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Kurzfassung

Im Rahmen dieser Arbeit wird ein mit iiberkritischem Wasser gekiihlter Druckwasser-
reaktor (SDWR) konzipiert und beziiglich seiner Wirtschaftlichkeit, Effizienz und techni-
schen Machbarkeit untersucht. Der Schwerpunkt liegt dabei auf der Entwicklung der dazu
notwendigen Auslegungs- und Analysemethoden. Im SDWR, soll {iberkritisches Wasser
bei einem Systemdruck von 25 MPa als Kiihlmittel im Primérkreislauf Verwendung fin-
den. Die Aufheizung im Reaktorkern erfolgt ausgehend von einer Eintrittstemperatur von
280 °C auf eine Kernaustrittstemperatur von 380 °C und liegt damit wesentlich héher
als bei heutigen Druckwasserreaktoren (DWR). Wie in der Arbeit gezeigt wird, bewirkt
die Verwendung von iiberkritischem Wasser mit den beschriebenen Parametern Vortei-
le beziiglich Effizienz und Wirtschaftlichkeit und zeigt aufgrund der besonderen Physik
des Kiihlmittels positive Sicherheitseigenschaften, da kritische Phénomene der Zweipha-
senstromung (z.B. Siedekrise) ausgeschlossen sind. Im Gegenzug ergibt sich durch die
hohe Aufheizung des Kiihlmittels im Kern ein starker Dichteunterschied zwischen Ein-
und Austritt des Kerns und motiviert so zur Verwendung eines komplizierten Brenn-
elements mit getrennten Moderator- und Kiihlmittelkanilen in Gegenstréomung. Dieser
Umstand verlangt nach einer neuen Kernauslegungsmethode, welche eine detaillierte Be-
riicksichtigung der komplizierten Brennelementgeometrie ermdoglicht und gleichzeitig die
thermohydraulisch-neutronische Kopplung der Reaktorphysik beriicksichtigt. Eine sol-
che Methode wurde durch eine Verkniipfung des kommerziellen Neutronikprogramms
MCNP5 mit einer modifizierten Version des Thermohydraulikprogramms STAFAS ent-
wickelt und auf den SDWR-Reaktorkern angewendet. Dabei konnte neben Leistungs-,
Massenstrom- und Temperaturverteilung auch das thermisch héchst belastete Brenn-
element ermittelt werden, welches in nachfolgenden Unterkanalanalysen genauer unter-
sucht wurde. Der so genannte Unterkanalansatz, der dabei Anwendung findet, zeichnet
sich durch eine wesentlich detaillierte raumliche Auflésung aus und erlaubt somit die
Berechnung von lokalen, sicherheitsrelevanten Daten wie Kiihlmittel-, Brennstoff- und
Hiillrohrtemperaturen. Voraussetzung fiir die Unterkanalanalyse ist die Kenntnis der in-
dividuellen Leistungsverteilung der einzelnen Brennstibe im heifsesten Brennelement. Die
dazu notwendige Interpolationsmethode zur Berechnung der lokalen Leistung aus der ver-
gleichsweise groben Kernberechnung ist ebenfalls Gegenstand der Arbeit. Dariiber hinaus
benotigt die Unterkanalsimulation entsprechend des dabei gelosten Satzes von volume-
trisch gemittelten Gleichungen verschiedene thermohydraulische Modelle. Aufgrund der
speziellen Physik des iiberkritischen Wassers und der komplexen Brennelementgeometrie,
existieren fiir diesen Stromungsfall keinerlei experimentell validierte Unterkanalmodelle,
wie sie beispielsweise zur Beriicksichtigung von Druckverlust, Querstromung und turbu-
lenter Durchmischung verwendet werden miissen. Aus diesem Grund wurden im Rah-
men der Arbeit fundierte dreidimensionale CFD-Untersuchungen (RANS / URANS) der
Kiihlmittelstromung im Stabbiindel mit dem kommerziellen Programm Star-CD durch-
gefiithrt. Die CFD-Ergebnisse wurden zunichst anhand experimenteller Korrelationen va-
lidiert und anschliefend fiir die Erstellung von neuen Modellen fiir die Unterkanalanalyse
verwendet.



Abstract

Analyses of a Supercritical Water Cooled Pressurized Water Reactor

A Supercritical Water Cooled Pressurized Water Reactor (SDWR) has been investigated
in terms of technical feasibility, efficiency and economic features. In this context the main
focus of this work is on the development of suitable methods for the different analysis
steps. The SDWR reactor concept includes a primary coolant loop with water under su-
percritical pressure conditions (system pressure 25 MPa) and a heat up in the reactor core
from 280 °C up to 380 °C. Due to these relatively high thermodynamic conditions the
SDWR provides considerable advantages in the area of efficiency and economy compared
to conventional pressurized water reactors. Additionally the physics of the supercritical
water (single phase flow) shall result in favourable safety features because unwanted two-
phase flow phenomena like DNB and Dry-Out are excluded. On the other hand the high
heat up of the coolant leads to a rather large coolant density change between the inlet and
the outlet of the core. This requires the use of a complicated fuel assembly design with
separated channels for the counter current flow of coolant and moderator in the reactor
core. This complicated design and the strong property change of the supercritical water
in the core give rise to the development of an new coupled thermal hydraulic - neutronic
core calculation method. Therefore the neutronic code MCNP5 and a modified version
of the thermal hydraulics code STAFAS have been coupled and successfully applied on
the reactor core of the SDWR. As a result characteristic data like the distribution of
power, temperature and coolant mass flow in the core has been evaluated assembly wise.
Additionally the hottest fuel assembly in the core has been determined for a subsequent
sub channel analyses which provides a more detailed spatial resolution. This allows the
determination of local safety-relevant data e.g. fuel, cladding and coolant temperatures.
Furthermore this work includes the implementation of a new method for the interpolation
of the detailed pin wise power distribution from the rather coarse core calculations which
is need as an input for the sub channel analyses. In the sub channel approach a volume-
averaged set of transport equations is solved. Thus, local thermal hydraulic phenomena
which occur within the averaging volume (e.g. pressure loss due to friction, fluid mixing
due to turbulence) have to be considered by additional models. In general such models
are strongly dependant on the flow case and do not exist for the given fluid properties
and the complicated sub channel geometry. For this reason extensive CFD calculations
(RANS / URANS) of the coolant flow in rod bundles have been done with the com-
mercial programm Star-CD. The CFD results have been validated against experimental
correlations and suitable models for the sub channel approach have been evaluated.
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1 Einleitung

1.1 Motivation

Zunehmender technischer Fortschritt und steigende Bevolkerungszahlen werden in den
nachsten Jahren zu einer stark ansteigenden Nachfrage nach Energie auf der Erde fiih-
ren. Um dieser Herausforderung zu begegnen, wird weltweit an den unterschiedlichsten
Projekten geforscht und entwickelt. Diese haben zum Ziel, die Energieversorgung der
Zukunft zu gestalten. Dabei ist klar, dass die einzelnen Lénder unterschiedliche Stra-
tegien entsprechend ihrer Ressourcenlage entwickeln miissen. Fiir die Bundesrepublik
Deutschland liegt dabei die Zukunft in der auch heute schon gegebenen Diversifizierung
der Primérenergietrager, dem sogenannten Energiemix. Die gegenwirtige Verteilung der
Primérenergiequellen in Deutschland ist in Abb. 1.1 dargestellt.
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Abbildung 1.1: Aufschliisselung von Primérenergie und Stromerzeugung nach Quellen
[BRD, 2006].

