in Abhängigkeit von der Anfangsbedingung, sondern auch während

des zeitlichen Ablaufes eines Blowdowns. Da dieses Phänomen von

der Stutzenlänge in gewisser Weise abhängt, wird in 4.4.3 noch

näher darauf eingegangen.

4.3 Der Einfluß des absoluten Druckniveaus

Es wird die Frage untersucht, ob der Ablauf eines Blowdowns im

wesentlichen vom Abstand des Anfangsdruckes zum Sättigungsdruck

bestimmt wird, oder ob dabei dem absoluten Druckniveau eine nicht

zu vernachlässigende Bedeutung zukommt. Zu diesem Zweck werden

Testrechnungen bei verschiedenen Anfangsdrücken aber gleichblei­

benden Abständen zum Sättigungsdru~k durchgeführt. Oie genauen

Anfangsbedingungen enthält die Tabelle 4.1 • Oie Beziehung

zwischen Sättigungsdruck und Sättigungstemperatur wird mittels

Gl.(2.1. 30 ) bestimmt.

Aus den in Abb.4.2 bis Abb. 4.4 dargestellten Ergebnissen können

folgende Schlußfolgerungen gezogen werden:

a) Da bei höheren Anfangsdrücken auch eine höhere Temperatur

herrscht, ist die Schallgeschwindigkeit im unterkühlten Fluid

kleiner. Dies führt zu größeren Wellenlaufzeiten (vgl. Abb.4.2).
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0 0 0 0 Ta
Versuch p Psat p - Psat

bar bar bar K

T 242-90-1 90 35.0 55 515.5

T 273-110-1 110 55.0 55 543.0

T 315-160-1 160 105.0 55 587.8

Tabelle 4.1 Anfangsbedingungen bei verschiedenem Druckniveau

aber gleichem Abstand zum Sättigungsdruck

b) Bei höherer Temperatur (also bei

die Verdampfung stärker. Dadurch

anteil, was ebenfalls zu größeren

höherem Anfangsdruck) ist

ergibt sich ein höherer Dampf­

Wellenlaufzeiten führt.

c) Der höhere Dampfanteil bei höherem Anfangsdruck bewirkt alle

bereits in 4.2 diskutierten Effekte. Dies sind insbesondere:

- Abnahme des Massenstromes (Zwischen T 242-90-1 und T 315-160-1

um ca. 6% - vgl. Abb.4.4)

- Abnahme von Mündungsdruck und Mündungstemperatur (vgl. p(2,22)

in Abb.4.2).

d) Der verminderte Massenstrom und die kleinere Schallgeschwin­

digkeit bei höheren Drücken bewirken, daß der Behälterdruck

langsamer absinkt (vgl. p(2,3) in Abb.4.2 ).

e) Die Differenzdruckwellen zwischen Innenraum und Ringraum in

Bruchstutzenhöhe unterscheiden sich in Phasenlage und Frequenz.

Die Größe ihrer Amplitude ist aber in 1. Näherung gleich.
(Abb.4.3).

Aus den Punkten a) bis e) kann man folgende Aussagen ableiten:

Wegen der annähernd gleichen Größe der Differenzdruckamplituden

über den Kernmantel bei gleichem Abstand zwischen Anfangsdruck

und Sättigungsdruck kann dieser Abstand als grobes Maß zur Be­

urteilung der "Schärfe" eines Blowdowns verwendet werden.
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Oie Effekte des unterschiedlichen Druckniveaus sind aber keines­

falls vernachlässigbar klein und sollten bei "best estimate" Rech­

nungen auf jeden Fall erfaßt werden.

P(2,3)
3 2

P-Po [bar]

0
~.- "'-..;;;;;;

-25

9.
10-50
11.-. --..-.
12
13

-75 14
15
16

-100 Anfangsdruck Po 17

160 bar 18
19

110 bar 20-125
2190 bar
22

-1
Zeit [10 -5)

-150
0.42 0.480 0.06 0.12 0.18 0.24 0.30 0.36

Abb.4~2 Druckverlauf im Bruchstutzen und Ringraum bei unter­

schiedlichem Druckniveau aber gleichem Abstand zum
Sättigungsdruck

top [bar]
20

15

10

5

o

Anfangsdruck Po

160 bar

110 bar

90 bar

top =P(2,3)-p( 2,5)

-5

Abb.4.3 Differenzdruck zwischen Innenraum und Ringraum bei

unterschiedlichem Druckniveau aber gleichem Abstand zum
Sättigungsdruck
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Massenstrom ~---'-==-..-....
[10-1· kg/s) e:'" --=-

180 ~ -

150

120

Anfangsdruck Po

90 160 bar

110 bar

90 bar

60

30

Zeit
-1

[10 ·sJ
0-

018 0.24 0.30 0.36 0.42 0480 006 0.12

Abb.4.4 Massenstrom bei unterschiedlichem Druckniveau aber

gleichem Abstand zum Sättigungsdruck

4.4 Der Einfluß der Stutzenlänge

4.4.1 Oie Wirkung der Rohrreibung

Durch eine Verlängerung des Bruchstutzens ist zunächst eine Vermin­

derung des Massenstromes durch Rohrreibung zu vermuten. Der irre­

versibl e Rei bdru ck ver lu st 6 P'.ib läß t si ch über di e in 2.1.7
eingeführte Rohrreibkraft ~ wie folgt berechnen:

1 Jb q. 2 1.

L:Jpr~/b:: 'r. il . 1r .~ 4: Fvz(lej) . (rt+1.z - ri- it ) · 1f. A2i
i(o 2 J" 8 1=2,

(vgl. Maschengitter von Abb.AO.47

[y]i t der gewähl ten Rohrrauhigkei t von kID = 2.5'1 Ö4 erhäl t man

für-den quasi stationären Zustand z.B. das Ergebnis:

Versuch •m
V 270-110-1
V 270 -110-5

2.3 bar
4.1 bar

1854 kg/ s
1527 kg/ s
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Dieses Ergebnis bedeutet eine Massenstromminderung von ca. 18%,

wenn bei gleichen Anfangsbedingungen der 8ruchstutzen von 1m

auf 5m verlängert wird.

In 4.7 wird durch Variation der Rohrrauhigkeit festgestellt, daß

für T 270-110-1 der Massenstrom um nur 3.2% fällt, wenn sich der

Reibdruckverlust von 2.3 bar auf 6.5 bar erh~ht. Damit k~nnen

aber die oben gefundenen 18% nicht allein auf die Rohrreibung zu­

rückgeführt werden. Ursache ist vielmehr, daß der quasistatio­

näre Zustand (nur für diesen ist ein sinnvoller Vergleich des

Druckverlustes m~glich) nach unterschiedlichen Zeitspannen er­

reicht wird, wjhrend derer der Systemdruck unterschiedlich weit

absinkt. (vgl. Abb.AO.1 bis Abb.AO.6). Dies ist beim Vergleich

der Massenstr~me bei unterschiedlichen stutzenlängen zu beachten.

Würde man den Systemdruck z.B. durch eine Pumpe aufrecht erhalten,

so käme eine Verminderung -des Massenstromes bei Verlängerung des

stutzens nur durch die Rohrreibung zustande und würde nur wenige

Prozent betragen.

4.4.2 Das Oszillieren der Zweiphasenfront

Der einlaufenden Druckentlastungswelle folgt mit gewisser Verz~ge­

rung eine Zweiphasenfront. Der Dampfanteil zwischen Bruch~ffnung

und dieser Zweiphasenfront steigt infolge Verdampfung sehr schnell

an (vgl. Abb.AOA1 bis Abb.AOA6). Durch zwei Effekte - einen Wellen­

effekt und einen instationären Transporteffekt - wird dieser Ver­

dampfung wieder entgegengewirkt. Oie Eintrittszeiten dieser

Effekte hängen im wesentlichen von der Länge des Bruchstutzens ab.

Der Welleneffekt:

Oie einlaufende Druckentlastungswelle wird im Übergangsbereich zum

Ringraum reflektiert und läuft als Druckwelle wieder zur Bruchöff­

nung zurück. Dabei überschreitet sie die Zweiphasenfront und führt

in diesem Bereich zur Rekondensation. Bei ihrem weiteren Verlauf
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in Richtung Bruchöffnung wird sie im Zweiphasengebiet schnell

"verschluckt". Dies ist deutlich bei den axialen Druckprofilen

von V 270-110-1 (Abb.A~7) und V 290-110-1 (Abb.AO.8) zu erkennen.

In Abb.4.5 ist dieser Vorgang grob skizziert.
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Abb.4.5 Schematische Darstellung der Verdampfung beim Einlauf

der Entlastungswelle und der Rekondensation bei der

rücklaufenden Druckwelle
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Der instationäre Transporteffekt:

Durch das allmähliche Anlaufen der strömung wird aus dem hinteren

Bereich des stutzens unterkühltes Fluid oder Fluid mit geringem

Dampfanteil mit zeitlich und örtlich zunehmender Geschwindigkeit

in den Mündungsbereich transportiert. Dadurch nimmt der Void­

Anteil wieder ab. Dieser Effekt tritt später ein als der Wellen­

effekt, ist aber wesentlich stärker.

Die Void-Rückbildung muß sich in einer charakteristischen Zeit

von tJ.t
T
~ LIV bei Transport durch die strömung oder von ÄtR, =.2·L!C

bei Rekondensation durch die reflektierte Druckwelle vollziehen.

Dabei ist L die Stutzenlänge, V bzw. C eine zeitlich ge~

mittel te Geschwindigkeit bzw. Schallgeschwindigkeit zwischen t = 0

und t = 6ir bzw. t =,AtR
Durch grobe Abschätzung aus Abb.AO.23 bis Abb.AO.28 läßt sich V
mit ca. 50 m/s für V 270-110-1 und mit ca. 70 m/s für V 270-110-5

angeben. Für C kann die Laufgeschwindigkeit der ersten Welle mit

ca. 920 m/s eingesetzt werden.

Damit ergibt sich:

Versuch

V 270-110-1

V 270-110-5

2.4 ms

11 ms

20 ms

70 ms

Die Zei t e n .6 t:T und Ä tRI ass en si chin Ab b • A0 • 41 bis Ab b• A0 • 46

gut ablesen. Nach t~ ~t; ist das Minimum des Void-Anteiles er­

reicht. Nach t ~ ÄtR macht sich im Bereich der Verdampfungsfront

(z.B. e (4,20) bei V 270-110-1 oder e (4,53) bei V 270-110-5)

die rücklaufende Druckwelle durch Rekondensation bemerkbar. Die

Kurven zeigen an dieser Stelle einen Knick nach unten. Bei

V 270-110-5 ist auch noch die Rekondensationswirkung der zweiten

Reflektionswelle bei t!::: 24 ms erkennbar.

In diesem Zusammenhang sei noch erwähnt, daß das An- und Abschwel­

len des Void-Anteiles im vorderen Bereich des Stutzens von Edwards

bei seinen neueren Blowdown-Experimenten /20,23/ mit Hilfe einer

5-Gammastrahl Void-Meßeinrichtung nachgewiesen wurde. In /23/

wird die Frage aufgeworfen, ob die Rückbildung des Void-Anteiles

durch Rekondensation oder Transport durch die Strömung oder durch
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eine Kombination beider Effekte erfolgt. Oie obigen Ausführungen

stellen eine Antwort auf diese Frage dar.

Oie Zeiten, in denen der quasistationäre Strömungszustand erreicht

wird, verhalten sich in erster Näherung wie die Stutzenlängen, die

ein Maß für die pro Querschnittsflächeneinheit zu beschleunigende

Masse darstellen. Bei V 270-110-1 und V 290-110-1 wird der quasi­

stationäre Zustand nach ca. 25 ms, bei V 270-110-5 und V 290-110-5

nach ca. 120 ms erreicht.

4.4.3 Oie Frequenzänderung bei den oszillierenden Wellen

Mit der Äriderung des integralen Dampfgehaltes im Bruchstutzen

ändern sich auch die mittleren Schall geschwindigkeiten und damit

die Frequenz der oszillierenden Druckwellen im Stutzen.

Beim 5m-Stutzen ist der Zweiphasenbereich im Verhältnis zur Ge­

samtlänge kürzer als beim 1m-Stutzen, d.h. im ersten Fall laufen

die Wellen länger durch unterkühltes Fluid mit konstanter Schall­

geschwindigkeit. Bei längeren Stutzen ist daher die Frequenzände­

rung weniger stark ausgeprägt. Durch Ausmessen der Wellenlängen

aus dem (nicht verkleinerten) Original der Abb.AO.1 bzw. Abb.AO.3

für V 270-110-1 bzw. V 270-110-5 stellt man fest, daß sich die

Frequenz im ersten Fall um ca. 45% und im zweiten Fall um ca. 20%

ändert.

Welche Konsequenzen dies auf die Strukturanregung hat, müßte mit

Programmen, welche die Fluid-Struktur-Wechselwirkung erfassen,

geprüft werden. In Frage kämen zoB. FLUX /2/ oder STRUYA /6/.
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4.5 Das thermodynamische und mechanische Nichtgleichgewicht

4.5.1 Thermodynamische Nichtgleichgewichtszustände bei der

stationären Strömung

Bei den analytischen Betrachtungen zum Nichtgleichgewichtsmodell

in 2.1.10 wird erkannt, daß Abweichungen vom Gleichgewichtszustand

dann zu erwarten sind, wenn

a) die Geschwindigkeit der Zustandsänderung groß ist,

b) die Phasenkontaktfläche Rk zwischen den Phase~ und damit auch

die Phasenübergangsrate r klein ist.

Es wird im Anhang A6 eine Gleichung abgeleitet, mit der es möglich

ist, den sich maximal ausbildenden Nichtgleichgewichtszustand

Ä Pne = Max ( Psat - p ) (4.5.1)

bei stationärer Strömung größenordnungsmäßig abzuschätzen. Eine

genauere analytische Rechnung ist wegen verschiedener Nichtlinea­

ritäten, insbesondere aber wegen der nichtlinearen Abhängigkeit

der Kontaktfläche RK vom Void-Anteil und damit auch vom Nicht­

gleichgewichtszustand dPne , sehr aufwendig und für den beab­

sichtigten Zweck auch nicht erforderlich.

Die Gleichung lautet:

~Pne

~Clt
-- 1

(A6.11)

Beachtet man, daß die Geschwindigkeit der Zustandsänderung bei

stationärer Strömung durch a~dZ charakterisiert wird, so gelten

auch für den Nichtgleichgewichtszustand APne nach Gl.(A6.11)

die obigen Bedingungen a) und b). Außerdem erkennt man, daß bei

der beschleunigten Strömung ( ~~Z > 0) der Nichtgleichgewichtszu­

stand .6Pne positiv ist, bei verzögerter Strömung (OVjDz < 0)

ist ÄPne negativ. Im ersten Fall äußert sich das Nichtgleichge­

wicht durch überhitztes Wasser, im zweiten Fall durch unterkühlten

Dampf.

Wie z.B. aus den axialen Druckprofilen von Abb.AO~ bis Abb.AOj4 er-
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sichtlich ist, vollzieht sich bei den untersuchten Blowdown-Strb­

mungen die Zustandsänderung im wesentlichen in zwei Beschleuni­

gungszonen. Oie erste Beschleunigung findet im Stutzeneinlauf

statt, die zweite im Bereich der Bruchbffnung.