Es zeigt sich, dass der grofte Teil des Primérenergiebedarfs nach wie vor iiber fossi-
le Energietriger gedeckt wird, wobei der Mineralolanteil auf Grund des Kraftfahrzeug-
verkehrs dominiert. Relevant fiir den Kontext dieser Arbeit ist speziell die Erzeugung
elektrischer Energie. Auch hier ist die Abhingigkeit der Stromerzeugung von fossilen
Brennstoffen wie Erdgas, Steinkohle und Braunkohle mit einem Gesamtanteil von ca.
60% grofs. Angesichts der aktuellen Diskussion um COgy-neutrale Energieerzeugungsfor-
men und der Endlichkeit der fossilen Ressourcen wird klar, dass eine Umschichtung auf
andere Technologien stattfinden muss. Dabei spielen Faktoren wie Umweltvertriglichkeit,
CO9-Neutralitat, Nachhaltigkeit, Effizienz, Wirtschaftlichkeit und Sicherheit aber auch
Grundlastfihigkeit und Verfiigharkeit eine wichtige Rolle. Die regenerativen Energiequel-
len wie Windkraft, Solartechnik, Biomasse oder auch Geothermie eignen sich entweder
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aufgrund ihrer schwankende Verfiigbarkeit nicht zur Absicherung der elektrischen Grund-
last oder stehen technologisch noch am Anfang ihrer Entwicklung, so dass ein Einsatz in
grofilem Mafstab noch relativ weit in der Zukunft liegt. Eine Ausnahme stellt die Wasser-
kraft dar, die zwar alle genannten Anforderungen erfiillt, deren wirtschaftlich nutzbaren
Potentiale aber in Europa zum groften Teil (ca. 97% [43]) bereits ausgeschopft sind.

Mit der Kerntechnik hingegen steht eine Technologie zur Verfiigung, die sich seit mehreren
Jahrzehnten weltweit zuverlissig im Einsatz befindet. Die Vorteile der Kerntechnik erge-
ben sich aus der weitgehend CO9-neutralen Energieerzeugung, der hohen Verfiigbarkeit,
der hohen Versorgungssicherheit mit Kernbrennstoffen und der hohen Wirtschaftlichkeit.
Letzteres leitet sich u.a. aus der Tatsache ab, dass die Stromgestehungskosten in einem
Kernkraftwerk zum grofsen Teil aus den betriebsunabhingigen Kapitalkosten entstehen.
Dadurch ergibt sich eine relative Unabhénigkeit der Stromgestehungskosten vom Preis
des Kernbrennstoffs (Uranpreis geht nur mit ca. 14% in die Stromgestehungskosten ein)
und somit ein relativ konstanter Strompreis, der weniger stark von den Brennstoffpreisen
abhéngig ist, wie es bei der Verstromung von Kohle und Gas der Fall ist.

Vor dem gegebenen Hintergrund sollte in der Bundesrepublik Deutschland und weltweit
an der Kerntechnik festgehalten und die Erforschung und Entwicklung fortschrittlicher
Reaktorkonzepte vorangetrieben werden.
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1.2 Stand von Forschung und Entwicklung

Im Jahr 2000 wurde eine aus 13 Teilnehmerstaaten bestehende Forschungskooperation
gegriindet um die Entwicklung fortschrittlicher Reaktorsysteme zu férdern und zu ko-
ordinieren. Hierfiir wurden insgesamt 6 aussichtsreiche Reaktorsysteme ausgewidhlt und
zur weiteren Erforschung empfohlen. Unter diesen befinden sich auch die mit iiberkriti-
schem Wasser gekiihlten thermischen Leichtwasserreaktoren (Supercritical Water Cooled
Reactor SCWR). Als Beispiel wurde das in Abb. 1.2 abgebildete Konzept mit einem Di-
rektkreislauf und einer Aufheizung des Kiihlmittels auf 500°C bei einem Druck von 25
MPa im Reaktor vorgeschlagen. Die Entwicklungsziele der als ,Generation IV* (GEN-IV)
bezeichneten Forschungsinitiative gehen dabei in Richtung von:
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Abbildung 1.2: Prinzipskizze des im Rahmen des GEN-IV vorgeschlagenen Supercritical Wa-

ter Cooled Reactor-Konzepts (SCWR) mit Direktkreislauf und einer Kiihlmittelaufheizung auf
500°C Kernaustrittstemperatur.
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Reaktorkonzepte mit iiberkritischem Wasser

Der Startschuss zur Entwicklung der ersten iiberkritischen Leichtwasserreaktoren fiel je-
doch nicht erst mit der Griindung von GEN-IV | sondern wurde schon in den spéten fiinfzi-
ger Jahren begonnen (Oka [64]). Dabei tat sich die US-amerikanische Firma Westinghouse
in den Jahren 1957 - 1968 mit der Untersuchung von drei unterschiedlichen Reaktor-
konzepten hervor. Beim ersten 1957 veroffentlichten ,Supercritical pressure water cooled
Reactors® (SCR) Konzept handelt es sich um einen relativ kleinen Reaktor mit einer Leis-
tung von 21,1 MW. Dieser wurde in drei unterschiedlichen Ausfiihrungen untersucht: als
Direktkreislauf (Turbinendampf direkt aus dem Reaktor), als gedrosselter Direktkreislauf
und als Zweikreislauf (Turbinendampf aus zwischengeschaltetem Dampferzeuger). Bei al-
len drei Ausfithrungen handelte es sich um wassermoderierte Druckréohrenreaktoren, die
mit einem thermischem Neutronenspektrum betrieben wurden und auf einem einheitli-
chen BE-Design basierten.

Ein thermisches Neutronenspektrum bedeutet, dass die Spaltungen im Reaktor vorzugs-
weise durch Neutronen geringer kinetischer Energie verursacht werden, die sich im thermi-
schen Gleichgewicht mit ihrer Umgebung befinden. Damit es geniigend solcher Neutronen
im Reaktor gibt, wird ein so genannter Moderator bendétigt, der die bei der Spaltung ent-
stehenden schnellen Neutronen durch Abbremsen ins thermische Gleichgewicht bringt.
Uber diesen Mechanismus sind Moderation und Leistungsentwicklung im thermischen
Reaktor stets miteinander gekoppelt. Wird in einem Reaktor Wasser als Moderator und
Kiihlmittel zugleich verwendet, entstehen daraus sowohl Vorteile als auch Nachteile. Von
Vorteil ist, dass die Dichte von Wasser bei steigender Temperatur fillt (Abb. 1.3) und sich
dadurch weniger Moderator im Reaktor befindet. Dadurch werden die Neutronen weniger
moderiert und die im Kern erzeugte Warmeleistung sinkt. Dieser Selbstregelungseffekt ist
eines der Hauptargumente fiir diese Art von Reaktor. Umgekehrt ergibt sich aus diesem
Effekt aber auch ein Problem, da das Wasser als Kiihlmittel mit niedriger Temperatur
und hoher Dichte unten in den Kern eintritt und oben mit hoher Temperatur und niedri-
ger Dichte wieder austritt. Dadurch entsteht eine inhomogenen Moderation im Kern und
infolgedessen auch eine inhomogene Leistungserzeugung.

Ein ganz dhnliches Problem ergab sich beim SCR. Die Notwendigkeit einer zusitzli-
chen Moderation im Kern ergab sich hier durch die durchweg geringe Dichte des heifsen
Kiihlmittels. Die Losung war die Verwendung von zwei getrennten Wasserkreisldufen fiir
Moderatorwasser und Kiihlwasser. Beim Brennelement (BE) des SCR handelt es sich
um ein hexagonal angeordnetes 7-Stabbiindel in einer thermisch isolierten Druckréhre.
Die Aufheizung im Kern erfolgt zwischen 460 °C auf 537 °C und findet dabei bei einem
Systemdruck 27,9 MPa oberhalb der pseudo-kritischen Temperatur 7,, = 395 °C statt.
Der Moderator erhitzt sich dagegen bei seinem Kerndurchlauf nur von 250 °C auf 268 °C
und kann so aufgrund seiner relativ hohen Dichte die Neutronen effektiv moderieren. Ein
weiteres Konzept mit dem Namen SCOTT-R [95] wurde von Westinghouse ab 1962 entwi-
ckelt. Es wurde gleichfalls ein thermischer Druckrohrenreaktor mit einem Direktkreislauf
entworfen. Als Moderator wurde hierbei die Option Graphit untersucht, da dieses seine
Dichte mit der Temperatur kaum &ndert und so zu einer entsprechend konstanteren Mo-
deration und Leistungsentfaltung fiihrt. Parallel dazu wurde ebenfalls von Westinghouse
der SC-PWR [110] untersucht. Im Gegensatz zu den bisher erwihnten Konzepten war dies
kein Druckrohrenreaktor sondern ein Konzept mit Reaktordruckbehélter (RDB) und ei-



1.2 Stand von Forschung und Entwicklung 5

nem offenen Stabbiindel ohne Késten als BE, wie es in heutigen Druckwasserreaktoren
(DWR) iiblich ist. Nahezu zeitgleich wurde in den USA bis 1959 das ,Supercritical Pres-
sure Power Reactor“-Konzept durch die Firma General Electric (GE) untersucht [25]. Es
war als Druckrohrenreaktor mit vierfachem Durchlauf des Kiihlmittels durch den Kern
konzipiert. Dabei wurde das Kiihlmittel im Reaktorkern bei einem mittleren Druck von
37,9 MPa ausgehend von einer Kerneintrittstemperatur von 273 °C auf 621 °C aufgeheizt.

Gegen Ende der sechziger Jahre wurde die Forschung an den Reaktoren mit iiberkri-
tischem Wasser eingestellt, weil diese sie sich nicht gegen die damals konkurrierenden
Druck- und Siedewasserreaktorkonzepte durchsetzen konnten. Die Griinde hierfiir lagen
meist bei der oftmals hoheren technischen Komplexitit der {iberkritischen Systeme und
des damit verbunden Kostenaufwands fiir Entwicklung, Konstruktion und Bau der Anla-
gen. Zusitzlich erwartete man Schwierigkeiten durch die hohen Driicke und Temperaturen
im Reaktorkern.
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Abbildung 1.3: Dichte und Wérmekapazitdt bei einem Druck von 25 MPa. Daten von Wagner
und Kruse [107].

In den neunziger Jahren wurden die Idee des mit iiberkritischem Wasser gekiihlten und
moderierten Reaktors zeitgleich in Russland (B500SKDI-Konzept, Kuchatov Institut,
1992) und Japan (SCLWR-Konzept, Universitit Tokyo, 1992) erneut aufgegriffen. Der
japanische Ansatz sieht ein Konzept mit Reaktordruckbehélter und Direktkreislauf vor,
welches den aktuellen Siedewassereaktoren sehr &dhnlich ist. Das {iberkritische Wasser mit
einem Druck von 25 MPa wird dabei im Kern von 280 °C auf 500 °C erhitzt. Die hohen
Kernaustrittstemperaturen (KKAT) fiihren zu einer starken Vereinfachung des Anlagen-
konzepts durch die Einsparung von Wasserabscheidern, Dampftrocknern und Rezirkula-
tionspumpen u.a. und damit zu einer spiirbaren Verringerung der projektierten Anlagen-
kosten (Oka [65]). Gerade durch die hohe Aufheizung in einem einzigen Kerndurchlauf
ergeben sich hohe Dichteunterschiede fiir das gleichzeitig als Moderator fungierende Kiihl-
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wasser (vgl. Abb. 1.3). Wie schon erwéhnt ergibt sich somit eine grofte Inhomogenitét der
Moderation und damit der Leistungsentwicklung iiber die axiale Héhe des Reaktorkerns.
Um diesem Effekt entgegen zu wirken, wurden unterschiedliche Vorschldge mit dem Zweck
der zusétzlich Moderation der oberen Kernbereiche erarbeitet (Wasser, Feststoffe). Durch-
setzen konnte sich das Konzept von Dobashi et al. [19], 1998 mit abwértsstromendem
Wasser in zuséitzlichen Moderatorkanélen in hexagonalen BE. Ein Wechsel zu einem neu-
en quadratischen BE-Design mit 36 Moderatorkésten wurde 2001 aufgrund zu hoher ra-
dialer Heikkanalfaktoren durch Yamaji [113] vorgeschlagen. Basierend auf diesem Design
wurden 2003 ebenfalls von Yamaji [114] eine gekoppelte thermohydraulisch-neutronische
Kernberechnungen mit einem deterministischen Neutronik-Programm durchgefiihrt. Die
Ergebnisse zeigten zu hohe Temperaturen im Kern und fiihrten zu einem verbesserten
Kernkonzept, bei dem das Kiihlmittel in zwei Durchldufen durch den Kern aufgeheizt
wird. Fiir dieses Design fiihrten Kamei et al. [42] gekoppelte Kernberechnungen mit dem
deterministischen Neutronikcode SRAC (Japan Atomic Energy Research Institute, JAE-
RI) und dem thermohydraulischen Code SPROD (Universitéit Tokyo) durch. Die Bere-
chung mit SARC umfassten neben stationiren Analysen unter anderem eine Abbrandsi-
mulation des gesamten Kerns wihrend eines Beladezyklus. Auf der thermohydraulischen
Seite wurde jedes der BE als eindimensionaler Stromungskanal mit thermischer Kopplung
an die Wasserkésten betrachtet. Bei den durchgefiihrten Berechnungen wurde besonderes
Augenmerk auf die die Entwicklung der sicherheitstechnisch relevanten Grofsen wie z.B.
die Formfaktoren der Leistung oder die Hiillrohr- und Kernaustrittstemperatur wahrend
des Abbrandzykluses gelegt. Eine detaillierte Auflosung der Kiihlmittelstromung auf Un-
terkanalebene wurde von Yamaji et al. [115] durchgefiihrt. Die dazu bendétigten lokalen
Daten wie z.B. die Leistungsverteilung der Stibe im BE wurden aus der Ganzkernrech-
nung interpoliert. Durch die Untersuchung wurde eine unerwartet starke Inhomogenitit
in der Temperatur- und Massenstromverteilung des Kiihlmittels und in der Verteilung der
Hiillrohrtemperatur festgestellt. Dies zeigte die Notwendigkeit einer detaillierten Analy-
se der BE. Dies gilt in besonderem Mafe fiir BE gilt, die in der Kernberechnung grofse
Leistungsgradienten bzw. hohe mittlere KAT aufweisen.

Das japanische SCLWR-Konzept und das BE-Design von [114] war auch die Grundla-
ge einer Machbarkeitsstudie die vom US-Department of Energy (DOE) initiiert und von
verschieden amerikanischen Institutionen (Idaho National Labratory (INL), Westinghou-
se etc.) durchgefithrt wurde (Abschlussbericht [48]). Zur thermohydraulischen Analyse
des Konzepts wurden Parameterstudien fiir den Kern und ein einzelnes BE mit dem
Thermohydraulik Programm VIPRE-W durchgefiihrt. Zielsetzung war dabei zunéchst
die Erweiterung des Codes auf iiberkritische Kiihlmittel und die Erstellung eines ther-
mohydraulischen Kernmodells zur spiteren Kopplung mit Neutronikprogrammen. Der
Einfluss des thermisch gekoppelten abwértsstromenden Moderatorwassers wurde nicht
im Kernmodell beriicksichtigt. Fiir die thermohydraulischen Detailanalysen des BE be-
schriankte man sich auf die Abschédtzung von verschieden Leistungsprofilen ohne eine
Kopplung mit der Neutronik zu realisieren. Im Gegenzug wurden die neutronische Ana-
lysen des BE unter Abschétzung einer Temperatur- und Dichteverteilung des Kiihlmittels
im BE durchgefiihrt. Hierfiir wurde der probabilistische Neutronikcode MCNP und der
Abbrandcode ORIGEN2 benutzt. Wéhrend der Untersuchung stand die Berechnungen
der sicherheitsrelevanten Reaktivititskoeffizienten fiir Dichte und Temperatur sowie die
Gestaltung eines Steuerstabdesigns mit einer wirksamen Abschaltung des Systems im
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Mittelpunkt. Der Abschlussbericht dieser Studie [48| hebt zusétzlich die Bedeutung der
Heifkanalfaktoren bei Systemen mit hoher Kernaustrittstemperatur hervor (vgl. Kap.
A.1) und zieht aus diesem Grund beziiglich der Machbarkeit dieses Konzepts negative
Schliisse.