Oie Ausbildung eines Nichtgleichgewichtszustand ist in der ersten

Beschleunigungszone zu erwarten, denn dort sind die obigen Be­

dingungen a) und insbesondere b) erfüllt. Dies wird im folgenden

beispielhaft für V 270-110-1 und T 318-110-1 mit Hilfe von

Gl.(A6.11) gezeigt.

Der Differentialquotient avpi in GI. (A6.11) wird ersetzt durch ~.
L" ist die Lä n ge der j ewe i 1 i gen Be s chI eu ni gun 9s z 0 ne , die si c h

aus den axialen Druckprofilen (Abb.AO.7 bis Abb.AO.14) näherungs­

weise ablesen läßt. Sie beträgt bei V 270-110-1 im Einlauf und im

Bruchöffnungsbereich ca. 0.3 m. Bei T 318-110-1 gehen die beiden

Beschleunigungszonen ineinander über, so daß für L* die halbe

Bruchstutzenlänge gesetzt werden kann. Für den Geschwindigkeits­

zuwachs gilt in ausreichender Njherung:

im Einlauf: AV = V(2,14) V(2,5),

an der Bruchöffnung: ÄV = V(2,jb) V(2,14).

Der Ort von V(2,14) liegt etwa in der Mitte des Bruchstutzens.

Oie Festlegung typischer Void-Anteile in den Beschleunigungszonen

zur Berechnung der Kontaktflächen nach Gl(2.1.13) bzw. Gl.(2.1.15)

wird für V 270-110-1 mit Unterstützung der Abb.4.13 vorgenommen.

Für T 318-110-1 erfolgt dies in entsprechender Weise. Das Ergeb­

nis der Rechnung enthält Tabelle 4.2.

Nach dieser Abschätzung ergibt sich ein maximaler Nichtgleichge­

wichtszustand von 10% bei V 270-110-1, dagegen nur 0.8% bei T 318­

110-1. Oie Ursache für den geringeren Nichtgleichgewichtszustand

bei gesättigten Anfangsbedingungen ist im wesentlichen der höhere

Void-Anteil und damit die größere Phasenübergangsrate. Es kann

also mittels Gl.(A6.11) zahlenmäßig gezeigt werden, daß bei der

Beschleunigung im stutzeneinlauf gewisse Nichtgleichgewichtszu­

stände auftreten. Dagegen wären Abweichungen vom Gleichgewichts­

zustand im Bereich der Bruchöffnun~ gering, wenn sich bis zum Be­

ginn dieser zweiten Beschleunigungszone der Gleichgewichtszustand

wieder einstellen würde. Dies aber ist ~ bei gesättigten (oder

eventuell leicht unterkühlten) Anfangsbedingungen der Fall, wie
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V 270-110-1 T 318-110-1

stutzenein- Mündung stutzenein- Mündung

lauf lauf

Btyp 10. 3 2A 10-2 3.10-2 7-10.1

Rktyp [~J 10 75 100 350

Av [S~1]
90 12 40 116 210 120 218= 300 = = - =- 0.55 0.55Llf 0.3 0.3

4Pne.100~ 10 0.2 0.8 0.2
P$Ilt

Tabelle 4.2 Abschätzung des maximalen Nichtgleichgewichtszu­

s t an des A p", = Ma x (Psat - p) für s tat ionä re

strömung nach Gl.(A6.11)

Für beide Fälle ist konstant: ~ = 0.166; g ~ 1600 m/s •

die Ergebnisse aus den Vorausrechnungen und von T 318-110-1 zei­

gen. In Abb.4.6 ist der prozentuale Nichtgleichgewichtszustand

(~p. /p t)·100% für alle Vorausrechnungen und für T 318-110-1n'e sa
über die normierte Stutzenachse für den quasi stationären Zustand

aufgetragen. Diese Kurven lassen folgende Aussagen zu:

a) Das Nichtgleichgewicht bildet sich im Stutzeneinlauf aus.

b) Die maximalen Nichtgleichgewichtszustände stimmen größenord­

nungsmäßig mit der Abschätzung nach Gl.(A6.11) überein.

c) Die Rückbildung des Nichtgleichgewichtszustandes nach dem

Stutzeneinlauf findet nur bei T 318-110-1, also bei gesättigtem

Anfangszustand statt. (Diese Aussage ist eingeschränkt auf

Bruchstutzen, die nicht wesentlich länger als 5 m sind.)

d) Die Größe des prozentualen Nichtgleichgewichtszustandes steigt
mit zunehmender Anfangsunterkühlung.

Hierzu noch einige Bemerkungen:

Untersucht man die Kontinuitätsgleichung für die Dampfphase im

mittleren Bereich des Bruchstutzens, z.B. für V 270-110-5, so
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Abb.4.6 Der prozentuale Nichtgleichgewichtszustand bei quasi­

stationärer Ausströmung über der normierten stutzen­

achse

stellt man fest, daß der produzierte Dampf nicht oder nur un­

wesentlich zur Erhöhung der örtlichen Dampfdichte und damit zum

Abbau des Nichtgleichgewichtes beiträgt. Die im mittleren Bereich

des stutzens geringe, aber dennoch vorhandene, örtliche Beschleu­

nigung sorgt für den Ausgleich dieser Dampfproduktion. Der Void­

Anteil und die davon abhängige Phasenübergangsrate bleiben daher

klein. Dies führt zu dem relativ stabilen Nichtgleichgewichtszu­

stand bei den Versuchen mit unterkühlten Anfangsbedingungen.

Bei T 318-110-1 ist wegen des apriori höheren Void-Anteiles

(Phasenkontaktfläche) die Dampfproduktion so stark (vgl. 4.2.1),

daß trotz größerer Beschleunigung als bei unterkühlten Anfangsbe­

dingungen das Nichtgleichgewicht abgebaut werden kann.

Im Mündungsbereich zeigen die Kurven zum Teil eine Zunahme, zum

Teil eine Abnahme des Nichtgleichgewichts. Maßgebend hierfür ist,

ob der Einfluß der Beschleunigung oder der Einfluß der Kontakt­

flächenvergrößerung durch den Anstieg des Void-Anteils überwiegt.

In der Form dieser Kurven spiegelt sich der verwickelte nicht­

lineare Zusammenhang der einzelnen Variablen wieder.
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Im Übergangsbereich zum Ringraum ist bei T 318-110-1 ein negativer

Nichtgleichgewichtszustand festzustellen. Nach der hier getroffenen

Definition bedeutet dies P >Psat. Oie Ursache ist die Fliehkraf

wirkung bei der Strömungsumlenkung. Im Sinne der GI.(A6.11) bedeu­

tet dies eine Verzögerung der Strömung, was zu einer negativen Ab­

weichung vom Gleichgewichtszustand (Unterkühlung des Dampfes)

führt. Bei den Vorausrechnungen ist das Fluid an dieser Stelle

noch unterkühlt. Abweichungen vom Gleichgewichtszustand sind des­

halb nicht möglich.

Eine bemerkenswerte Übereinstimmung mit Experimenten zeigt der Ver~

lauf des Nichtgleichgewichtszustandes von T 318-110-1. In diesem

Falle ist das Gleichgewicht ca. 40 cm nach dem Stutzeneinlauf

wieder erreicht. Bei verschiedenen Kleinexperimenten zur kritischen

Zweiphasenströmung wurde erkannt, daß ab Stutzenlängen zwischen

ca. 30cm und 40 cm Gleichgewichtsströmung vorliegt /90/.

Der absolute Betrag des Nichtgleichgewichts beträgt für die HDR­

Bedingungen ~Pne = 2 - 3 bar. Das entspricht einem Überhitzungs­

zustand von ca. 2 - 3 K. Der experimentelle Nachweis dieses

Nichtgleichgewichtszustandes erfordert eine Meßgenauigkeit bei

der Temperatur von ~ 1%, was schon nahe an der Grenze meßtechni­

scher Möglichkeiten liegt. Zwei Schlußfolgerungen sind daraus zu

ziehen:

a) Im Sinne der meßtechnischen Nachweisbarkeit sind die Nicht­

gleichgewichtszustände bei den HDR-Experimenten gering.

b) Weitere Blowdownversuche mit höherer Anfangsunterkühlung wären

wünschenswert, um den Einfluß von Nichtgleichgewichtszustän­

den sicher festzustellen.

Variation des Nichtgleichgewichtsparameters

Da die Ausbildung eines Nichtgleichgewichtszustandes im Modell

nicht nur von physikalischen Anfangs- und Randbedingungen abhängt,

sondern auch von dem empirischen Nichtgleichgewichtsparameter ro ,

scheint es sinnvoll und notwendig, den Einfluß dieses Parameters

durch Variation festzustellen. Dies ist schon deswegen unerläß­

lich, weil der Wert von ~ nur am Unterschwingen bemessen ist

(vgl. 2.1.10).
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Bezüglich des Referenzfalles (~ = 0.166) erhöht sich der Massen­

strom m um 5 .. 8%, wenn r;, um den Faktor 10 verringert wird Eine

Erhöhung von ~ um den Faktor 4 bewirkt eine Verminderung des

Massenstromes um 0 .. 9% .. Diese Tendenz ist in Übereinstimmung mit

der Erfahrung aus Experimenten, daß mit zunehmendem thermodyna­

mischen Nichtgleichgewicht der Massenstrom steigt (vgl. 2.3).

Oie Ursache dafür ist unmittelbar einleuchtend .. Der Nichtgleich­

gewichtszustand kommt durch die verzögerte Verdampfung zustande,

d.h. der Dampfanteil wird im gesamten Bruchstutzen kleiner, wenn

der Nichtgleichgewichtszustand zunimmt .. Dies bedeutet aber wegen

der in 4 .. 2.2 erörterten Gründe eine Erhöhung des Massenstromes.

Oie Ergebnisse sind in Tabelle 4.3 dargestellt ..

Oie Abweichung vom Gleichgewichtszustand in der r~ündung Ll Pne (2,22)
nimmt mit kleiner werdendem ro zu .. Mi t größer werdendem ro konver­

giert ~P (2,22) gegen Null, was Tabelle 4 .. 3 zu entnehmen ist ..
ne

Auf eine weitere Erhöhung von ~ wird verzichtet, da dies aus nu-

merischen Gründen kleinere Zeitschritte erforderlich machen würde ..

In Abb .. 4.7 ist die prozentuale Abweichung des Massenstromes

vom Referenzfall in Abhängigkeit des prozentualen Nichtgleichge­

wichtszustandes an der Mündung dargestellt. Extrapoliert man die

gerechneten Punkte durch eine Gerade, so ergibt sich beim Gleich­

gewichtszustand (~Pne(2,22) = 0) eine Abweichung im Massenstrom

von ca. 2 .. 5% bezüglich des Referenzfalles. Der bei HDR-Bedingungen

maximal auftretende Nichtgleichgewichtszustand von ca. 5% verur­

sacht also einen um 2-3% größeren Massenstrom, als bei Gleichge­

wicht zu erwarten wäre. Der Einfluß des Nichtgleichgewichts ist

damit bei stationärer strömung als gering zu bezeichnen.

~
.

'f p(2,22) psat(2,22) (2,22)m APne

kg/s % bar bar bar

0.0166 2000 5 .. 8 45 .. 0 53 0 7 8 .. 7

0.166 1893 0.0 50 .. 1 52 .. 6 2 .. 5

0 .. 66 1876 -0,,9 50.4 52 .. 2 1 .. 8

Tabelle 4 .. 3 Variation des Nichtgleichgewichtsparameters ~ bei

T 270-110-1 Referenzfall: f;;, = 0,,166

f=
. .

m - mref

m,ef
·100 %
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Abb.4.7 Prozentuale Änderung des Massenstromes in Abhängigkeit

vom prozentualen Nichtgleichgewichtszustand an der

Bruchöffnung infolge der Variation des Nichtgleichge­

wichtsparameters ~

4.5.3 Das Unterschwingen der Druckentlastungswelle

Die Zustandsänderung beim Unterschwingen wird in 2.1.11 durch

die numerische Lösung einer gewöhnlichen Differentialgleichung

fUr ein "nulldimensionales" System bestimmt. Ein Ergebnis dieser

Untersuchung ist, daß das Unterschwingen um so größer wird, je

kleiner die Verdampfungsrate und je größer die Geschwindigkeit

der Zustandsänderung ist. Die Voraussetzungen fUr die Ausbil­

dung dieses instationären Nichtgleichgewichtszustandes sind also

von gleicher Art wie fUr das stationäre Nichtgleichgewicht.

Mit steigender Temperatur wird die Verdampfungsrate beim Aufsieden

größer, die Schallgeschwindigkeit im unterkUhlten Fluid aber

kleiner, d.h. die zeitliche Druckänderung durch die Entlastungs­

welle erfolgt langsamer. Bei Verringerung der AnfangsunterkUhlung

wird das Unterschwingen daher kleiner.
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In Abb.4.8 ist das Unterschwingen der einlaufenden Entlastungs­

welle, d.h. die maximale Unterschr~itung des Sättigungsdruckes,

in Abhängigkeit von der Anfangsunterkühlung aufgetragen. Die

Kurve gilt für die Masche (2,20). Das ist etwa 20 cm vor der Bruch­

öffnung. Oie Definition des Nichtgleichgewichtszustandes ent­

spricht der von GI.(4.5.1). Der Maximalwert ist hier aber nicht

örtlich sondern zeitlich zu verstehen. Die Daten stammen aus

den Testrechnungen T 270-110-1, T 290-110-1 und T 318-110-1.

Zu beachten ist, daß bei den Rechnungen grundsätzlich eine Bruch­

öffnungszeit von 0 Sekunden angenommen wird. Endliche Bruchöff­

nungszeiten würden eine weitere Verlangsamung der Zustandsände­

rung und damit eine Verringerung des Unterschwingens bedeuten o

Durch das Unterschwingen ändert der Druckgradient kurzzeitig

sein Vorzeichen, d.h. er ist gegen die Strömung gerichtet (vgl.

Abb.AOJ). Dadurch wird das Einsetzen der Blowdown-Strömung um

ca. 3 ms verzögert (vgl. Abb.AO.35 bis Abb.AO~38). Die Feststel­

lung in /39/, daß das Unterschwingen die Anfangsbedingung für den

nachfolgenden Strömungsprozeß verändert, wird auf diese Weise be­

stätigt.

'L:"'
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Abb.4.8 Das maximale Unterschwingen der einlaufenden Druckent­

lastungswelle ca. 20 cm vor der Bruchöffnung in Ab­

hängigkeit von der Anfangsunterkühlung beim 1m-Stutzen
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4.5.4 Das mechanische Nichtgleichgewicht

(Phasenseparation oder Schlupf zwischen den Phasen)

In Tabelle 4.4 ist der Massenstrom, der Dampfrnassenanteil X und

der Dampfvolumenanteil e an der Bruchöffnung für Rechnungen mit

und ohne Relativgeschwindigkeit dargestellt. Variiert wird dabei

die Anfangsunterkühlung. Die Daten stammen aus den Rechnungen

T 270-110-1, T 290-110-1 und T 31B-110-1.