Das Konzept eines mit iiberkritischem Wasser gekiihlten Reaktors wird in Europa seit
2000 unter dem Namen ,High Performance Light Water Reactor* (HPLWR) untersucht.
Die erste Designstufe des HPLWR sah einen Leichtwasser moderierten, thermischen Re-
aktorkern vor, in dem das aufwirts stromende Kiihlmittel von 280 auf 500 °C aufgeheizt
wird. Um die Probleme der inhomogenen Moderation aufgrund des hohen Dichtegradien-
ten im Kern zu kompensieren, wurde auch hier auf ein Konzept mit zusitzlichem, abwarts
stromendem Moderatorwasser gesetzt. Entsprechend dieser Vorgabe entwickelte Hofmeis-
ter et al. |32] ein quadratisches BE (Abb. 1.4) mit zentralem Wasserkasten, welcher von
insgesamt 40 Brennstibe in zwei Reihen umgeben wird.

B Moderator

Moderatorkésten [ Kihimittel Unterkanéle

Moderatorspalte

Brennelementkasten
\ (

Brennelementbiindel Brennelement

Abbildung 1.4: BE-Design nach Hofmeister et al. [32] mit abwérts stromendem Moderator und
aufwirts stromendem Kiihlmittel.

Diese Anordnung wird von einem weiteren Kasten umschlossen, der den Strémungsbe-
reich des Kiihlmittels abschlieftt. Aufgrund der Anordnung der BE im Kern mit einem
Abstand von 10 mm ergibt sich in den Spalten zwischen den BE ein weiterer Stromungs-
bereich. Sowohl hier als auch im zentralen Wasserkasten (Moderatorkasten) befindet sich
abwirts stromendes Moderatorwasser mit dem Zweck die Moderation im Kern und da-
mit die Leistung zu homogenisieren. Ein erster konstruktiver Vorschlag zur komplizierten
Handhabung von kaltem Moderatorwasser und heiffem Kiihlmittel ober- und unterhalb
des Kerns wird ebenfalls in [33] beschrieben. Unter den gegebenen Randbedingungen
erstellten Fischer et al. |23] ein Designkonzept fiir den Reaktordruckbehélter mit den
dazu gehorenden Kerneinbauten. Dabei wurde besonders auf eine Isolierung des RDB
von dem ca. 500 °C heifen Dampf Wert gelegt. Fiir das BE-Design wurden erste ge-
koppelte thermohydraulische-neutronische Rechnungen von Waata ([33]) durchgefiihrt.
Dabei wurde ein 1/8 Ausschnitt des BE mit dem Neutronikprogramm MCNPX und mit
dem von Cheng [18] entwickelten Unterkanalprogramm STAFAS berechnet. Besonderes
Augenmerk wurde bei den Simulationen auf die Homogenitit der Aufheizung im Quer-
schnitt und auf die axiale Leistungsverteilung im Kern gelegt. Die Moderatorstromung
im Spalt und in den Moderatorkisten wurde dabei durch Wérmeleitung thermisch an das
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Kiihlmittel in den Unterkanédlen gekoppelt. Zusétzlich erlaubte die Implementierung eines
Brennstabmodells in STAFAS die Evaluierung der Hiillrohrtemperaturen fiir den berech-
neten Fall. Eine Beriicksichtigung der Leistungsgradienten im Kern durch die endlichen
Kerngeometrie sowie durch unterschiedlichen U-235 Anreicherungen im Kern konnten
durch diese Berechung nicht beriicksichtigt werden.

Grundgedanke des SDWR (Super DruckWasserReaktor) - Konzepts

Eine Revision der bis 2006 erstellten Arbeiten zum HPLWR in Schulenberg und Starf-
linger [79] legte den Fokus auf die schon von amerikanischer Seite betonten Heifkanal-
faktoren. Als Konsequenz ergab sich im wesentlichen die Schluffolgerung, dass die hohe
Autheizung des Kiihlmittels auf 500 °C im HPLWR, nur durch mehrere Kerndurchlau-
fe mit dazwischen liegender Vermischung realisierbar ist. Dies ergibt sich auch aus dem
in Abb. 1.5 gezeigten Diagramm in dem die maximalen Kernaustrittstemperatur (KAT)
iiber die mittlere KAT aufgetragen ist. Fiir die gezeigte Kurve wurden die im Anhang A.1
gezeigten Daten mit einem geschitzten Heifkanalfaktor von 1,98, eine Kerneintrittstem-
peratur von 280 °C, einem Systemdruck von 25 MPa sowie ein einmaliger Durchlauf des
Kiihlmittels durch den Kern zugrunde gelegt. Fiir den HPLWR resultiert eine maximale
KAT von ca. knapp unter 1200 °C.

Pseudo-kritische Temperatur

1 384 °C
200 -

Maximale Kernaustrittstemperatur [°C]

O T I T I T I T I T I:l I T I T I T I T I T
280 300 320 340 360 380 400 420 440 460 480 500

Mittlere Kernaustrittstemperatur [°C]

Abbildung 1.5: Maximale Kernaustrittstemperaturen berechnet durch Heiftkanalfaktoranalyse
bei einem Druck von 25 MPa und einer Kerneintrittstemperatur von 280 °C bei einstufiger
Autheizung

Zusitzlich zeigt sich aus der Darstellung in Abb. 1.5, dass bei einer mittlerer KAT unter-
halb des pseudo-kritischen Temperatur von 384 °C die Heifskanalanalyse nur einen gerin-
gen Anstieg der maximalen KAT ergibt. Dieses Verhalten ist auf den Verlauf der spezifi-
schen Warmespeicherkapazitit zuriickzufiihren, welche im Bereich des pseudo-kritischen
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Punkts ein ausgeprigtes Maximum aufweist (vgl. Abb. 1.3) und somit Leistungsexkur-
sionen des Reaktors hervorragend dampft. Dies ist der Grundgedanken, der zu dem in
dieser Arbeit vorgestellten und untersuchten SDWR-Konzept (SDWR) fiihrt.