Man erkennt, daß die Relativgeschwindigkeit erst bei höherem Dampf­

anteil spürbaren Einfluß auf den Massenstrom hat. Im Kurzzeitbe­

reich (2 ms) bewirkt die Relativgeschwindigkeit bei allen Rechnun­

gen eine Erhöhung des Massenstroms, da die Dampfphase schneller

beschleunigt werden kann, wenn Schlupf zugelassen wird. Der Betrag

des Massenstromes selbst ist aber zu dieser Zeit noch gering.

Im quasi stationären Strömungszustand bewirkt der Schlupf, d.h. die

höhere Dampfgeschwindigkeit nur dann eine Erhöhung des Massen­

stromes, wenn der Dampfrnassenanteil vergleichbar mit der Gesamt­

masse wird. Bei der Rechnung mit gesättigten Anfangsbedingungen

(T 318-110-1) bedeutet dies, bei einem Dampfmassenanteil an der

Bruchöffnung von X ~ 0.126, eine Abweichung des Massenstromes um

f = -2.4%, wenn Schlupf nicht zugelassen wird. Ist der Dampf­

rnassenanteil wie bei T 270-110-1 und T 290-110-1 wesentlich klei­

ner, so macht sich ein gegenläufiger Effekt bemerkbar, der nur da­

durch zu erklären ist, daß sich wegen der Änderung des Dampfan­

teiles auch die kritischen Bedingungen (Schallgeschwindigkeit)

ändern, so daß sich der kritische Massenstrom erhöhen kann (vgl.

4.6.4).

Für T 318-110-1 ist der Massenstrom mit und ohne Berücksichtigung

der Relativgeschwindigkeit in Abb.4.9 dargestellt.

Die Berücksichtigung des Schlupfes zwischen den Phasen ist also

nur dann wesentlich, wenn der Dampfrnassenanteil mit der Gesamt­

masse vergleichbar wird; dies kann bei zweiphasigen oder even­

tuell auch gesättigten Anfangszuständen bzw. Stagnationszuständen

eintreten. Für die geplanten, in Tabelle 3.1 spezifizierten HDR­
Blowdown-Versuche muß dies nicht erwartet werden.
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. • •
.::l m f m f Dampfanteil in derH

Q.)

..jJ 0
c f- (2 ms) (50 ms) Bruchöffnung
::J
U)

01 ,
c kg/s % kg/s % V., + 0 Vor 0co a

Cl- "C oa
cr ,..: v". ,,0 ~=O Vr*O V1-=O e e>< )(

1895 0.1 LJ.166 7.4,1 Ö3
0.090

-3
48 266 264 -0.75 1893 3.7·10

-1 -,2
28 223 218 -2.24 1442 1459 1 .2 0.511 4.2-10 0.432 3.4'10

-1 -1
0 206 181 -12.1 1027 1002 -2.4 0.804 1.3'10 0.804 1.4-10

Tabelle 4.4 Rechnungen mit und ohne Relativgeschwindigkeit in

Abhängigkeit ,von der Anfangsunterkühlung
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Abb.4.9 Massenstrom mit und ohne Berücksichtigung der Rela­

tivgeschwindigkeit für den 1m-Stutzen bei gesättigtem

Anfangszustand (T 318-110-1)
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4.6 Zweidimensionale Phänomene - Einfluß der Stutzeneinlauf­

konfiguration

4.6.1 Experimentell nachgewiesene zweidimensionale Phänomene

Es konnte in verschiedenen Experimenten /59,60,61/ nachgewiesen

werden, daß durch eine scharfkantige Stutzeneinlaufgeometrie ein

Dampfring entsteht. Die Auflösung dieses Dampfringes wurde dabei

in einem Bereich 3.( 2/0" 12 beobachtet. Diese experimentellen

Ergebnisse bilden die Grundlage des Nichtgleichgewichtsmodells

von Henry /25/.
Edwards konnte bei seinen Blowdown-Experimenten ebenfalls den

höheren Dampfanteil an der Wand feststellen /18,23/. Er schließt

bei seiner Interpretation eine Heizwirkung des Rohres aus und ver­

mutet die Ursache in der Verdampfungskeimwirkung der Rohrwand.

Sozzi und Sutherland stellten experimentell eine Massenstrommin­

derung durch den irreversiblen Druckverlust im scharfkantigen Ein­

lauf fest /33/.

Durch die zweidimensionale Diskretisierung des Bruchstutzens bei

den Vorausrechnungen soll u.a. auch geklärt werden, ob diese ex­

perimentell festgestellten Phänomene mit dem DRIX-2D-Modell nach­

gewiesen werden können, und ob sie so bedeutend sind, daß sie im

Sinne von "best estimate"-Rechnungen erfaßt werden müssen.

Der bei verschiedenen Kleinexperimenten festgestellte Einfluß des

Stutzendurchmessers, bzw. des Längen-Durchmesser-Verhältnisses /90/

wird in dieser Arbeit nicht untersucht, da von einer Variation des

Durchmessers abgesehen wird.

4.6.2 Der Einfluß der Dimensionalität im allgemeinen

In Abb.4.10 wird der Druckverlauf zwischen einer eindimensionalen

Berechnung des stutzens (T 270-110-1) und einer zweidimensionalen

Rechnung (V 270-110-1) verglichen. Man erkennt, daß im Stutzen und

Ringraum kein nennenswerter Unterschied (maximal 2%) besteht. Die

Abweichungen im Massenstrom sind mit maximal 2.5% zwischen

T 270-110-1 und V 270-110-1 und ca. 6% zwischen T 290-110-1 und
V 290-110-1 ebenfalls noch gering (Abb.4.12).
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Das ist besonders deswegen bemerkenswert, weil der Gegendruck

an d0r Bruch~ffnung p(Z,23) im eindimensionalen Fall um ca. 3U%

h~her liegt als bei der zweidimensionalen Rechnung. Dies ist ein

typisches Zeichen für kritische strUmunq, da der Außerldruck die

Str~mung im Stutzen nicht mehr beeinflußt.

Die experimentell nachgewiesenen Irreversibilitäten bei der stro­

mungseinschnürung im Einlauf und die dadurch verursachte Massen­

stromminderung kann offenbar durch die zweidimensionale Rechnung

nicht erfaGt werden. Hierzu wäre eine wesentlich feinere Diskre-

tisierung erforderlich, um die ~!irbelstrbmungen im Totwasserraum

2ufzuj[)sen. Das Reibmodell nach 2.1.7 würde die Voraussetzung

dazu aber liefern.

Man kann aus diesen Ergebnissen den Schluß ziehen, daß eine

eindimensionale Berechnung des Stutzens durchaus berechtigt ist,

sofern nur der Druckverlauf und der mittlere Massenstrom interes­

sieren. Dies trifft fUr Blowdown-Rechnungen bei KUhlmittelver-

Wesentlich problematischer ist dagegen, die ModelllerlJGo ~25 in

Wirklichkeit sehr komplizierten Ubergangsbereiches Ringraum­

stutzen. Da der Radius des Reaktordruckbehälters sehr groß gegen

den Radius des Stutzens ist, wird die dreidimensionale Geometrie

in diesem Bereich durch eine zweidimensionale rotationssymmetri­

sehe Modellicrung gut wiedergegeben. Insbesondere wird der Kern­

mantel dIs eine senkrecht auf der stutzenachse stehende Wand geo­

metrisch richtig erfaßt (vgl.3.2). Diese Wand verändert das Re­

flektionsverhalten der im stutzen oszillierenden Wellen entschei­

dend, wie festrechnungen T 270-110-1 mit und ohne Kernmantel zei­

gen (Abb.4.11). Die Reflektion der ersten Druckentlastungswelle

im Übergangsbereich ist aber die transiente Anfangsbedingung fUr

die nachfolgende Druckentlastung im Ring- und Innenraum. Da der

Druckverlauf am Kernmantel von grundlegender Bedeutung bei der

Ermittlung der Strukturbelastung ist, sollte dieser Bereich ent­

weder dreidimensional, wie z.B. bei FLUX-Rechnungen /2/ oder aber

in zweidimensionalen Zylinderkoordinaten mit geeigneter Kopplung

an den Ringraum berechnet werden.

Gei Modellierung in kartesischen Koordinaten, wie z.B. bei

in 3.2 beschriebenen Art, werden stutzen und Kernmantel in einer
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Ebene dargestellt. Dies führt zu einer Wellenreflektion, die den

geometrischen Gegebenheiten nicht entspricht. Da bei dieser

Modeliierung der Einlaufgeometrie die Zu strömung aus der dritten

Dimension fehlt, werden zu kleine Querschnitte vor dem stutzen­

einlauf vorgetäuscht, was nach der Bernoullischen Gleichung einen

allgemein höheren Druckabfall verursacht. Der Druckverlauf im Über­

gangsbereich bei Verwendung von kartesischen Koordinaten ist in

Abb.4.11 dargestellt. Diese Rechnung entspricht im übrigen den

Bedingungen von T 270-110-1 • Der Massenstrom ist bei kartesi­

schen Koordinaten um ca. 18% geringer als bei rotationssymmetri­

schen Koordinaten (vgl. Abb.4.12).

Das Programm FLUST verwendet grundsätzlich kartesische Koordinaten.

Berechnungen des gleichen Problems mit FLUST zeigen daher einen

qualitativ ähnlichen Druckverlauf, soweit ein Vergleich wegen

der unterschiedlichen Modeliierung von Ring- und Innenraum zu­

lässig ist /3/.

'"N

P(4,7l/2D

P(2,71/1D
/

P(2,231/1D_-------- '31.. _

--- _--------------..-----1
P(4,23)/2D

-2D-STUTZEN

----10- STUTZEN

O+---...,----...,----...,----...,----...,----...,----...,-----r-'
0.00 0.0& 0.12 0.18 0.24 0.30 0.3& 0.42 0.48

ZEIT (SEC) .. 101

Abb. 4.10 Die zeitlichan Druckverläufe im Vergleich zwischen

ein- und zweidimensionaler Berechnung des stutzens

( T 270-110-1 / V 270-110-1 )
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Abb.4.12 Der Massenstrom im Vergleich zwischen ein- und zwei­

dimensionaler Berechnung des stutzens und als Ergeb­

nis bei kartesischer ModelIierung

4.6.3 Das radiale Void-Profil

In Abb.4.13 bis Abb.4.16 ist das axiale Voidprofil für das stut­

zenzentrum, für die mittlere Schicht und für die Wandschicht auf­

getragen. Die Kurven gelten bei einer Zeit von 50 ms beim 1m­

stutzen und von 150 ms beim 5m-Stutzen. In axialer Richtung

steigt der Void-Anteil besonders im Bereich des Einlaufs und der

Mündung stark an. Auffallend ist auch die Zunahme des Void-An­

teiles vom Zentrum zur Wand (Dampfringl). Die Ausprägung dieses

radialen Void-Profils nimmt mit länger werdendem Stutzen und

kleiner werdender Anfangsunterkühlung ab. Mit zunehmender Ent­

fernung vom Einlauf wird diese Strömungsform wieder homogenisiert.

Im Extremfall, bei V 270-110-1, übersteigt z.B. der Void-Anteil

an der Wand den Void-Anteil im stutzen zentrum kurz nach dem Ein­

lauf um den Faktor 100 und an der Mündung um den Faktor 1.7 •

Oie Ursache für die Ausbildung dieses radialen Void-Profils ist

die Strömungseinschnürung im stutzeneinlauf (vgl. Abb.4.21 und

Abb.4.22). Verursacht durch die Fliehkraft bei der Strömungsum-
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lenkung, bildet sich im Einlauf ein radiales Druckprofil aUS e

Der Druck an der Wand liegt beim Sättigungswert bzw. im Rahmen

des möglichen Nichtgleichgewichts einige Bar darunter. Im Zen-

trum ist der Druck um ca. 16 bar höher. Das Fluid ist dort noch

unterkühlt. Deutlich ist dieses radiale Druckprofil bei V 270-110-1

in Abb.AO.7 zu erkennen, indem man die axialen Druckprofile von

Wandschicht und Stutzenzentrum für den quasi stationären Zustand

vergleicht. Im Stutzeneinlauf setzt daher an der Wand die Ver~

dampfung schlagartig ein, wie man an der Phasenübergangsrate in

Abb.4.17 bis Abb.4.20 erkennt. An dieser Stelle herrscht auch die

größte Abweichung vom Gleichgewichtszustand bei der stationären

Strömung. Etwa 30 cm nach dem Stutzeneinlauf ist das radiale Druck­

profil wieder weitgehend ausgeglichen, d.h. der Wanddruck ist

wieder höher als unmittelbar im Einlauf. Die Phasenübergangsrate

nimmt dadurch wieder ab. Bei V 270-110-1 wird sie sogar negativ

(Abb.4.17), d.h. der entstandene Dampf wird teilweise wieder kon­

densiert. Bei genügender Anfangsunterkühlung kann also an der

Wand, kurz nach dem Stutzeneinlauf, eine Kavitationszone auftreten,

wo die ent$tandenen Dampfbläschen wieder kollabieren. Die Möglich­

keit der Kavitation in diesem Bereich wird auch in /83/ durch

Untersuchung der Stutzenströmung mittels Potentialströmungstheorie
erkannt.

Im Zentrum des Stutzens setzt die Verdampfung erst ca. 20 cm nach

dem Einlauf ein. An dieser Stelle hat die Verdampfung an der Wand

ein erstes Maximum erreicht.

In Abb.4.15 bis Abb.4.16 ist für V 270-110-5 und V 290-110-5 zu­
sätzlich das axiale Voidprofil für alle drei Zylinderschichten

zu einer Zeit t = 50 ms eingetragen. Bei V 270-110-5 steht die

Zweiphasenfront am Ort j=50 (80 cm vor der Btuchöffnung), bei

V 290-110-5 am Ort j=38 (200 cm vor der Bruchöffnung). Ein radia­

les Voidprofil hat sich zu dieser Zeit noch nicht ausgebildet, da

die Verdampfung über den gesamten Querschnitt unter gleichmäßigen

Bedingungen einsetzt. Dies bedeutet insbesondere, daß an diesen

Stellen kein radiales Druckprofil vorliegt.



1~Abb.4.13: Axiales Void-Profil

bei V 270-110-1 nach 50 ms
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1~ Abb.4.14: Axiales Void-Profil

bei V 290-110-1 nach 50 ms
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Abb,4,18: Phasenübergangs- 1

rate in Abhängigkeit vom Ort

bei V 290-110-1 nach 50 msr
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4.6.4 Oie kritische strömung in Abhängigkeit von der radialen

Position im Bruchstutzen

Alle hier betrachteten Blowdown-Strömungen sind kritisch. Ein

typisches Zeichen dafür sind der steile Druckgradient an der

Bruchöffnung und die weitere Beschleunigung der Strömung im Aus­

strömbereich trotz Querschnittserweiterung. Bei kritischer strö­

mung kann der Strömungszustand stromaufwärts von der kritischen

Stelle von Störungen stromabwärts der kritischen Stelle nicht

mehr beeinflußt werden. Insbesondere führt eine weitere

Absenkung des Gegendruckes zu keiner Steigerung des Massenstromes.

Die Geschwindigkeit an der kritischen Stelle (beim idealen Gas der

engste Strömungsquerschnitt) ist gleich der örtlichen Schallge­

schwindigkei t.

Es wird bei der Diskussion der Schallgeschwindigkeit für das

Zweiphasengemisch in 2.1.8 auf die komplexe Abhängigkeit dieser

Größe verwiesen. Sie hängt vom Void-Anteil ab und außerdem - da

Nichtgleichgewichtszustände erlaubt sind - auch von der Dynamik

des Systems, d.h. von der Geschwindigkeit der Zustandsänderung.

Im Gegensatz zu idealem Gas ist sie keine thermodynamische Zu­

standsgröße, die durch zwei weitere Zustandsgrößen ausgedrückt

werden kann.

Hiermit taucht die Frage auf, ob das im vorhergehenden Abschnitt

diskutierte radiale Void-Profil auch eine radiale Veränderung der

Schallgeschwindigkeit zur Folge hat. Das würde bedeuten, daß die

Strömung im Rohrzentrum zu höheren Werten beschleunigt werden

kann als an der Rohrwand. Dieses Phänomen ist in der Tat bei der

Geschwindigkeit und beim Massenstrom festzustellen. Bei der mitt­

leren Geschwindigkeit (Geschwindigkeit des Phasengemisches) von

V 270-110-1 erkennt man z.B. in Abb.AO.23, daß die Geschwindig­

keit im Rohrzentrum in einer Zeit von ca. 30 ms auf ca. 110 m/s

beschleunigt wird, in der Wandschicht dagegen ist die Beschleu­

nigung nach ca. 15 ms bei einer Geschwindigkeit von ca. 72 m/s

beendet.

Der kritische Zustand wird also im Rohrzentrum später erreicht

als an der Rohrwand, wodurch sich ein radiales Geschwindigkeits­

profil einstellt. Die Rohrreibung muß zur Erklärung dieses Phäno­

mens ausscheiden, da sich die Ausbildung des Profils unabhängig
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von der Geschwindigkeit einstellt, wie man durch Vergleich der

Abb.AO.23 bis Abb.AO.28 erkennt.

Wegen der Abhängigkeit des Massenstromes von Geschwindigkeit

und Void-Anteil macht sich dieses Phänomen hier noch deutlicher

bemerkbar als bei der Geschwindigkeit. Bei V 270-110-1 ist der

Massenstrom 1) im Stutzenzentrum um 38% höher, in der Wandschicht

um 20% niedriger als der querschnittsgemittelte Massenstrom.

Bei längeren stutzen und geringerer Anfangsunterkühlung ist die

Ausbildung des radialen Profils in Geschwindigkeit und Massen­

strom weniger stark ausgeprägt (vgl. Abb.AO.35 bis Abb.AO.40).

Es ist offensichtlich, daß dieses Phänomen bei der meßtechni­

schen Erfassung des Massenstromes weitreichende Konsequenzen hat.

Bei einer lokalen Messung (z.B. mit einem Oragbody) sollten des­

halb wenigstens zwei Meßfühler im stutzen zentrum und in Wandnähe

angebracht werden, um einen Mittelwert bilden zu können.

In Abb.4.23 ist für V 270-110-1 das axiale Geschwindigkeitsprofil

für die Wandschicht und für das Stutzenzentrum aufgetragen. Außer­

dem sind die axialen Profile der gefrorenen Schallgeschwindig­

keit Cf~ nach GI.(2.1.47), der Gleichgewichtsschallgeschwindig­

keit Ce und einer Schallgeschwindigkeit für Nichtgleichgewichts­

zustände Cne eingezeichnet. Oie Berechnung von Ce wird mit den

Programmen fVIAPLIB /80/ und H20PC2 /81/ durchgeführt. Die Schall­

geschwindigkeit Cne wird im Anhang A2 hergeleitet; sie ist von
•

der Phasenübergangsrate r und von der Geschwindigkeit der Zu-

standsän derun g, di e durch dP/tit au sgedrückt wi rd, abhängi g.

Im Modell von oRIX-2D ist die Variable C~ nicht enthalten, des­

ha 1 b wir d ene na c ht r ä g1 ich aus den an der e n Erg e bniss e n mit tel s

Gl g (A2.31) berechnet. Der Differentialquotient Jp/6t wird dabei

durch Vv·~pIOl ersetzt. Diese Berechnung muß als Näherungslösung

verstanden werden, da z.B. der Einfluß der Relativgeschwindig­

keit vollkommen unberücksichtigt bleibt. Außerdem können im

Mündungsbereich wegen der dort sehr steilen Gradienten erheb­

liche Diskretisierungsfehler auftreten.

1) Oie in Abb.Ao.35 bis Abb.Ao.4o dargestellten Massenströme

sind immer auf den gesamten Stutzen querschnitt von 0.0314 m2

bezogen.
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Bei der Gleichgewichtsschallgeschwindigkeit Ce ist zumindest

innerhalb des Bruchstutzens kaum eine radiale Abhängigkeit fest­

zustellen. Oie gefrorene Schallgeschwindigkeit CI~ zeigt dagegen

wegen der starken Abhängigkeit vom Void-Anteil ein ausgeprägtes

radiales Profil.

Oie Strömung mit der mittleren Geschwindigkeit V besitzt bezüg­

lich Ce überall einen Überschallzustand (Me> 1) aber bezüglich

Cf.,. überall Unterschallzustand (Mt,..< 1 ). Oie Schallgeschwindig­

keit für Nichtgleichgewicht Cne zeigt ebenfalls eine radiale Ab­

hängigkeit und ist sowohl im Stutzenzentrum als auch in der Wand­

schicht in erster Näherung vergleichbar mit der Strömungsgeschwin­

digkeit

Be zügl ich Cne gi 1 tal so: Mne ~ 1

Zur Erklärung der kritischen Strömung und ihrer radialen Abhängig­

keit sind die beiden Grenzwerte der Schallgeschwindigkeit Ce und

Cr"/' weni ger gut geei gnet al s die Schall geschwi ndi gk ei t Cne ' bei

der die Abweichung vom Gleichgeluichtszustand berücksichtigt ist.

In diesem Zusammenhang sei noch erwähnt, daß z.B. ourack und

ltJendroff kritische ~1ach-Zahlen M'Mt< 1 angeben, wobei sie als Re­

ferenzwert die gefrorene Schallgeschwindigkeit benutzen /44/.

Collins findet dagegen kri tische Mach-Zahlen M~'''t > 1, wobei er

sich auf die Gleichgewichtsschallgeschwindigkeit bezieht /79/.

Beide Ergebnisse werden durch Abb.4.23 voll bestätigt.

4.7 Der Einfluß der Rohrrauhigkeit

Da die effektive Rohrrauhigkeit bei den HoR-Bruchstutzen wegen

vorhandener Absätze (ca. 1mm) oder eventueller Rostablagerungen

und Ausspülungen ziemlich undefiniert ist, wird bei T 270-110-1

die Rohrrauhigkeit variiert, um ihren Einfluß auf den Blowdown

festzustellen. In Tabelle 4.5 werden die Ergebnisse für den quasi­

stationären Zustand (50 ms) mit der Referenzrechnung (~D = 2.5.10- 4 ,

k = 0.05 mm) verglichen. Oie Rauhigkeit beim Referenzfall ent­

spricht einem gezogenen Stahlrohr in neuwertigem Zustand.
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Abb.4.23 Die axialen Profile von mittlerer Geschwindigkeit V,
gefrorener Schallgeschwindigkeit C~ , Gleichgewichts­

schallgeschwindigkeit Ce und der Schallgeschwindigkeit

für Nichtgleichgewicht Cne im Stutzenzentrum und in

der Wandschicht bei V 270-110-1 (Zeit: 50 ms)

Selbst bei einer unrealistisch hohen absoluten Rauhigkeit von 3 mm

vermIndert sich der Massenstrom nur um 3.2%. Die Abnahme der Ge­

schwindigkeit in ~em Mitte des Stutzens V(2,14) beträgt 4%. Mit

der Geschwindigkeit verringert sich auch etwas der Void-Anteil,

so daß die Verminderung des Massenstromes geringer ausfällt als

die der Geschwindigkeit.

Die Erhöhung der Rohrrauhigkeit auf k = 3 mm (Faktor 60 gegenüber

dem Referenzfall) bewirkt eine Erhöhung des Reibdruckverlustes

~p~~ von 2.3 bar auf 6.5 bar. Dies wirkt sich so aus, daß der

Druck im Stutzeneinlauf p(2,8) steigt, während der Mündungsdruck

p(2,22) konstant bleibt. Durch den von der Ausströmung verursachten
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Druckabbau. im System wird beim Referenzfall der Sättigungsdruck

im Einlauf nach ca. 34 ms erreicht. Dagegen bewirkt eine Erh~hung

der Rohrrauhigkeit um den Faktor 10 ( k = 0.5 mm), daß der Sätti­

gungsdruck im Einlauf innerhalb der gerechneten 50 ms Problemzeit

nicht mehr erreicht wird. Oie Verdampfung setzt in diesem Falle

also nicht im Einlau~ sondern im stutzen selbst ein. Oie Aus­

bildung des radialen Void-Profils - das durch die Verdampfung

im Stutzeneinlauf verursacht wird - findet also erst zu späteren

Zeiten statt, wenn der Systemdruck genügend weit abgesunken ist.

Obwohl die Rohrreibung den Massenstrom nur geringfügig beeinflußt,

sollte sie nicht ganz vernachlässigt werden, da sie Einfluß

auf das axiale Druckprofil und damit auf die axiale Voidvertei­

lung hat. Letztere verändert aber die Wellenlaufzeiten im Bruch­

stutzen, wie in 4.4.3 gezeigt wird. Ein einfaches Rohrreibmodell

sollte aber zur Erfassung dieses Phänomens genügen.

klo Iz • f m V(2,14) 'fv p(2,8) p(2,22) .6P,eibm
mm kg/s % m/s % bar bar bar

2.5 1 Ö4 0.05 1893 0 79.4 0 54.9 50.1 2.3

-3
2.5 10 0.5 1873 - 1.06 78.2 - 1.51 56.2 50.1 3.9

. 1 • 5 1Ö2
3.0 1832 - 3.22 76.2 - 4.03 58.6 50.2 6.5

Tabelle 4,5 Variation der Rohrrauhigkeit bei V 270-110-1

./). -I", - f v = V( 2,1 4) - V( 2, 1 4 )~f .. 1M%

V( 2, 14 ).,e/

Referenzfall: ./D = 2.5 10- 4
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4.8 Der Einfluß einer Prallplatte vor der Bruch~ffnung

4.8.1 Allgemeines

Bei den HDR-Blowdownversuchen wird der Sm lange Bruchstutzen am

Ende mit einer Prallplatte versehen. Dadurch sollen m~gliche

Schäden vermieden werden, die der austretende Wasser-Dampf-Strahl

an der gegenüberliegenden Betonwand verursachen k~nnte. Schema­

tisch ist die Konstruktion in Abb.4.24 dargestellt. Das Verhält­

nis "Abstand-Rohrdurchmesser" beträgt a/D = 2. Die Rechnung V 290­

110-5 wird mit und ohne dieser Prallplatte durchgeführt. Das Dis­

kretisierungsgitter hierzu ist in Abb.AO.48 dargestellt.

Die Untersuchung wird durchgeführt, um festzustellen, ob ~ine

Prallplatte in dieser Konstruktion Einfluß auf den Str~mungsvor­

gang stromaufwärts von der Bruch~ffnung hat. Daneben soll

die Kraft auf die Prallplatte bestimmt werden. Interessante Phäno­

mene ergeben sich bezüglich der Phasenseparation bei der Str~­

mungsumlenkunq durch die Prallplatte.

Abb.4.24 Die Prallplatte

beim Sm-Stutzen

~400~

4.8.2 Der Einfluß auf die Str~mung stromaufwärts von der
Bruch~ffnung

Alle Ergebnisse stromaufwärts von der Bruch~ffnung (kritische

Stelle) sind bei den Rechnungen mit und ohne Prallplatte nahezu

identisch. Die Unterschiede sind kleiner als die zeichnerische

Darstellungsgenauigkeit. Die im Anhang AO für V 290-110-5 darge-
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stellten Ergebnisse gelten für beide Fälle. Dieses Ergebnis

gilt selbstverständlich nur für die hier gerechnete Geometrie

oder für noch größere a/D - Verhältnisse.

Bei kleineren a/D - Verhältnissen muß spätestens dann mit einer

Beeinflussung der Strömung gerechnet werden, wenn der effektive

Ausströmquerschnitt durch die Prallplatte verringert wird.

4.8.3 Die Kraft auf die Prallplatte

Die Kraft auf die Prallplatte muß aus einer Druckkraft und einer

Impulskraft berechnet werden, da der Druck direkt auf der Ober­

fläche nicht bekannt ist. Als Kontrollvolumina dienen die an der

Prallplatte anliegenden Maschenhälften (Maschenreihe 62, vgl. Abb.

AO.48). Ohne Berücksichtigung der Radialkomponente liefert der

Impulssatz:

(4.8.1)

Wegen der Positionierung der Geschwindigkeiten auf den Maschen­

rändern und wegen der Randbedingung V
L

(i,62) = 0, Vv(i,62) = 0

gilt dabei folgende Mittelung:

"-

VI.. (i,62) =
analog für:

1.[Vt. (i,61) +VL (t't62)]

Vv (l,b2.)

--

In Abb.4.25 ist die Belastung der Prallplatte dargestellt.

Die Kraft auf die Prallplatte Fp steigt nach ca. 2 ms nahezu

sprunghaft auf ca. 50 kN an und fällt sofort wieder auf 35 kN ab.

Dieser Peak wird durch die auftreffende Druckwelle verursacht,

die an der Prallplatte mit Drucksteigerung reflektiert wird. Im

Ausströmbereich beträgt die gefrorene Schallgeschwindigkeit im

Anfangszustand (gesättigter Wasserdampf bei T=100oC) 160 mise

Der Abstand von der Bruchöffnung bis zur Mitte der Maschereihe 62

beträgt 35 cm. Damit ergibt sich eine Laufzeit der Druckwelle von

2.2 ms. Im Experiment müßte diese Zeit nur etwa halb so groß sein,

da der Anfangszustand im Außenbereich nicht Dampf mit geringem
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Wasseranteil, sondern Luft mit ca. doppelter Schallgeschwindigkeit

keit ist. Nach diesem anfänglichen Peak steigt die Kraft Fp in­

folge des nun einsetzenden Impulsstromes und des sich ausbilden­

den Druckprofils zwischen Bruchöffnung und Prallplatte kontinuier­

lich an. Nach ca. 100 ms wird der quasistationäre Zustand mit

Fp = 83 kN erreicht.

In Abb.4.26 ist die Druckverteilung auf der Prallplatte im quasi­

stationären Strömungszustand (150 ms nach Bruch) dargestellt.

Es ist zu beachten, daß dies nicht der Druck auf die Prallplatte

selbst ist, sondern der Druck in der letzten Maschenreihe vor der

Prallplatte. An dieser Stelle (5 cm vor der Plattenoberfläche)

ist aber noch kinetische Energie vorhanden, die erst unmittelbar

auf der Plattenoberfläche vollständig in Druckenergie umgewandelt

wird. Die Integration der in Abb.4.26 dargestellten Druckvertei­

lung würde also nicht vollständig die Kraft auf die Prallplatte

im Sinne von Gl.(4.8.1) liefern. Die Abweichung beträgt aller­

dings nur wenige Prozent.