Abgesehen von den erwarteten Vorteilen durch die Wahl eines Betriebspunkts von 380 °C
bei einem Druck von 25 MPa birgt die Verwendung von iiberkritischem Wasser als Kiihl-
mittel den Vorteil, dass die isobare Aufheizkurve nicht mehr durch das 2-Phasengebiet
verlauft, d.h. das Kiihlmedium ist stets einphasig und Siedephinome treten nicht auf.
Man verspricht sich davon vor allem, dass das Auftreten sicherheitsrelevanter Effekte der
2-Phasenstromung wie das Filmsieden (Departure of Nucleate Boiling, DNB) oder das
Austrocknen der Hiillrohre (Dry Out) physikalisch ausgeschlossen ist. Vor allem der DNB
ist bei gegenwirtigen Leichtwasserreaktoren ein bekanntes und gefiirchtetes Phinomen.
Es tritt auf, wenn eine gewisse kritische Heizleistung auf der Hiillrohrfliche iiberschrit-
ten wird und sich dadurch ein ortsfestes Dampfpolster bilden kann. Dieses Dampfpolster
schirmt die zu kiihlende Hiillrohrwand vom noch fliissigen Medium in der Mitte des Kiihl-
mittelkanals ab und bewirkt dadurch einen starken Anstieg der Hiillrohrtemperatur bis
zum Durchbrennen des Stabes. Zwar treten auch bei der einphasig tiberkritischen Kiihl-
mittelstromung aufgrund der starken Stoffgradienten um den pseudo-kritischen Punkt
dhnliche Phénomene auf, fithren in der Regel aber zu einem geringeren Anstieg der Hiill-
rohrtemperatur. Die genauen Mechanismen des Heat Transfer Deterioration (HTD) ge-
nannte Phinomens sind noch nicht vollstdndig verstanden und gegenwirtig Gegenstand
intensiver Forschung.

Dariiber hinaus sind auch wirtschaftliche Vorteile beim Betrieb einer solchen Anlage
zu erwarten, weil aufgrund der signifikant hoheren KAT von 380 °C ein besserer Wir-
kungsgrad zu erwarten ist (vgl. ca. 320 °C KAT beim EPR). Aufgrund der gewihlten
Kiihlmitteleintrittstemperatur von 280 °C ergibt sich zudem eine Vergroferung der Auf-
heizspanne im Kern auf 100 °C. Dadurch muss zum Transport der selben Menge Energie
durch das Kiihlmittel ein wesentlich kleinerer Kiihlmittelmassenstrom verwendet werden.
Dies sollte zu kleineren Anlagenkomponenten (Pumpen, Rohrleitungen etc.) und damit
ebenfalls zu einer verbesserten Wirtschaftlichkeit fiithren. Zur Uberpriifung der erwarteten
Verbesserung miissen grundlegende Untersuchungen durchgefiihrt, die eine Festlegung der
Eckdaten des Konzepts (Anlagenschema, Massenstrome etc.) sowie eine erste Berechnung
der thermodynamischen Abldufe und des Wirkungsgrads umfassen.

Gekoppelte thermohydraulisch-neutronische Kernberechnung

Fiir weiterfiihrende Analysen des SDWR sind vor allem die Vorgénge im Reaktorkern von
Bedeutung. Die bereits erwidhnte Steigerung der Aufheizung im Kern gegeniiber aktuel-
len Siede- und Druckwasserreaktorsystemen wird auch eine relativ starke Anderung der
Dichte iiber die Kernhéhe um den Faktor 1,7 mit sich bringen. Dadurch, dass die Effek-
tivitdt der Neutronenmoderation und damit die nuklear erzeugte Leistung direkt von der
Dichteverteilung des Wassers abhéngt, muss diese in einer sorgfiltige Analyse des Reak-
torkerns beriicksichtigt werden. Im Allgemeinen wird das durch Kopplung von Neutronik-
mit Thermohydraulikprogrammen realisiert. Dabei berechnet das Neutronikprogramm
die Energiefreisetzung durch die nukleare Kettenreaktion und das Thermohydraulikpro-
gramm die dadurch erzielte Aufheizung des Wasserinventars im Kern. Beispiele fiir ge-
koppelte Programmsysteme, die bereits zur Untersuchung von Leichtwasserreaktoren mit



10 Einleitung

iiberkritischen Wasser eingesetzt wurden, sind die schon erwédhnten Programme MCN-
PX/STAFAS [106] zur Untersuchung eines HPLWR-Brennelements und SARC/SPROD
[42] zur Berechnung des SCLWR-Kerns. Dariiber hinaus wurde das am FZK entwickelte
deterministische Neutronikprogramm KAPROS/KARBUS mit dem bekannten eindimen-
sionalen Thermohydraulikprogramm RELAP5 gekoppelt, um damit Rechnungen fiir das
BE-Design von [19] durch zufiihren und die Ergebnisse mit MCNP Ergebnisse zu validie-
ren [12]. Fiir das gleiche BE-Design testen auch Rimpault et al. |73] das Thermohydrau-
likprogramm FLICA mit dem Hintergrund einer spéteren Kopplung. Am ungarischen
Kernforschungszentrum KFKI wird die Kopplung des deterministischen Programms KA-
RATE mit dem japanischen SPROD zur Berechnung von verschiedenen BE-Designs [73]
und fiir Kernberechnungen getestet [53]. In der Arbeit von Mori [58] wurde der Monte-
Carlo Code MCNPX an das einfache Thermohydraulikprogramm MXN gekoppelt und
zur Analyse von Leistungsverteilung, Kritikalitat und Reaktivitdtskoeffizienten fiir einen
im schnellen Neutronenspektrum betriebenen ,Supercritical Water Fast Reactor (SCFR)
verwendet.

Im Rahmen dieser Arbeit wird eine Kopplung des kommerziellen Neutronikprogramms
MCNP5 mit einem passenden Thermohydraulikprogramm erstellt und fiir eine Analy-
se des SDWR-Konzepts verwendet. Da kein passender Thermohydraulikcode fiir diese
Anwendung verfiigbar ist, muss ein solcher auf Basis des am IKET verfiigharen Unter-
kanalprogramms STAFAS erstellt werden. Dabei muss vor allem der grofen Anzahl an
Stromungskanélen mit aufwérts und abwérts gerichteter Stromung Rechnung getragen
werden. Dariiber hinaus muss zur Erzeugung einer homogenen Austrittstemperatur der
Kiihlmittelmassenstrom in den einzelnen BE an die jeweilige BE-Leistung angepasst wer-
den. Dies wird durch die Auslegung von Drosselstellen (z.B. Blenden) am Eintritt der BE
erreicht. Ziel der gekoppelten Kernberechnung fiir eine neues Reaktorkonzept ist neben
dem Test der Methode die Ermittlung von stationdren Daten fiir:

e Leistungsprofile in axiale und radiale Richtung im Kern.

Formfaktoren der Leistung fiir eine detailliertere Heifkanalanalyse.

Ermittlung des heiflesten und kritischsten BE zur weiteren Untersuchung.

Neutronenflussverteilung im Kern zur anschliefenden Interpolation der lokalen Stab-
leistung fiir das kritische BE.

Bewertung des SDWR-Konzepts und des BE-Designs.

Unterkanalanalyse kritischer Brennelemente

Nicht alle relevanten Daten eines neuen Reaktorkonzepts lassen sich aus der relativ grob
auflésenden Kernberechnung ermitteln. Werte fiir Hiillrohrtemperaturen, Brennstofftem-
peraturen und andere sicherheitsrelevante Parameter lassen sich nur durch eine detaillier-
te Analyse ausgewdhlter BE des Kerns bestimmen. Das bedeutet fiir den Berechnungs-
ansatz, dass im Gegensatz zur Kernsimulation nicht mehr alle Unterkanile eines BE
homogenisiert werden diirfen, sondern dass jeder Unterkanal als eigener eindimensiona-
ler Stromungskanal modelliert werden muss (vgl. Abb. 1.4). Basis der Unterkanalanalyse
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ist ein Satz von volumetrisch gemittelten Erhaltungsgleichungen fiir parallel verlaufen-
de und untereinander iiber schmale Spalte verbundene Stromungskanile. Dabei werden
Effekte, die innerhalb dieser Zellen auftreten nur durch entsprechende Modelle und Kor-
relationen beriicksichtigt statt explizit mitberechnet zu werden. Einige Beispiele sind die
turbulente Vermischung zwischen Kanélen, Druckverlust bei Querstrémung, Druckver-
luste in Stromungsrichtung durch Reibung oder Abstandshalter, Warmeiibertragung an
der Wand (vgl. Kap. 2.2). Im Vergleich zur thermohydraulischen Simulation im Rah-
men einer Kernberechnung, erlaubt der rdumlich feiner auflosende Unterkanalansatz die
Bestimmung wichtiger lokaler Daten im simulierten BE. Zur Durchfiihrung dieser Rech-
nungen ist am IKET das schon erwdhnte STAFAS verfiighar und kann nach kleineren
Modifikationen verwendet werden.