P [bar]

6

2

-20 -15 -10 -5 0 5 10 15 20
r [ern]

Abb.4.26 Radiale Druckverteilung vor der Prallplatte nach 150 ms

bei V 290-110-5
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4.8.4 Die Phasenseparation an der Prallplatte

In Abb.4.27 ist die zeitliche Entwicklung der Geschwindigkeits­

felder von Wasser- und Dampfphase durch Vektoren dargestellt.

Die Abb.4.28 zeigt die Stromlinien der quasi stationären Strömung,

indem verschiedene Fluidteilchen der einzelnen Phasen durch Sym­

bole gekennzeichnet sind. FUr die Größe Os dieser Symbole gilt:

o
s

bei Dampf

bei Wasser.

Unter dem Wachsen oder Schrumpfen der Symbole kann man sich daher

das Wachsen oder Schrumpfen von Bläschen bzw. Tröpfchen vorstel­

len.

Aus Abb.4.27 und Abb.4.28 ist deutlich die Phasen separation beim

Umströmen der Prallplatte zu erkennen. Wegen der geringeren Träg­

heit der Dampfphase wird diese nach der Bruchöffnung stärker in

radialer Richtung und neben der Prallplatte wieder stärker in

axialer Richtung abgelenkt. Die Dampfphase folgt also trägheits­

loser dem örtlichen Druckgradienten als die FIUssigkeitsphase.

Wegen dieser Phasenseparation und wegen Kondensation unmittel-

bar vor der Prallplatte (aufgrund der Druckerhöhung durch Stau­

wirkung) bildet sich dort eine radiale Verteilung des Void-An­

teiles aus. In Abb.4.2S ist das radiale Profil des oampfmassen­

~nteiles vor der Prallplatte dargestellt •. Beachtet man noch,

daß in diesem Bereich die Dampfgeschwindigkeit 10% - 30% höher

ist als die Wassergeschwindigkeit, so muß man den Schluß ziehen,

daß bei genauerer Berechnung der Prallplattenbelastung die Phasen­

separation berUcksichtigt werden muß, so wie das im vorliegenden

Fall durch Gl.(4.8.1) geschieht.
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Abb. 4.27 Zeitliche Entwicklung der Geschwindigkeitsfelder von

Wasser- und Dampfphase im Bereich der Prallplatte
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Abb. 4.28 Quasistationäre Stromlinien der Wasser- und Dampf­

phase beim Umströmen der Prallplatte.

Sy mbol e: ~Wasser C9 Damp f

x
0.120

0.098

r [c mJ
-20 -15 -10 -5 o 5 10 15 20

Abb. 4. 29 Radiale Verteilung des Dampfmassenanteiles vor der

Prallplatte
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4.9 Vereinfachte Randbedingung an der Bruchöffnung

Bei allen bisherigen DRIX-2D Blowdown-Rechnungen ist an die Bruch­

öffnung ein zweidimensionaler Ausströmbereich angeschlossen

worden. Dadurch wird vermieden, daß am Ort der kritischen

Strömung, nämlich der Bruchöffnung selbst, eine Randbedingung

zu setzen ist.
Bei einem idealen Gas könnte bei kritischer Strömung als geeig­

nete Randbedingung die Mündungsgeschwindigkeit gleich der ört­

lichen Schallgeschwindigkeit gesetzt werden. Dies ist auch bei

Zweiphasenströmung möglich, sofern man an der Gleichgewichts­

theorie festhält /84/. Läßt man aber Abweichungen vom Gleichge­

wichtszustand zu, so verliert die (tatsächliche) Schallgeschwin­

digkeit ihre Eigenschaft als reine Zustandsgröße und erhält eine

dynamische Abhängigkeit (vgl. 2.1.8, 4.6.4, A2). Damit wird aber
ihre Verwendung als Randbedingung äußerst kompliziert, wenn nicht

unmöglich.

Bei Verwendung eines Ausströmbereiches liegt die kritische Stelle

voll im Problembereich, und die kritische Geschwindigkeit ist

nicht Randbedingung, sondern Lösung. Die Randbedingungen für die
Ränder des Ausströmbereiches sind unproblematisch. Hier kann in

einiger Entfernung von der Bruchöffnung freie Ausströmung des

Fluids als Randbedingung gesetzt werden /57/. Der Druck am Rand

wird gleich dem Druck in unendlicher Entfernung (Umgebungsdruck)

gesetzt. Die dadurch gemachten Fehler sind klein und wirken sich

außerdem nur auf den Ausströmbereich aus und nicht auf die Strö­

mung stromaufwärts der kritischen Stelle.

Im allgemeinen ist aber bei Blowdown-Rechnungen zur Reaktorsicher­

heit nur die Lösung stromaufwärts von der kritischen Stelle von

Interesse. Der Ausströmbereich bedeutet daher einen recht aufwen­
digen Ballast.

Die Ergebnisse aus den Vorausrechnungen zeigen aber, daß der Mün­

dungsdruck mit einem nahezu gleichbleibenden Abstand dem örtli­

chen Sättigungsdruck folgt (Abb.AO.1 bis Abb.AO.6). Dieser Ab­
stand drückt das an der Mündung vorhandene Nichtgleichgewicht

aus. Bei den gerechneten Versuchen mit unterkühltem Anfangszu­

stand beträgt dieser Abstand 2-3 bar. Es liegt daher nahe, wenig-
stens für Rechnungen, bei denen nur geringfügige Abweichungen vom
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Gleichgewicht zu erwarten sind, den Sättigungsdruck als Mündungs­

druck aufzuprägen. Eventuell könnte der Mündungsdruck um die

mittels GI.(A6.11) abgeschätzte Gleichgewichtsabweichung korri­

giert werden.

Die in Abb.4.30 und Abb.4.31 dargestellten Ergebnisse werden

durch folgende Eingabeänderung für T 270-110-1 erzielt:

a) Der Problembereich endet an der Bruchöffnung.

b) Der Druck in der letzten reellen Masche p(2,22) ist gleich

dem örtlichen Sättigungsdruck, vermindert um einen Nichtgleich­

gewichtszustand von 2.5 bar.

Nun fordert die Differenzenapproximation der Impulsgleichung

GI.(2.1.3) in der expliziten Rechenphase einen Druck in der fikti­

ven Randmasche. Dafür wird in zwei Rechenläufen gesetzt:

1. p(2,23) = 1/2 • p(2,22)

2. p(2,23) = 5 bar = konst.

Die Abb.4.30 und Abb.4.31 gelten für den ersten Fall. Im zweiten

Fall stellt sich der Mündungsdruck p(2,22) um ca. 9% geringer

ein als im ersten Fall. Die Druckverläufe stromaufwärts und die

Massenströme sind aber fast identisch. Dieses Ergebnis ist klar,

da in bei den Fällen das Druckverhältnis p(2,22)/p(2,23) über­

kritisch ist.

Im Vergleich zur Rechnung mit Ausströmbereich zeigt bei den

Drücken wieder nur der Mündungsdruck selbst eine nennenswerte

Abweichung. Er liegt um ca. 9% tiefer. Korrespondierend hierzu

liegt die Mündungsgeschwindigkeit um 36% höher, und der Void­

Anteil in der Mündung verdoppelt sich. Der Unterschied im Massen­

strom ist wegen des gegenläufigen Einflusses von Geschwindigkeit

und Void-Anteil gering (vgl.4.2 0 2). Er liegt maximal um 2.5%

tiefer (Abb. 4.31 ) 0

Die hier erzielten Ergebnisse lassen den Schluß zu, daß bei Blow­

down-Strömungen mit mäßigen Nichtgleichgewichtszuständen der

Mündungsdruck durch den örtlichen Sättigungsdruck approximiert
werden kann. Man erzielt damit bezüglich des Massenstromes und des

Druckverlaufes im Bruchstutzen und Ringraum brauchbare Ergebnisse.
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Oie Lösung für den Mündungsbereich selbst ist aber stark fehler­

behaftet.
Der Ausströmbereich wird dadurch aber überflüssig.

o
o

on
N

-------------

P(2,7)

/,-

"...--_ .... -------- - - ------ -- - - ----

--MIT AUSSTRÖMBEREICH

------ MIT RANDBEDINGUNG NACH 4.7

o+---.,..---.,..---,..---,..---,..---,..---.------,--l
o 0,06 0,12 0,18 0,24 0,30 0,36

ZEIT (SEC) *16
1

0,42 0,48

Abb.4.3D Vergleich der Druckverläufe im Bruchstutzen zwischen

einer Rechnung mit Ausströmbereich und einer Rech­

nung mit einer vereinfachten Randbedingung an der

Bruchöffnung (Mündungsdruck = örtlicher Sättigungs­

druck - 2.5 bar). Beispiel: T 270-110-1

"o
o

• MIT AUSSTRÖM BEREICH

MIT RANDBEDINGUNG NACH 4.7

0.18 0.2~ 0.30 0.36
ZE I T (SEC) "10'1

0.120.06

o
o
:-f---,----,----..---..---..----.----,---~--<l

9:1.00

Abb.4.31 Vergleich der Massenströme zwischen einer Rechnung

mit Ausströmbereich und einer Rechnung mit verein­
fachter Randbedingung an der Bruchöffnung
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5~ SCHLUSSFOLGERUNGEN

Durch zwei- und vergleichsweise eindimensionale Berechnung ver­

schiedener Blowdown-Strömungen können die wesentlichen Effekte

und deren Einflüsse auf die Strömung im Sinne der Fragestellung

sichtbar gemacht und verstanden werden. Auf der Basis der Anfangs­

und Randbedingungen können daher qualitative und quantitative

Aussagen über diese Effekte gemacht werden. Daraus können Schluß­

folgerungen über den notwendigen und hinreichenden ModelIierungs­

aufwand bei Blowdown-Rechnungen bezüglich der an sie gestellten

Zielsetzung gezogen werden.

5.1 Zusammenfassung der gewonnenen Ergebnisse

Die Aussagen zu den einzelnen Punkten der Aufgabenstellung in 1.4

können in folgender Weise zusammengefaßt werden:

a) Je geringer die Anfangsunterkühlung ist, desto höher ist der

Dampfanteil im Rohr. Die quasistationäre Mündungsgeschwindig­

keit steigt daher mit abnehmender Anfangsunterkühlung, der

Massenstrom aber sinkt wegen des zunehmenden Dampfanteiles.

Massenstrom und Mündungsgeschwindigkeit haben also gegenläu­

fige Tendenz !

Bei den HDR-Bedingungen: p = 110 bar, T = 270°C (V 270-110-1)o 0
liegt z.B. der Massenstrom bei 47 K Anfangsunterkühlung um 45%

höher als bei gesättigten Anfangsbedingungen des gleichen

Druckes; die Mündungsgeschwindigkeit ist dagegen um 58% geringer.

b) Auf die im Bruchstutzen oszillierenden Druckwellen hat eine

Verringerung der Anfangsunterkühlung folgende Einflüsse:

Stärkere Dämpfung wegen des höheren Dampfgehalt~s,

Erhöhung der Wellenlaufzeiten wegen Verringerung der mitt­

leren Schallgeschwindigkeit.

Zu 2.: Einfluß des absoluten Druckniveaus-------------------------------------------
a) Eine Erhöhung des Anfangsdruckes unter Beibehaltung des Ab­

standes zum Sättigungsdruck ist nur durch die entsprechende

Erhöhung der Anfangstemperatur möglich.
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Dies hat folgende Konsequenz:

- Oie Schallgeschwindigkeit im unterkUhlten Fluid sinkt.

- Oie Verdampfungsrate steigt, dadurch bildet sich mehr Dampf.

Eine Erhöhung des Anfangsdruckes hat damit eine Verringerung

der Frequenz der oszillierenden Druckwellen im Bruchstutzen zur

Folge. FUr den 1m-Stutzen beim HoR bedeutet eine Erhöhung des

Anfangsdruckes von 90 bar auf 160 bar eine Frequenzminderung

von ca. 25% •

b) Bei einer Erhöhung des Anfangsdruckes (Temperatur) sinkt wegen

des steigenden Dampfanteiles der Massenstrom. FUr das in a) be­

nannte Beispiel sind dies 6% •

c) Oie Amplituden der Differenzdruckwellen zwischen Ringraum und

Innenraum bleiben in erster Näherung etwa gleich. Daraus wird

geschlossen, daß die Differenz zwischen Anfangsdruck und An­
fangssättigungsdruck ein grobes Maß zur Beurteilung der

"Schärfe" eines Blowdowns darstellt.

a) Oie Zeiten, in denen ein kritischer, quasi stationärer Zustand

erreicht wird, verhalten sich ungefähr wie die Stutzenlängen.

Bei den HoR-Experimenten ist dieser Zustand nach ca. 25 ms

beim 1m-Stutzen und nach ca. 120 ms beim 5m-Stutzen erreicht.

b) Eine Verlängerung des Bruchstutzens bedeutet eine Verminderung

des quasi stationären Massenstromes. Dies beruht zum kleineren

Teil auf dem Einfluß der Rohrreibung, zum größeren Teil darauf,

daß beim längeren Stutzen der kritische, quasistationäre Strö­

mungszustand erst zu späteren Zeiten erreicht wird, bei denen

der Behälterdruck bereits weiter abgesunken ist. Für die HoR­

Versuche bedeutet eine Verlängerung des Bruchstutzens von 1m

auf 5m bei gleichen Anfangsbedingungen eine Reduktion des Mas­

senstromes um 15% - 20% • Oie Rohrreibung bewirkt dabei aber

nur einige wenige Prozent.

c) Ausgehend von der Bruchöffnung, läuft eine Zweiphasenfront in

den Stutzen hinein und wieder zurück. Dabei ist die "Schwin­

gungsdauer" von der Stutzenlänge abhängig. Bei den HoR-Experi­

menten betragen diese Zeiten ca. 20 ms für den 1m-Stutzen und

ca. 70 ms für den 5m-Stutzen.
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Dies hat zur Folge, daß sich die Frequenz der oszillierenden

Druckwellen während des Blowdowns ändert. Längere stutzen

vergleichmäßigen die Frequenz, da mit der Länge des stutzens

der Anteil des unterkühlten Wassers zunimmt, d.h. die Wellen

laufen anteilsmäßig länger durch einphasiges Fluid, wo die

Schallgeschwindigkeit konstant bleibt. Die Frequenzänderung

der oszillierenden Druckwellen beträgt bei den HDR-Versuchen

ca. 45% beim 1m-Stutzen und ca. 20% beim Sm-Stutzen.

Konsequenzen dieser Frequenzänderung bei der Strukturanregung

sind denkbar.

Thermodynamisches Nichtgleichgewicht:

a) Die Ausbildung von stationären und instationären Nichtgleich­

gewichtszuständen ist von der Geschwindigkeit der Zustands­

änderung und von der Phasenübergangsrate abhängig.

Schnelle Zustandsänderungen und kleine Phasenübergangsraten

ermöglichen große Nichtgleichgewichtszustände.

b) Die Zustandsänderung beim quasi stationären Ausströmen erfolgt

im wesentlichen in zwei Beschleunigungszonen. Diese sind:

- im Stutzeneinlauf,

- im Bereich der Bruchöffnung •

Oer Nichtgleichgewichtszustand bildet sich im Stutzeneinlauf

aus, da dort die Phasenübergangsrate noch klein ist, weil

sich mit dem Void-Anteil die Phasenkontaktfläche erst aus­

bildet. Bei unterkühlten Anfangsbedingungen bleibt dieser

NicHtgleichgewichtszustand (auch beim Sm-Stutzen) fast unver­

ändert bis zur Bruchöffnung erhalten. Bei gesättigten Anfangs­

bedingungen stellt sich ca. 40 cm nach dem Stutzeneinlauf

wieder Gleichgewicht ein.

c) Die unter a) genannten Bedingungen werden besonders bei hoher

Anfangsunterkühlung erfüllt. Deshalb steigt der maximale Nicht­

gleichgewichtszustand mit zunehmender Anfangsunterkühlung.

Die maximale Unterschreitung des Gleichgewichtsdruckes (Sätti­

gungsdruck) beträgt bei 110 bar Anfangsdruck ca. 1.2% bei

gesättigtem Anfangszustand (T 31B-110-1) und ca. 6% bei 47 K

Unterkühlung (V 270-110-1). Bei den Sm-Stutzen ist der Nicht­
gleichgewichtszustand geringfügig kleiner.
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d) Die bei den HDR-Blowdown-Versuchen auftretenden stationären

Nichtgleichgewichtszustände sind aus folgenden Gründen als

gering zu bezeichnen:

_ Sie liegen an der Grenze meßtechnischer Nachweisbarkeit (not­

wendige Meßgenauigkeit bei der Temperatur: ~ 1%)
_ Eine Annäherung an den Gleichgewichtszustand durch Variation

des Nichtgleichgewichtsparameters bewirkt eine Massenstrom­

minderung von nur 2% - 3% •

e) Das Unterschwingen ist ein instationärer Nichtgleichgewichts­

effekt, der ebenfalls mit der Geschwindigkeit der Zustandsände­

rung zunimmt. Bei der einlaufenden Druckentlastungswelle hängt

die Zustandsänderung von der Bruchöffnungszeit und von der

Schallgeschwindigkeit ab. Da letztere mit steigender Temperatur

abnimmt, wird das Unterschwingen mit abnehmender Anfangsunter­

kühlung kleiner. Durch den Effekt setzt die Blowdown-Strömung

um einige Millisekunden verzögert ein. Die Rechnungen liefern

für den HDR-Versuch V 270-110-1 ein maximales Unterschwingen

von 14 bar in der Nähe der Bruchöffnung.

Mechanisches Nichtgleichgewicht (Schlupf):

Die Berücksichtigung des Schlupfes zwischen den Phasen ist nur

dann von Bedeutung, wenn der Massenanteil der Dampfphase ver­

gleichbar wird mit der Gesamtmasse. Bei kürzeren Stutzenlängen

(~ 5 m) ist das nur dann der Fall, wenn bereits zweiphasige

oder eventuell gesättigte Anfangsbedingungen vorliegen.

Für den 1m-Stutzen beim HDR ergibt sich selbst bei gesättigten

Anfangsbedingungen eine Massenstromminderung von nur 2.4%, wenn

Schlupf nicht berücksichtigt wird o

~~_2~_l_f!~fl~~_~~E_2!~!3~~~!~!~~f~~~f!~~E~!!~~_:_~2:fff~~!~

a) Ein Druckverlust im Stutzeneinlauf durch Wirbelbildung im

Totwassergebiet kann durch eine zweidimensionale Rechnung

mit relativ grober radialer Auflösung des Bruchstutzens

(3 Zylinderschalen) nicht nachgewiesen werden. Die Abweichun­

gen beim Druckverlauf und beim mittleren Massenstrom betragen

nur wenige Prozent gegenüber einer eindimensionalen Berech­

nung des Stutzens. Sofern nur diese Größen interessieren,

besteht daher keine Veranlassung, den Bruchstutzen zweidimen-
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sional ZU berechnen. Dies trifft in der Regel bei der Berech­

nung von Blowdown-Strömungen bei KUhlmittelverluststörfällen zu.

b) Der auf der stutzenachse senkrecht stehende Kernmantel beein­

flußt das Reflektionsverhalten der Druckentlastungswelle ent­

scheidend. Wegen der Bedeutung dieses Vorganges als tran si ente

Anfangsbedingung für die weitere Druckentlastung im Ringraum,

sollte der Übergangsbereich Stutzen-Ringraum entweder dreidimen­

sional -wie in FLUX- oder in rotationssymmetrischen Zylinder­

koordinaten modelliert werden. Bei der Modeliierung in kar­

tesischen Koordinaten ergibt sich ein stark abweichender Druck­

verlauf. Dies hat folgende Gründe:

- Der Kernmantel liegt in der Stutzenebene und wirkt nicht

als reflektierende Wand.

- Es fehlt im Einlaufbereich die Zuströmung aus der 3. Dimen­

sion. Daher werden dort zu geringe Querschnitte vorgetäuscht,

was nach der Bernoullischen Gleichung einen zu hohen Druck­

abfall verursacht.

c) Durch die zweidimensionale Rechnung kann gezeigt werden, daß

sich wegen der Strömungseinschnürung im Einlauf ein radiales

Void-Profil ausbildet. Der Dampfanteil ist dabei an der Rohr­

wand höher. Experimentell wurde dieser Effekt in /59,60,61/

nachgewiesen. Es kann weiter gezeigt werden, daß als Folge

davon eine radiale Änderung der Schallgeschwindigkeit eintritt,

wodurch letztlich auch die kritische Geschwindigkeit und der

kritische Massenstrom ein radiales Profil einnehmen.

Bei punktförmiger Messung des Massenstromes (z.B. Dragbody)

sollten deshalb wenigstens zwei Meßfühler über den Radius ver­

teilt werden.

Bei dem HDR-Versuch V 270-110-1 ist die Massenstromdichte im

Stutzenzentrum um 38% höher, in der Wandschicht um 20% niedri­

ger als der querschnittsgemittelte Wert.

a) Eine Erhöhung der absoluten Rohrrauhigkeit von 0.05 mm (gezo­

genes Stahlrohr) auf 3 mm vermindert den Massenstrom um nur

3.2% • Für die HDR-Experimente kann daher erwartet werden, daß

Unbestimmtheiten in der Rohrrauhigkeit wegen Rostablagerungen,

Ausspülungen und konstruktiv bedingter Absätze den Blowdown nur
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wenig beeinflussen.

b) Mit zunehmerrder Rohrrauhigkeit steigt der Druck im Stutzenein­

lauf, während der Druck an der Bruch~ffnung konstant bleibt o

Dadurch setzt die Verdampfung im Stutzeneinlauf erst zu späte­

ren Zeiten ein, wodurch die Ausbildung des radialen str~mungs­

profils ebenfalls zeitlich verschoben wird.

a) Eine Prallplatte vor der Bruchöffnung beeinflußt eine Blowdown­

Str~mung stromaufwärts von der Bruchöffnung weder in der in­

stationären Druckentlastungsphase noch in der quasistationären

Ausströmphase. Das gilt wenigstens für ein Abstand-Durchmesser­

Verhäl tnis a/D ~ 2 (HDR-Konstruktion).

b) Bei der Anstr~mung der Prallplatte tritt durch die Strömungsum­

lenkung eine starke Phasenseparation auf. Bei einer genaueren

Berechnung der Prallplattenbelastung sollten daher nur Modelle

verwendet werden, die Phasenseparation (Schlupf) zulassen.

Es wird empfohlen, geeignete Experimente zur Phasenseparation

bei Strömungsumlenkung durchzuführen.

Bei geringer Abweichung vom Gleichgewichtszustand kann der Aus­

str~mbereich ersetzt werden, indem der ~rtliche Sättigungsdruck

(eventuell vermindert um eine abgeschätzte Gleichgewichtsabwei­

chung) als Randbedingung an der Bruch~ffnung gesetzt wird.

Die Fehler bezüglich des Massenstromes und des Druckverlaufes

sind gering. Im Mündungsbereich sind die Fehler aber erheblich

(beim Void-Anteil bis zu 100%).

5.2 Empfehlungen zur Aufstellung von "best estimate"- Modellen

zur Berechnung von Blowdown-Strömungen

Für Rechenmodelle, die zur Vorausrechnung und Nachrechnung der HDR­

Experimente oder Kühlmittelverlustst~rfälleunter ähnlichen Bedin­

gungen vorgesehen sind, können folgende Empfehlungen ausgesprochen
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werden:

a) Die ModelIierung des thermodynamischen Nichtgleichgewichtes

ist erforderlich wegen des Unterschwingens der Druckentlastungs­

welle und wegen der Ausbildung eines stationären Nichtgleichge­

wichtes bei hoher Anfangsunterkühlung (> 50 K) oder bei kur­

zen Bruchstutzen « 1 m). Bei den HOR-Bedingungen ist der Ein­
fluß des stationären Nichtgleichgewichtes unwesentlich.

b) Die Berücksichtigung des Schlupfes zwischen den Phasen ist

nicht erforderlich, sofern nur kürzere Bruchstutzen « 5 m)

berechnet werden und die Anfangsbedingungen unterkühlt sind.

c) Es genügt ein einfaches Rohrreibmodell.

d) Die Stutzeneinlaufkonfiguration muß geometrisch richtig model­

liert werden, d.h. dreidimensional oder wenigstens in rota­

tionssymmetrischen Zylinderkoordinaten.

e) Der Bruchstutzen kann eindimensional berechnet werden.

f) Sofern nicht größere Abweichungen vom Gleichgewichtszustand zu

erwarten sind, kann als Randbedingung an der Bruchöffnung

folgende Näherung gesetzt werden:

Mündungsdruck = örtlicher Sättigungsdruck.

g) Die Abhängigkeit der Schallgeschwindigkeit vom Dampfanteil muß

berücksichtigt werden.
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5.3 Kritische Schlußbemerkungen

Das Programm DRIX-2D hat sich im gegenwärtigen Entwicklungs­

stand als brauchbares Mittel zur Durchführung von numerischen

Experimenten für Blowdown-Strömungen erwiesen. Für "Produktions­

rechnungen" sind noch gewisse Vereinfachungen des Modells mög­

lich und empfehlenswert (siehe 5.2). Oie Vereinfachungen, die

das Modell bereits enthält, beruhen im wesentlichen auf der

Annahme der adiabaten Strömung beim Blowdown. Diese Annahme ist

auch noch bei nicht wärmeisolierten und sehr langen Bruchstutzen

gerechtfertigt, wie sich leicht abschätzen läßt 1).

Gerade diese Annahmen schränken aber den Anwendungsbereich von

DRIX-20 unnötigerweise ein. So scheint es z.B. fraglich, ob das

Modell auch in der Flutphase eines Kühlmittelverluststörfalles

oder allgemein bei ähnlich gelagerten Problemen, wo nicht von

adiabater Prozeßführung ausgegangen werden kann, zufrieden­

stellende Ergebnisse liefert. Folgende Erweiterungen des Modells

scheinen daher wünschenswert:

a) Einführung einer 2. Energiegleichung für eine separate Phase.

Damit kann die sehr restriktive Bedingung der gleichen Phasen­

temperaturen entfallen.

b) Modeliierung des Wärmetransports durch Wärmeleitung und turbu­

lenten Massenaustausch im Fluid.

c) Modeliierung des Wärmeübergangs zwischen Fluid und Struktur.

d) Verfeinerung des Verdampfungsmodells unter Berücksichtigung

der Punkte b) und c).

e} Berücksichtigung von Phasenmischung bei Vorliegen von Void­

Gradienten infolge Turbulenz.

1) Eine Abschätzung nach den üblichen Methoden der Wärmeübertragung

/76/ liefert für ein nicht isoliertes Rohr von 0.25 m Außen­

durchmesser und einer Temperatur von 270°C einen Wärmeverlust

durch Abstrahlung und Naturkonvektion von 3.5 KW/m. Für Blow­

down-Strömungen mit Durchsätzen zwischen 1000 kg/s und 2000 kg/s

bedeutet dies eine Temperaturabnahme von wenigen Tausendstel Grad.



-123-

Beschränken wir uns noch einmal auf den Blowdown, so kann ab­

schließend festgestellt werden, daß im Sinne der in Abb.1.2 dar­

gestellten Graphik das DRIX-Modell aus dem Bereich der Zwei­

phasenproblematik und das dreidimensionale FLUX-Modell aus dem

Bereich der Fluid-Struktur-Kopplung in geeigneter Synthese eine

gute Grundlage für einen "best estimate" Code darstellen.
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V 270-110-1 V 290-110-1 V 270-110-5 V 290-110-5
t=50 ms t= 50 ms t=150 ms t=150 ms

p(4,3) = p(4,3) = p(4,3) = p(4,3) =Druck im Innen-
99.6 103.9 84.4 94.1raum

bar bar bar bar

Druck im Ring- p(4,5) = p(4,5) = p(4,5) = p(4,5) ==
raum 100.2 102.9 84.2 93.3

bar bar bar bar

Druck im Ring- p(4,7) = p(4,7) = p(4,7) = p(4,7) =
raum 87.3 94.2 75.5 87.3

bar bar bar bar

Druck an der p(4,22) = p(4,22) = p(4,58) = p(4,58) =
Bruchöffnung 48.9 54.4 48.2 50.4
innenseitig bar bar bar bar

Druck an der p(4,23) = p(4,23) = p(4,59) = p(4,59) =
Bruchöffnung 25.1 23.7 22.5 20.8
außenseitig

-

Void-Anteil an 8(4,22) = 8(4,22) = 8(4,58) = 8(4,58) =
der Bruchöffnung

0.25 0.53 0.30 0.60

Mittl. Geschwindk. V(i,22) = V(i,22) = V(i,58) = V(i,58) =
an der Bruchöff-

100 132 91 135nung
~uerschnittsmitte~ m/s m/s m/s m/s

Dampfgeschwindk. Vv (2,22) = Vv (2,22) = V (2,58)= V (2,58)=
der Bruch- v van

öffnung 133 171 124 175
[StutzenzentrumJ m/s m/s m/s m/s

Wassergeschwindk. VL(2,22) = VL(2,22) = VL(2,58)= VL(2,58)=
an der Bruch- 120 143 109 145öffnung

m/s m/s m/s m/s[StutzenzentrumJ

Mittl. Geschwindk. V(i,14) = V(i,14) = V(i,33)= V(i,33)=
in Rohrmitte

79 69 66 58
~uerschnittsmitte~ m/s m/s m/s m/s

Massenstrom m(i,19) = m(i,19)= m(i,56)= m(i,56)=
1854 1463 1527 1231

~uerschnittsmitte~ kg/s kg/s kg/s kg/s

Tabelle AO.1 Charakteristische Ergebnisse bei den Vorausrech­
nungen für den quasi stationären Strömungszustand
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1m-Stutzen 5m-Stutzen 5m-Stutzen

j AZ Z A Z Z j A Z Z

2 85.0 -99.7 85.0 -99.7 34 10.0 272.5
3 45.7 -34.6 45.2 -34.6 35 10.0 282.5
4 12.0 - 6.0 12.0 - 6.0 36 10.0 292.5
5 5.0 2.5 5.0 2.5 :37 10.0 302.5
6 5.0 7.5 5.0 7.5 .38 10.0 312.5
7 5.0 12.5 5.0 12.5 39 10.0 322.5
8 5.0 17.5 5.0 17.5 60 10.0 332.5
9 7.5 23.75 7.5 23.75 41 10.0 342.5

10 7.5 31.25 10.0 32.5 42 10.0 352.5
11 7.5 38.75 10.0 42.5 43 10.0 362.5
12 7.5 46.25 10. C 52.5 44 10.0 372.5
1 3 7.5 53.75 10.C 62.5 45 10.0 382.5 Ql