Ziel der Analyse ist die Ermittlung von lokalen Daten innerhalb des heifsesten BE unter
realistischen Reaktorbedingungen. Letzteres bedeutet, dass die durch die Kernberech-
nung ermittelte Verteilung der Leistung, des Neutronenflusses und des Kiihlmittelmas-
senstroms als Randbedingung fiir die Detailanalyse dienen. Dabei ist besonders die lokale
Stableistung innerhalb des BE nicht direkt aus der Kernsimulation bestimmbar, sondern
muss durch ein noch zu entwickelndes Interpolationsverfahren berechnet werden.

Verwendung von CFD in der Reaktorauslegung

Der Unterkanalansatz mit volumetrisch gemittelten Erhaltungsgleichungen und diver-
sen Modellen zur Beriicksichtigung einzelner Stromungsphinomene ist Ansatzpunkt fiir
eine noch detailliertere Berechnung der Strémung in den Unterkanilen mit CFD (Com-
putational Fluid Dynamics). In diesem Zusammenhang wurden schon die Modelle fiir
turbulente Durchmischung, Druckverlust und Wiarmeiibergang genannt. Die dabei in der
Unterkanalanalyse verwendeten Modellkoeffizienten stammen haufig aus Korrelationen,
die in der Vergangenheit fiir spezifische Geometrien und Strémungsbedingungen empi-
risch ermittelt wurden. Fiir die Auslegung von neuen Reaktortypen wie dem SDWR,
miissen die fiir Druck- und Siedewasserreaktoren zulissigen Korrelationen iiberpriift wer-
den. Dabei unterscheiden sich die BE der neuen Reaktorgeneration nicht nur in Bezug auf
wesentlich kleinere p/d-Verhéltnisse (Verhéltnis aus Stababstand p und Stabdurchmesser
d) und durch geinderte Stoffeigenschaften sondern z. B. auch in der groferen Anzahl an
Abstandshaltern (Himmel [31]), die zu Druckdifferenzen zwischen den Unterkanélen und
damit zu groferen Querstromungen fithren konnen.

Die Standardmethode zur Bestimmung und Validierung solcher Modelle ist die Durch-
fiihrung von Experimenten an skalierten Geometrien und unter moglichst realistischen
Reaktorbedingungen. Aufgrund des hohen Drucks und der hohen Temperaturen sind sol-
che Experimente fiir iiberkritisches Wasser allerdings teuer und aufwendig, so dass der
Bedarf an alternativen Methoden existiert. Die numerische Berechnung der Stromung im
Brennstabbiindel mit CFD (Computational Fluid Dynamics) ist dabei sicherlich eine der
aussichtsreichsten Methoden. Dabei wird der Fluidraum der Kiihlmittelstromung mit
einem feinen Gitter aus Rechenzellen vernetzt, und die Stromungsvariablen Geschwin-
digkeit, Druck und Temperatur durch numerische Losung der Erhaltungsgleichungen von
Impuls, Energie und Masse in jeder Zellen lokal bestimmt. Die rdumliche Auflésung ist
dabei im Gegensatz zu den zuvor beschriebenen Methoden wesentlich genauer.
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Trotz allem verwendet auch diese Methode zur Beriicksichtigung mikroskopischer und
stochastischer Vorgénge (z.B. Turbulenz) Modelle, die sich aufgrund des komplexen Stro-
mungscharakters im Stabbiindel stdndig in der Weiterentwicklung und Testphase befin-
den. Die in dieser Arbeit durchgefiihrte detailliert CFD-Analyse soll anhand einer charak-
teristischen Geometrie die Moglichkeiten der Methode zur Bestimmung und Verifikation
wichtiger Koeffizienten der Unterkanalmodelle evaluieren. Dazu miissen die wesentlichen
Phinomene der Biindelstromung korrekt wiedergegeben werden. Eine Ubersicht iiber die
relevanten Arbeiten zu diesem Thema wird in der folgenden Literaturiibersicht gegeben.

Druckverlust bei Axialstromung im Biindel

Der Druckverlust im Stabbiindel wird in der Literatur hiufig iiber die Bestimmung ei-
nes Druckverlustkoeffizienten beriicksichtigt und unter Verwendung eines hydraulischen
Durchmessers dj, auf den Druckverlust von Rohren bezogen. Die Richtigkeit letzterer An-
nahme wurde durch Analysen von Deissler in verschiedenen Arbeiten bestitigt (Tong
[92]). Bekannte Korrelationen fiir die Berechnung von Druckverlustkoeffizienten in hy-
draulisch glatten Rohren sind die von Blasius [10] fiir den Reynoldszahlenbereich 2300 <
Re < 30000 und die von McAdams [55] fiir hohere Reynoldszahlen 30000 < Re < 1000000.
Um die Einfliisse der Stabbiindelgeometrie genauer zu untersuchen, haben Presser [70]
Experimente zum Druckverlust in parallel angestromten Stabbiindeln durchgefiihrt. Da-
bei wurde eine Korrelation fiir Reynoldszahlen 50000 < Re < 500000 entwickelt, die
auch einen Korrekturfaktor fiir unterschiedliche p/d-Verhiltnisse beinhaltet. Einen theo-
retischen Ansatz zur Bestimmung des axialen Druckverlustkoeffizienten hat Rehme |71]
entwickelt. Mit diesem ist es moglich turbulente Verlustkoeffizienten fiir verschieden Geo-
metrien unter Zuhilfenahme einiger Geometriefaktoren zu ermitteln. Diese Methode wur-
de unter anderem von Cheng und Todreas angewendet, um Korrelationen fiir Eck-, Rand-
und Zentralkanéle im BE zu berechnen [89]. Fiir den in dieser Arbeit berechneten Fall sind
die Ergebnisse von Marek et al. [54| interessant, die auf Basis eigener Experimente eine
Korrekturformel fiir den Verlustkoeffizienten fiir Stabbiindel in quadratischer Anordnung
entwickelt haben. Sie gilt fiir verschiedene p/d-Verhiltnisse und in einem Reynoldszahlen
Bereich 10000 < Re < 300000.