Ql Ql
392.5

..j.>
1 4 7.5 61.25 10.0 72.5 46 QJ 10.0 -l-l ..j.> -l-l

1 5 7.5 68.75 10.0 82.5 47 ..j.> 10.0 ..j.> ..j.> 402.5 ro
..j.> ro cu ...-i

16 7.5 76.25 10.0 92.5 48 cu 10.0 ...-i ...-i 412.5 a.
17 7.5 83.75 10.0 102.5 49 ...-i 10.0 a. a. 422.5

...-i

a. ...-i ...-i ...-i

18 7.5 91.25 10.0 112.5 50 ...-i 10.0 ...-i ...-i 432.5 cu
...-i cu cu ~

19 7.5 98.75 10.0 122.5 51 cu 10.0 ~ ~ 442.5 0-

20 7.5 106.25 10.0 132.5 52 ~ 10.0 0- 0.. 452.50- QJ

21 7.5 113.75 10.0 142.5 53 10.0 QJ ..j.> 462.5 c
-l-l C .,...j .c22 7.5 121.25 10.0 152.5 54 .,...j 10.0 .c E 472.5 0

23 10.0 130.0 10.0 162.5 55 E 10.0 0 482.5
24 20.0 145.0 10.0 172.5 56 10.0 492.5
25 40.0 175.0 10.0 182.5 57 10.0 502.5
26 80.0 235.0 10.0 192.5 58 10.0 512.5
27 10.0 202.5 59 10.0 10.0 522.5 522.5
28 10.0 212.5 60 10.0 20.0 532.5 537.5
29 10.0 222.5 61 10.0 40.0 542.5 567.5
30 10.0 232.5 62 10.0 BO.O 552.5 627.5
31 10.0 242.5 63 10.0 562.5
32 10.0 252.5 64 36.0 585.5
33 10.0 262.5

i· Ar r

2 3.33 1.66
3 . 3.33 5.00
4 3.33 8.33
5 5.00 12.50
6 7.50 18.75
7 11.25 28.125
8 16.87 42.185
9 25.31 63.275

10 37.97 94.195
11 56.95 141.655
12 85.43 212.845
1 3 128.14 319.630

Tabelle AO.2

Oie Koordinaten in den

Maschengittern

Maße in cm
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A1 Komplexe Charakteristiken

Treten bei einem System partieller Differentialgleichungen

nicht ausschließlich reelle Charakteristiken auf, so hat

dieses Gleichungssystem keinen hyperbolischen Charakter und

beschreibt kein Anfangswertproblem. In diesem Falle würde z.B.

die Ausbreitung einer Druckstörung auch von Randbedingungen

beeinflußt, noch bevor die Störung den betreffenden Rand er­

reicht hat. In 2.1.11 bleibt die Frage offen, ob dies in allen

Fällen zu einer nichtsachgemäßen Formulierung des Problems

führt. Dies wird hier weiter verfolgt.

Es soll zunächst gezeigt werden, daß für das homogene Modell

komplexe Charakteristiken nur dann auftreten, wenn

(;:)l < 0 wird. Wie in 2.1.11 gezeigt wird, ist dies z. B.

bei eine+ Zustandsänderung l während des Aufsiedens nach dem

Unterschwingen der Fall.

Das Gleichungssystem (2.1.1) bis (2.1.3) kann für den homo­

genen Fall (Vr = 0) eindimensional auch in unten angegebener

Matrizenform geschrieben werden. Die Energiegleichung

ist für den beabsichtigten Zweck nicht erforderlich. Sie

würde lediglich eine 4. Charakteristik ~~ = V liefern.

- C)
R.,· -:JZ + b (A1.1)

Dabei sind:

V 0 ~ " 0 0 0

Ri = 0 V ~v R.z.. =: 0 1 0 b
•

.=: r

V;'~)i 0 2·v·~ V 0 0
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()p 'Jp ~ (dA
Der örtliche Druckgradient Dz wird ersetzt durch ()z = ;}z • 'Ji)~.

(::)l ist die Ableitung des Druckes nach der Dichte bei der

tatsächlich ablaufenden Zustandsänderung ~ , über deren Be­

schaffenheit die Energiegleichung Auskunft gibt.

Berechnet man die charakteristischen Richtungen Al mittels

so erhält man:

v- v(:a'I
V I AJ =

Für Zustandsänderungen, für die (;f()r <0 gilt, werden also

zwei der charakteristischen Richtungen konjungiert komplex.

Im folgenden wird gezeigt, welche notwendigen Bedingungen erfüllt

sein müssen, dami t (~)~< ,0 werden kann.

Zur Berechnung der Schall ge schwindi gkei t Cne für Nichtgl ei chge­

wicht wird im Anhang A2 der totale DifferentialqUotient(~)iunter
Berücksichtigung des Phasenübergangs abgeleitet. Dieser Differen­

tialquotient ist eine Richtungsableitung entlang der tatsächlich

auftretenden Zustandsänderung l , die nicht notwendigerweise

isentrop sein muß.

(A 2.30 )

(Die Gleichungsnumerierung entspricht der des Anhangs A2)

Der erste Term in Gl.(A2.3) bzw. Gl.(A2.30) ist die Dichteände­

rung aufgrund der Druckänderung bei konstanter Dampfrnasse. Der

zweite Term ist die Dichteänderung aufgrund des Phasenübergangs bei

konstantem Druck. Vernachlässigt man den Phasenübergang indem man

1j{ in Gl.(A2.3) bzw. r in Gl.(A2.30) zu Null setzt, so ergibt
sich die gefrorene Approximation. Ein Ergebnis der gefrorenen

Approximation ist z.B. die gefrorene Schallgeschwindigkeit gemäß

Gl.(2.1.47).
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Da der 1. Term in Gl.(A2.30) immer g~ößer Null ist, kann (1:)~
nur dann kleiner Null werden, wenn g11t:

>
I)

Für alle Zustände unterhalb des kritischen Punktes gilt: (1--1;0 )<0
Außerdem gilt im gesamten Zweiphasenbereich und für überhitztes

Wasser: (1-()+ ~) > 0 (vgl. Gl.(2.1.8)).
Um die Ungleichung (A1.3) zu erfüllen, ist folglich gleiches

Vorzeichen von ti un d "rat notwendige aber ni cht hinreichende Be-

r ( . ~V) ( fLo )-J ·1- 8 + 11.° . 1 - f./

dingung.

Wie man sich leicht anhand des T-s -Diagrammes überzeugen kann,

haben bei annähernd isentroper Zustandsänderung dty6t und r für

Dampfmassenanteile X'< ~ entgegengesetztes Vorzeichen, da in

diesem Gebiet bei Oruckerhöhung Kondensation, bei Druckerniedri-

gung Verdampfung einsetzt. Im Gebiet X > ~ sind die Verhältnisse

genau umgekehrt. Der genaue Wert von ~ läßt sich aus einer Entro­

piebetrachtung ermitteln /43/. Aus dem T-s - Diagramm läßt sich

~ ~ 0.5 ablesen.

Also: [~f 0 r<;: ----. 0

•
0 ---. r:> 0

Jp
0

.
(A1.4)tF > ---- ,., ;> 0

tlp •

fit < 0 ~ r '< 0

Der zweite Term von Gl.(A2.3) bzw. Gl.(A2.30) bewirkt daher für

X < ~f eine Vergrößerung von ($)i und für X> X eine Verkl einerung

von(q)~ •
Für die Schallgeschwindigkeit Cnebedeutet dies:

für A
X<X

A
Ce ;> Cne ;> Cf'! für X > )(

Bei )(= ~ vertauschen al so di e Gl eichgewi chtsschall geschwindi g­

kei t Ce und die gefrorene Schallgeschwindigkei t 41' ihre Rolle

als untere- und obere Grenze ( vgl. Abb.A2.2 und Abb.A2.3).
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FUr Blowdown-Str~mungen, die bei einem KUhlmittelverlustst~rfall

"'"auftreten, sind nur Zustandsänderungen im Bereich X< X von Bedeu-

tung. Hier kann die notwendige Bedingung des gleichen Vorzeichens

von r und d~~ zur ErfUllung von GI.(A1.3) nur durch folgende,

in Abb.A1.1 dargestellte, Zustandsänderungen erfUllt werden:

1. Kondensation infolge starker Wärmesenken trotz Druckabsenkung

durch Volumenänderung (Zustandsänderung von 2 nach 1).

2. Verdampfung infolge starker Wärmequellen trotz Druckerh~hung

durch Volumenänderung (Zustandsänderung von 1 nach 2).

3. Druckerh~hung durch Aufsieden nach dem Unterschwingen.

Die letzten zwei Punkte unterscheiden sich nicht wesentlich. Beim

letzteren ist die Wärmequelle das Uberhitzte Wasser. Die ersten

zwei Zustandsänderungen sind nichtadiabat bezUglich des Phasenge­

misches. Die letzte Zustandsänderung ist aber nur bezUglich der

Einzelphasen nichtadiabat. Die Wärmeleitung spielt bei diesen Zu­

standsänderungen eine wesentliche Rolle.

Ganz allgemein läßt sich die notwendige und hinreichende Bedingung

zur ErfUllung von GI.( A1.3 ) in folgenden Satz fassen:

Der Di fferential quoti ent (f:)i wi rd dann kl einer Null, wenn di e

Dichteänderung aufgrund des PhasenUbergangs betragsmäßig gr~ßer

ist als die Dichteänderung durch Druckänderung und außerdem ent­

gegengesetztes Vorzeichen hat.

Zur exakten Beschreibung der in den Punkten 1-3 genannten Phäno­

mene wäre die EinfUhrung der Wärmeleitgleichung erforderlich; dann

sind aber nicht mehr ausschließlich reelle Charakteristiken zu er­

warten, da die .Wärmeleitgleichung parabolisch ist. Werden diese

Probleme einfacher (ohne Wärmeleitgleichung) modelliert, wie z.B.

das Nichtgleichgewichtsmodell in DRIX-2D, so sind komplexe Cha­

rakteristiken, die z.B. aus(~k<O resultieren, kein Zeichen fUr

nichtsachgemäße Modeliierung.

Die hier getroffene Feststellung Uber komplexe Charakteristiken

ist unabhängig von der in jUngerer Zeit entstandenen Diskussion

zu diesem Thema bei Zweiphasenmodellen zu werten o Nach /45,46,47/

treten unabhängig vom Nichtgleichgewichtszustand komplexe Charak~

teristiken dann auf, wenn den Phasen verschiedene Geschwindigkeiten
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aber nur ein gemeinsamer Druck zugeordnet werden. Dies ist offen­

bar tatsächlich auf die nichtsachgemäße Formulierung eines An­

fangswertproblems zurückzuführen /74/.

Komplexe Charakteristiken dieser Art konnten durch numerische Be­

rechnung der Eigenwerte des Gleichungssystems (2.1.1) bis (2.1.3)

für den eindimensionalen Fall nachgewiesen werden. Wie bei Gl.(A1.1)

wurde dabei die Energiegleichung weggelassen, die Relativge­

schwindigkeit aber berücksichtigt. Bei Rechnungen mit DRIX-2D

konnten diesbezüglich keine negativen Konsequenzen festgestellt

oder auf diesen Sachverhalt zurückgeführt werden.

T
K

5

Abb. A1.1
. dP

Zustandsänderung bei gleichem Vorzeichen von r und ~
A .

bei einem Dampfmassenanteil X< X (notwendige Bedin-

gung für(~)t<0) in einem schematischen T-s-Diagramm
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A2: Ableitung einer Schallgeschwindigkeit unter Berücksichtigung

von Nichtgleichgewichtszuständen für ein Zweiphasengemisch

Für alle in einern T-S-Diagramm vollziehbaren Gleichgewichtszu­

standsänderungen ~e läßt sich der Differentialquotient ('}f}re
berechnen oder als Differenzenquotient aus den Tabellenwerten

approximieren. Wie beim idealen Gas,wird häufig bei Schallwel­

len isentrope Zustandsänderung unterstell t und Ce =C als

Schallgeschwindigkeit für ein Zweiphasengemisch angegeben.

Wie in 2.1.8 erörtert wird, breiten sich Schall- oder Druck­

wellen im allgemeinen nicht mit dieser "Gleichgewichtsschall­

geschwindigke i t" aus. In Bere ichen -X< o.S, wo Druckerhöhung

(bei Wasser) zu Kondensation führt, bildet Ce eine untere

Grenze, in Bereichen X> O.C , wo Druckerhöhung zu Verdampfung

führt, bildet Ce die obere Grenze der möglichen Schallgeschwin­

digkeit. Das jeweils andere Extremum ist die gefrorene Schall­

geschwindigkeit, die sich ohne Berücksichtigung des Phasen­

übergangs ergibt. (vgl. Abb.A2.2, Abb. A2.3).

Im folgenden wird eine Schallgeschwindigkeit für Nichtgleich­

gewicht Cne unter Berücksichtigung einer endlichen Verdampfungs­

rate r abgeleitet. Die flüssige Phase wird dabei als inkom­

pressibel betrachtet. Größere Abweichungen der Dampfphase vorn

Sättigungszustand werden ausgeschlossen.

Eine Dichteänderung im Zweiphasengemisch wird bewirkt durch:

1. Druckänderung Ap (z.B. durch Belastung des Kolbens in Abb.

A2. 1)
•

2. Phasenübergang mit der Stärke r

~~~~~~~~~~"'-""" 6P..

fYl.-= mV +- mL., Ahh. A2 • 1 : Modellskizze zur

Ableitung einer Schall-
V= Vv r \{ geschwindigkeit für

~ = gv r ~L
Nichtgleichgewicht
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Wegen (A2.1 )

gilt für die Dichteänderung im Zweiphasengemisch entlang
einer beliebigen Zustandsänderung !:

bzw.

(A2.3)

Der erste Term in (A2.2) ist die Dichteänderung aufgrund der
Druckänderung alleine, der zweite Term ist die Dichteänderung
aufgrund des Phasenübergangs alleine. Vernachlässigt man den
Phasenübergang in (A2. 3), indem man ~;v =: 0 setz t, so ergibt

'sich die "gefrorene" Approximation. Ein Ergebnis dieser Approxi­
mation ist z.B. die gefrorene Schallgeschwindigkeit gemäß
GI. (2 • 1 • 47 ) •.

1. Berechnun efrorenen A roximation

(A2.4)

Die Ableitung der mikroskopischen Dampfdichte 9: .nach dem
Druck geschieht entlang der Sättigungslinie und nicht entlang

.einer Isentropen. Es wird angenommen, daß der Sattdampf den

Gesetzmäßigkeiten des idealen Gases genügt:

P=
o~

fv · c~st (A2.5)
Der Polytropenexponent ~ kann als konstant vorausgesetzt werden.

liefert:Die Differentiation von

(- OJlv)Man betrachte zur Berechnung von b/~ m" das Beispiel

in Abb.A2.1. Eine Volumenänderung wird bei inkompressibler
Wasserphase und ausgeschlossenem Phasenübergang nur durch
eine Volumenänderung der Dampfphase bewirkt.



· -150-

Also:

dV = ~\Iv

Vv mv-- SV"

OVV - mv
;)S'V

o-- S'vo~

V - tn v- -9v

Dv ::::: .... /H'fv
dS'v-fvl.

(A2.8)

(A2.10)

(A2.11)

Setzt man (A2.9) und (A2.11) wegen (A2.7) gleich, so erhält

gewinnt man aus der Definitions-

man:

--

Die Ableitung von

gleichung für ~:

(;:f
(~)mv

-- (A2.12)

(A2.13)

1- (A2.14)

(A2.15)

Der Kehrwert von (A2.12) liefert:

--

Damit ergibt sich aus (A2.14), (A2.15) und (A2.16):

,,0 ( ~4 )
'1- 9: 1- C7

(A2.17)

und entsprechend (A2.4):

(
0~) _
dP -n1v -

(A2.18)
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Die gefrorene Schallgeschwindigkeit ist dann

2. Berechnun des Phasenüber an sterms

(A2.20)

(A2.21)

Für das Gesamtvolumen gilt:

v ::
In (A2. 22) sind mund it konstant. Außerdem ist beip=konst

o
wegen (A2.5) auch fv konstant. Die Differentiation von (A2.22)

liefert daher:

(
dV)
D,nvlf =:.

(A2.23)

(A2.2~eingesetztin (A2.21) ergibt:

1-e+(if)
V
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(~:v)p läßt sich analog zu (A2.13) bis (A2.15)

berechnen, wobei sich wegen

vereinfacht zu:

Gleichung (A2.15)

(A2.25)

Damit erhält man:

(A2.26)

('J~) _
\9H1v P -

und mit (A2.20) und (A2.24):
9",

A - <9+ "W
V

~o

· (/f - f;) (A2.27)

dmv und dt in (A2.1) sind vollständige Differentiale. Aus

(A2.1) gewinnt man deshalb unmittelbar:

dmv
dp -- (A2.28)

Damit erhält man mit(A2.28) und (A2.27) den Phasenübergangs­

term von (A2.3):

( 9~)' . d/WIv = r -(A-Sr .f~)(,,_ :~) (A2.29)
·9mvp dp * ~

Mit (A2.18) und(A2.29) gemäß (A2.3) ergibt sich der totale

Differentialquotient für die ablaufende Zustandsänderung;;::

(A2.30)

Für die Schallgeschwindigkeit für Nichtgleichgewicht Cne
erhält man definitionsgemäß:

-tz
Cne ~~(:; la' = [C:r~ f ~ . (1-e~ ~)(1- ;~:g (A2.31)
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Dampfmassenanteil x -

0,6

0,4

0,2

Abb. A2.2 Gefrorene Schallgeschwindigkeit eH
und Gleichgewichtsschallgeschwindigkeit Ce

bei p = 10 bar als obere und untere Grenze

der möglichen Schallgeschwindigkeit in Ab­

hängigkeit vom Dampfmassenanteil

4

0,4

0,2

o-l--.---"""""'==:;::;;:::::::====---,--,,-----....-----+-----+O
10 1Ö 10-2 10-

1
0,5 \0

Dampfmassenanteil x -

Abb. A2.3 Gefrorene Schallgeschwindigkeit Cf~ und

Gleichgewichtsschallgeschwindigkeit Ce bei

p = 100 bar als obere und untere Grenze der

möglichen Schallgeschwindigkeit in Abhängig­

keit vom Dampfmassenanteil
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A3: Eingabeparameter

Es werden die zur Reproduktion der Vorausrechnungen wichtigen

Eingabeparameter aufgelistet:

Parameter PL1-Name Bedeutung

E. h y S 1 k a 1 i s c h

l :: 1 [- ] CYL Zylinderkoordinaten

- :::: 0 [~ GR,GZ Erdbeschleunigung
~

2·/z/D - S:-IO-4l [- ] K D doppelter Wert der relativen....
Rohrrauhigkeit

N - .-fOf [",-3] N Anzahl der Bläs~hen bzw.
Tröpfchen pro m

?e - {,Ol [-] KAPPA Polytropenexponent für ge-
sättigten Dampf

~ - 0.166 f-J GAMMA0 Nichtgleichgewichtspara--
meter

n u m e r 1 s c h

Llt =' .2-10-S eS] DELT Zeitschritt

E. - S'·10... 3 f-] EPSI Abbruchkriterium-
G1 - 0- 10...3 [-] EPSI1 "

Cl. ,f'1(rlf [-] EPSI2 "-
ci.. - -1 f-J ALPHA } Donor-Cell-

~
. :::: 0 r-J BETA Wichtung explizit

0<..i 1 c-] ALPHA] } Donor-Cell--
pi - 0 [-1 BETAI Wichtung implizit-
W ~ 1 (- J OMG überrelaxationsfaktor
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A4: Einfluß der Ortsdiskretisierung

Die Rechnung für V 270-110-1 wurde weitere 3 mal wiederholt

und zwar mit den Maschengittern A, Bund D (Abb.A4.1). Das

Maschengitter C ist das Standardgitter. Die Maschenlängen im

Stutzen werden dabei zwischen 5 cm und 20 cm variiert. Die Ab­

weichungen in den Druckverläufen bzw. in den Massenströmen

sind in Abb.A4.2 bzw. Abb.A4.3 dargestellt. Die Rechnung mit

dem gröbsten Maschengitter (A) weist sowohl bei den Drücken

als auch beim Massenstrom noch eine beachtliche Abweichung

auf (beim Massenstrom bis 13%). Bei den Maschengittern B, C

und D sind die Abweichungen nur noch gering. Dies deutet auf

ein stark konvergentes Verhalten hin, was zur Folge hat, daß

eine Verfeinerung des Maschengitters ab einen gewissen Wert

keine Genauigkeitssteigerung mehr bringt, andererseits aber

zu große Maschenweiten zu stark anwachsenden Fehlern führen.

Der Einfluß der Zeitdiskretisierung wurde nicht untersucht.

Erfahrungen aus anderen Rechnungen zeigen aber, daß hier ein

ähnlich konvergentes Verhalten vorliegt / 57 /. Die Gefahr

großer Diskretisierungsfehler wegen zu großer Zeitschritte

ist geringer als bei der Ortsdiskretisierung, da aus Stabili­

tätsgründen einer Vergrößerung des Zeitschrittes sehr schnell

Grenzen gesetzt sind.

Abb. A4.1 Variation der

Maschenweite bei V 270-110-1.

_P(~). -+HII-­

_J:'lhW.

P(4,14)---

P(4,6)

offenes Ende

17

'6
15

c
14- GI

ON

13 - ::>

12 Vi

'1

'0

Maschengitter : A 8

Maschenweite : 20 10

eist Standardgitter

C
7.5

o
5

Maße in cm
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100

80

P(4,6)

::......_-.,..,/(.1"'._.'_'._'._.'.'

PI4,'4)

_.. - ~" ...........

P(4,221

Maschenweite

--- - 5.0 cm

-- 7.5 cm (Standa,dwe,t)

_._.- '0.0 cm
_ .. _ .. - 20.0 cm

o L--....---..,.----,...---..,..----.---3'":'"o---3::'::5~---:+40::-----:-4':"5---:5:':'0
o 5 10 15 20 25 Zeit Im.)

Abb. A4.2 Druckverläufe im Stutzen bei Verwendung unter­

schiedlicher Maschenweiten. Die Maschenindi­

zierung bezieht sich auf das Standardgitter.

Bei den anderen Gittern wurde innerhalb der

entsprechenden Maschen linear interpoliert
(vgl.Abb. A4.1).

250

gemittelter Massenstrom

. -"-.. -"-"---'-"- .. -

Maschenweite

---- 5.0 cm

-- 7.5 cm (S1andardwert)

_ .. _- 20.0 cm

01.f.
0
----.,...----,T"'0-----..'5---..2-0---2...5---3...0-----r35--~4'":"0---4:':5-----;:-::50

Zeit (m.)

Abb. A4.3 Der querschnittsgemittelte Massenstrom bei

Verwendung unterschiedlicher Maschenweiten

bei V 270-110-1

Ort: 11,25 cm vor der Mündung (vgl.Abb. A4.1)
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A5: Massenintegralcheck

Während des Ausströmvorganges muß folgende Massenbilanz er­

füllt bleiben:
t
f ,,;,. dt -

-/:::0

~o. vfes - fff f(e) clV
V,E'S

(A5.1)

Diese Gleichung wird für Versuch V290 -110-5 überprüft. Als

Integrationsbereich wird der gesamte Zeitbereich mit t=150 ms

herangezogen. Die Integration des Massenstromes erfolgt mit

der Tangentenregel unter Verwendung von 750 StützsteIlen.

(Jeder 10. Zeitschritt). Das Volumenintegral wird ausgedrückt

durch:

Ir! f{t:) ~
V,es

wobei

2., 3. ,;fJ.. " i = ~ I

.r, 6 -(3 i i= 8,5..... 58 ,

Das Ergebnis ist:

Vqes = 70. 6e m 3 i

1~J
-' I.j.

D • "V - s: 1990 • 10 k, "'t-1St> - d
~~ t

Iit I ~ oIt 411 Raf~ \Ic,t$ - JJ) ft:tf;($c' dv = ,2.21- Ie: " := d
Vges t-o

Die Abnahme der Masse im Gesamtsystem ist also um ca. 32%
größer als die ausgeströmte Masse. Man muß dabei aber berück­

sichtigen, daß die ausgeströmte Masse nur ca.0.3% von der

Gesamtmasse ausmacht. Der Fehler tritt mit Sicherheit auf der

rechten Seite der Gleichung (A5.1) auf,da die Masse im System

für jeden Zeitpunkt n+1 aus dem Zeitpunkt n berechnet wird

und sich dadurch die Fehler addieren können. Da die Diffe­

renzengleichung für die Massenerhaltung konservativ formuliert

ist, kommen nur Rundungsfehler in Frage.Bezogen auf die Gesamt­

masse beträgt der numerisch verursachte Massendefekt 0.11%
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in 150 ms Problemzeit. Dieser Massendefekt tritt allein

durch die Rechnung auf und müßte auch bei einern geschlossenen

System ohne Ausströmung erwartet werden!

Nicht zu übersehende Konsequenzen hat dieser Massendefekt auf
2

den dadurch erzeugten Druckabfall , der entsprechend tip == CL. ·6'
für das berechnete Beispiel ca. 6 bar beträgt.

Da die Rechnungen mit einfacher Rechengenauigkeit ( 6 Dezi­

malstellen) durchgeführt werden, muß pro Zeitschritt mit einern

Rundungsfehler von 10- 6 gerechnet werden. Bei 7500 Rechenzyklen

kann dieser Fehler im ungünstigsten Falle auf 7.5.10- 3 anwachsen.

Daß der tatsächliche Rundungsfehler mit 1.1.10- 3 darunter liegt,

verdankt man dem Umstand, daß sich die Rundungsfehler zum Teil

gegenseitig aufheben.

Es empfiehlt sich also, bei Berechnungen von Druckabbausystemen

cen möglichen Rundungsfehler vorab abzuschätzen und gegebenen­

falls mit doppelter Rechengenauigkeit zu arbeiten. Dies scheint

jedenfalls dann wichtig zu sein, wenn nicht nur Druckdifferenzen,

sondern auch dem absoluten Systemdruck Bedeutung beigemessen

wird.

Extrembeispiel:

Behälter:

Medium:

·Ausströmung:

3V,:, 1m I

Wasser,

•m=O

f = ,,(000 /tt/lYl, CL::: 1()()O m/s

Bei der zeitlichen Integration der Massenerhaltungsgleichung

kann bei einfacher Rechengenauigkeit (IBM) pro Ze{tschritt ein

maximaler Rundungsfehler von Ii';= ± 10-3 kJ/wl auftreten.

Bei 100 Zeitschritten:

damit: = i 1 bqr

Beim Druck ist damit der maximal mögliche Rundungsfehler bereits
nach 100 Integrationsschritte + 100%.
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A6 Ableitung einer Gleichung zur Abschätzung maximaler

Nichtgleichgewichtszustände bei stationärer Strömung

mit Hilfe des Verdampfungsmodells vonDRIX-2D.

Es wird eine Gleichung abgeleitet,mit der es möglich ist, maxi­

male Nichtgleichgewichtszustände bei beschleunigten Zweiphasen­

strömungen abzuschätzen. Die für die Einstellung eines Nicht­

gleichgewichtszustandes wesentlichen Parameter werden aus der

Gleichung ebenfalls ersichtlich.

Wegen der vielfältigen Nichtlinearitäten ist eine analytische

Behandlung des Problems nur unter folgenden Annahmen möglich:

a) konstante Temperatur

b) konstanter Void-Anteil

Die Annahme b) bedeutet eine starke Einschränkung, da gerade

bei beschleunigter Strömung der Void-Anteil stark zunimmt. Das

Ergebnis der zu entwickelnden Gleichung ist also als Größen­

ordnungswert für typische Strömungszustände (insbesondere Void­

Anteile) zu verstehen.

Wir beginnen mit der Kontinuitätsgleichung für die Dampfphase

in eindimensionaler Schreibweise. In Verbindung mit dem Ver­
dampfungsmodell GI. (2.1.29) ergibt sich:

=
.
r =

Ein Maß für den Nichtgleichgewichtszustand ist (~vscd - fv)
Hierfür wird eine neue Variable eingeführt:

A~v =

=

l'vsat - fv

(A6.3)
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Bei der Differentiation von (A6.2) werden obige Annahmen

a) und b) berücksichtigt.

() ~In A6.1 wird fv und '8z mit Hilfe von (A6.2) und (A6,,3)
substituiert. Da nur stationäre Strömung betrachtet wird ent-

fäll t C)~v • Es verbleibt:
at

nach Umstellung:

\I. () 4 '?V
v dZ ==

9VrClt
Vv

GJv- -1Jz

Bevor wir weiter verfahren, wird noch auf folgendes hingewiesen:

Für die Kontaktfläche Ak gil t:

(A6.6)

\

(vergl. Gl.(2.1.8) und GI.(2.1.12))

Würde man den Zusammenhang AK(e) in einer linearisierten Form

um eine Stelle 8=9x darstellen, wäre eine Lösung von (A6.5)
eventuell möglich,aber sehr aufwendig. Wir verzichten darauf

und entwickeln eine Näherungsgleichung für maximales A~v bei

konstantem Void-Anteil.

Erreicht der Nichtgleichgewichtszustand ~~v einen Extremwert

dann gilt:

= o
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Damit aus (A6. 5):

'?vsat
fb . RK • -vr;

C> Vv
~

(A6.S)

Wir ersetzen die Dichtedifferenz .1.fv ",cU( durch eine Druckdifferenz

Der Index ne steht für Nichtgleichgewicht.

A ,?"max

(~)T erhält man durch Differentiation der Zustandsgleichung
GI. (2 . 1 . 19) .

Außerdem ergibt sich aus Gl.(2.1.19) für ~Vsat:

Psat . e
(3e-1) Iv (A6.10)

Nach Einsetzen von (A6.10) und (A6.9) in (A6.S) verbleibt als
dimensionslose Druckabweichung für den maximalen Nichtgleich­

gewichtszustand:

1+
1

In (A6.11)wurde noch berücksichtigt, daß für Blowdown-Strömungen

aus dem unterkühlten Anfangszustand bis in unmittelbare Mündungs-
nähe gilt: \/, N V JVv c>V

V- i oz:- ~ 7J"Z •
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