Der Fall von Druckverlust von Stromungen mit iiberkritischem Wasser wurde in der
ehemaligen Sowjetunion im Rahmen der Forschung fiir {iberkritische Druckrohrenreak-
toren experimentell behandelt. Obwohl die meisten Arbeiten sich vorrangig mit dem
Thema Warmeiibergang beschéftigen wurde meistens auch der Druckverlust von beheiz-
ten Rohren untersucht. Die vorhandene Literatur wurde von Cheng und Schulenberg
[17] und Lowenberg [51] gesichtet und zusammengefasst. Grundlegende Arbeiten wur-
den von Filonenko [21] fiir die isotherme Stromung von Wasser in Rohren durchgefiihrt.
Dabei wurde eine Wérmeiibergangskorrelation etabliert, die auch von nachfolgenden Ar-
beiten mit iiberkritischem Wasser (z.B. Petukhov et al. [67]) empfohlen wird. Popov
[69] hat durch Vergleiche mit seinen Experimenten einen Korrekturfaktor fiir beheiz-
te Stromung entwickelt. Dabei wurden die Einfliisse der beheizten Wand durch Dichte-
bzw. Viskositatsverhéltnisse zwischen Wand und Kernstromung korreliert. Nachfolgend
hat [69] diesen Korrekturfaktor durch theoretische Analysen fiir iiberkritisches Wasser
nochmals vereinfachen konnen. Die gleichen Verhéltnisse der Fluideigenschaften, aber
mit anderen Koeffizienten, wurden durch Petrov und Popov [66] mit Experimenten an
gekiihltem iiberkritischem COs9 validiert. Zusétzlich lies sich der isotherme Fall mit Fi-
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lonenkos Druckverlustformel gut wiedergeben. Die jiingst von Grabezhnaya und Kirillov
[26] durchgefiihrten Experimente mit tiberkritischem Wasser in beheizten Rohren konn-
ten diese Ergebnisse nochmals bestétigen [69]. Ein kurzer Vergleich der erwihnten und
verfiigharen Korrelationen zur Berechnung des Druckverlustkoeffizienten fiir die axiale
Stromung findet sich in Kapitel 2.2.3 dieser Arbeit.

Druckverlust bei Querstromung im Biindel

Die ersten experimentellen Untersuchungen mit guter Dokumentation und Datengrund-
lage zum Thema Druckverlust von quer angestromten Rohrbiindeln wurden in den 30iger
Jahren von Brandt [11], Grimson [27] und Jakob [40] an verschieden Biindel in versetzter
und fluchtender Anordnung untersucht. Hauptunterschied zwischen den dabei erstellten
Korrelationen ist dabei die Wahl unterschiedlicher Bezugsgréfsen sowie die Wahl unter-
schiedlicher Definitionen der Reynoldszahl.

Durch Definition eines volumetrischen Durchmessers d,, und durch Einfiihrung der Langs-
und Querteilung (p; und p,) als Korrekturfaktoren fiir den Druckverlustbeiwert haben
Gunter und Shaw [28] erstmals eine allgemeine Korrelation fiir verschieden Biindelanord-
nungen gefunden. Als Basis fiir ihre Untersuchung haben sie bis dahin bekannte experi-
mentelle Daten zusammengefasst und zur Validierung ihrer Korrelation benutzt. Ham-
meke et al. [29] haben vor allem Experimente im hohen Reynoldszahlenbereich mit Luft
und CO9 durchgefiihrt. Dabei fanden sie, dass ab einer gewissen Reynoldszahl Rey,.;
der Reibungsbeiwert fiir Stabbiindel in fluchtender Anordnung konstant bleibt. Spéter
haben Zukauskas et al. [15] auf Basis eigener Experimente eine ganze Reihe von Daten
in Form von Diagrammen verdffentlicht, wobei sie allerdings auf die Erstellung von Kor-
relationen verzichtet haben. Die Experimente wurden mit verschiedenen Fluiden (Luft,
Wasser und Ol) durchgefiihrt und decken einen weiten Bereich von Reynoldszahlen und
p/d-Verhéltnissen ab.
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Abbildung 1.6: Querdruckverlustkoeffizient Cj;, fiir verschiedene p/d-Verhéltnisse in Abhéngig-
keit der lateralen Reynolds-Zahl (Definition fiir Re vgl. Gl. A.3) nach Gaddis und Gnielinski
[24].
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Einen guten Uberblick iiber die Druckverlustphinomene und deren Unterteilung in Rei-
bungsverluste und Formverluste sowie iiber die aktuelle Literatur dariiber gibt Zukauskas
in Kakag [41]. Dabei verzichten sie weiterhin auf die Erstellung von Korrelationen und
ziehen Diagrammen zur Darstellung der Ergebnisse vor. Da diese Vorgehensweise jedoch
zur Verwendung in Computerprogrammen wenig geeignet ist, haben Gaddis und Gniel-
inski [24] 1985 die bis dato verfiigharen Daten (Abb. 1.6) zur Entwicklung einer neuen
Korrelation genutzt, welche sowohl unterschiedliche als auch anisotrope p/d-Verhéltnisse
in Langs- und Querrichtung beriicksichtigt.

Bei allen bisher genannten Untersuchungen wurden Stabbiindel unter reiner Querstro-
mung untersucht. Der iiberlagerte Fall von Axialstromung und Querstréomung, wie er
im Stabbiindel des Reaktors vorkommt wurde nur selten untersucht. Erstmalig haben
Berringer et al. [8] den Unterschied zwischen reiner Querstromung und dem Fall von Axi-
alstromung mit {iberlagertem, wesentlich kleinerem Querstromungsanteil aufgezeigt. Sie
dulerten dabei die Vermutung, dass der Druckverlust in Querrichtung nicht allein von den
geometrischen Verhéltnissen abhéngt, sondern ebenso von der hohen Geschwindigkeit in
axiale Richtung (von Berringer ,Beschleunigungseffekt* genannt) mitbestimmt wird und
dadurch den Druckverlustkoeffizienten in Querrichtung um ein vielfaches ansteigen lésst.
Um diesen Effekt zu beriicksichtigen korrigierten sie die Verlustkorrelation mit einem
Faktor, der unter anderem die Axialgeschwindigkeit in den Unterkanélen beinhaltet. Der
selben Auffassung waren auch Todreas und Rogers [91], die schlussfolgerten, dass der
Druckverlustkoeffizient eine starke Abhéngigkeit vom Verhiltnis der Quergeschwindig-
keit zur Axialgeschwindigkeit im Unterkanal hat. Sie beziehen sich dabei auf die Unter-
suchungen von St. Pierre [86], der eine Abweichung des Querwiderstandes um bis zu zwei
Grofenordnungen insbesondere bei kleinen Quer- und hohen Axialgeschwindigkeiten fest-
stellte. Sie verdeutlichen, dass eine Untersuchung der Abhéngigkeit des Querdruckverlust
von der axial Stromung empfehlenswert ist. Tong [93] stellte fiir die Geometrie von Siede-
und Druckwassereaktorstabbiindeln fest, dass die Variation des lateralen Druckverlust-
koeffizienten nicht zu gréfseren Abweichungen in der simulierten Druck- und Tempera-
turverteilung im BE fiihrt. Rowe [77] war der gleichen Meinung, schrinkte aber ein, dass
dieser Sachverhalt nicht fiir kleine p/d-Verhéltnisse gilt. Die Anséitze zur Klarung dieser
Thematik wurden nicht weiterverfolgt, so dass in den aktuellen Werken iiber Thermo-
hydraulik im Reaktor (z.B. Todreas und Kazimi [90] und Tong [94|) die Korrelationen
von Jakob [40] von 1938 und Gunter und Shaw [28] 1945 empfohlen werden. In aktuel-
len Thermohydraulikprogrammen zur Berechnung von Druck- und Siedewasserreaktoren
wird der Querdruckverlust hdufig durch einen konstanten Druckverlustkoeffizienten von
0,5 beriicksichtigt.

Das BE des in dieser Arbeit untersuchten SDWR (vgl. Abb.1.4) hat im Vergleich zu
Siede- und Druckwasserreaktor-BE eine unterschiedliche Geometrie und ein stark ver-
kleinertes p/d-Verhéltnis. Dariiber hinaus besteht es zum Teil aus thermohydraulisch
unausgeglichenen Unterkandlen. Das bedeutet, dass z.B. benachbarte Unterkanéle stark
unterschiedliche hydraulische Durchmesser haben bzw. verschieden stark aufgeheizt wer-
den [106] und dadurch vermehrt Querdruckdifferenzen entstehen konnen. Aufgrund der
gegensitzlichen Angaben in der Literatur und der ungeklirten Stirke und Bedeutung
der Querstromung und des daraus resultierenden Druckverlusts, ist dies eins der in dieser
Arbeit mit CFD untersuchten Modelle.
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Sekundérstromung und turbulente Durchmischung im Rohrbiindel

Experimentelle Untersuchungen

Eine erste Zusammenfassung der Arbeiten zum Thema Rohrbiindelstromungen und tur-
bulenter Austausch wurde 1968 von Todreas und Rogers [91] gegeben. Dabei zeigten
sie unter anderem die relative Unabhéngigkeit der turbulenten Durchmischung vom p/d-
Verhiltnis verschiedener Stabbiindel auf. Im Anschluss vermuteten Skinner et al. 1969 83|
auf Basis eigener experimenteller Daten, dass so genannte Sekundérstrémungen fiir diesen
Effekt verantwortlich sind. Als Sekundérstromungen bezeichnet man allgemein Stromun-
gen, die sich in einer Ebene senkrecht zur Hauptstromungsrichtung zeigen und durch se-
kundére Effekte (z.B. durch Anisotropie der Turbulenz) entstehen. Bei der Durchfiihrung
eigener Experimente 1972 beobachteten auch Singh und St. Pierre [82] eine verbesserte
Mischung zwischen benachbarten Unterkanilen trotz abnehmendem p/d-Verhéltnis und
vermuteten ebenfalls die Sekundérstromungen als Ursache dieses Effekts.

Rowe et al. [78] beobachteten 1974 die Intensivierung der Turbulenz im Unterkanal mit
abnehmendem p/d und damit eine Verstiarkung der Sekundarstromungen. Dariiber hinaus
waren sie die ersten, die das Vorhandensein von grofsskaligen Oszillationen im Spaltbereich
des Unterkanals feststellten. Sie rechneten diesem pulsierenden Stromungsphénomen bei
der Durchmischung eine untergeordnete Rolle zu und verbanden die gute Durchmischung
bei kleinen p/d-Verhéltnissen nach wie vor mit den Sekunddrstromungen. Diese trans-
portieren ihrer Meinung nach in grofem Umfang Fluid von der Mitte des Unterkanals in
den Spalt und damit in Richtung des benachbarten Unterkanals. Obwohl die Stirke der
Sekundarstromungen experimentell noch nicht bestimmt werden konnte, galt gleiches fiir
Rogers und Tahir 1975 [76], die ebenfalls die charakteristische Oszillationen innerhalb des
Spaltes experimentell nachwiesen. Erst in den 80ziger Jahren wurden die Sekundéarstro-
mungen zunichst von Seale [81] und spéter von Vonka [105] gemessen und ihre maximale
Zirkulationsgeschwindigkeit mit ca. 1,0% - 1,5% der Hauptstromungsgeschwindigkeit im
Unterkanal bestimmt. Dariiber hinaus wurde die Struktur der Sekundérstrémung und
ihre Zirkulation innerhalb geschlossener Zellen eindeutig mittels Laser Doppler Anemo-
metrie (LDA) nachgewiesen.

Aufgrund der geschlossenen Struktur der Zellen, die stets innerhalb eines Unterkanals
zirkulieren, folgerte Rehme 1992 [72|, dass der Beitrag der Sekundarstromung zur unge-
richteten turbulenten Durchmischung gering ist. Im Gegensatz dazu haben weiterfithren-
de Untersuchungen zum bereits erwdhnten Phinomen der pulsierenden Stromung durch
Hooper und Rehme 1983 [34] dessen Wichtigkeit fiir die turbulente Durchmischung auf-
gezeigt. Es ergab sich, dass kohdrente Wirbelstrukturen im Unterkanal existieren, welche
mit der Hauptstromung transportiert werden und eine intermittierende Querstrémung
mit wechselnder Richtung von einem Unterkanal in den benachbarten zur Folge haben.
Diese Strukturen konnten von Meyer und Rehme [56] in einem quadratischen Stromungs-
kanal mit Spalt sichtbar gemacht werden (Abb. 1.7).

Frequenz und Stéirke der pulsierenden Stromung wurde nachfolgend von Méller 1989
[57] untersucht. Er erstellte u.a. Frequenzspektren fiir die Querstromung im Spalt, wie
sie in Abb. 1.8 zu sehen sind und, betrachtetet die Verschiebung des Maximums der
Frequenzspektren bei Variation der Geometrie und der Stromungsparameter.
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Stromungsquerschnitt des Kanals

-«

Hauptkanal

Schnittebene Spaltbereich

Abbildung 1.7: Makroskopische Wirbelstrukturen im Spalt eines axial durchstromten Kanals
[56].
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Numerische Ansétze mit CFD

Die Versuche, die turbulente Stabbiindelstrémung mit Sekundérstrémung und konsisten-
ten Wirbeln durch CFD-Simulationen zu bestimmen, begannen deutlich spéiter als die
experimentellen Untersuchungen. Entscheidend war dabei sowohl die Verbesserung nume-
rischer Modelle und die zunehmend verfiighare Rechenkapazitit. Eine grofe Rolle spielt
dabei bis jetzt die Wahl des richtigen Turbulenzmodells. Die ersten Versuche machte Sea-
le [80] 1979 unter Verwendung eines isotropen k - ¢ Modells nach Launder und Spalding
[46]. Dabei sollten die Sekundérstromung und die turbulente Durchmischung im BE ei-
nes gasgekiihlten Reaktors gerechnet werden. Die Ergebnisse waren im Vergleich mit den
zuvor gesammelten experimentellen Daten nicht zufrieden stellend. Eine Verbesserung
wurde durch die Verwendung eines anisotropen Turbulenzmodells (d.h. Turbulenz wird
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nicht als skalare Grofe sondern richtungsabhéngig beriicksichtigt) erzielt, und es konnten
zumindest einige der experimentellen Daten relativ gut wiedergeben werden (z.B. Vertei-
lung der Wandschubspannung).

Spéter haben Vergleiche von Rock und Lightstone 2001 [75] mit unterschiedlichen Turbu-
lenzmodellen ergeben, dass nur anisotrope Turbulenzmodelle wie Reynolds-Spannungs-
Modelle (RSM) oder anisotrope k- Modelle die Berechnung der Sekundérstromungen im
Unterkanalquerschnitt ermoglichen. Denn nur diese beriicksichtigen die Anisotropie der
Turbulenz in wandnéhe, welche zur Berechnung der Sekundérstréomungen wichtig ist. Bei
spéteren Versuchen von Suh und Lightstone 2004 [88] gelang es durch Verwendung von
RSM-Modellen Struktur und Stérke der Sekundérstromungen akkurat zu berechnen. Die
richtige Berechnung der turbulenten Vermischung gelang allerdings nicht. Der Grund war,
dass durch die stationdren Berechnungen das stark instationdre Phinomen der pulsieren-
den Querstromung nicht dargestellt werden konnte. Die Berechnung diese Phénomens
gelang erstmals Chang und Tavoularis 2005 [14] unter Verwendung eines instationiren
Unsteady Reynolds-Averaged Navier Stokes Ansatzes (URANS) und eines RSM-Modell.
Die Berechnungen wurden am Beispiel eines einzelnen Brennstabs durchgefiihrt, welcher
asymmetrisch in einem Kanal mit trapezférmige Querschnitt angeordnet war. Durch Ver-
gleich mit ebenfalls durchgefiihrten Experimenten konnte gezeigt werden, dass Frequenz
und Stérke der pulsierende Stromungen gut wiedergegeben werden.

Weitere Versuche zur Berechnung der Biindelstromung mit CFD bzw. RANS-Modellen
(Reynolds-Averaged Navier Stokes) wurden jiingst von Baglietto [1| durchgefiihrt. Dabei
wurden unterschiedliche Geometrien mit quadratischer (Hooper und Rehme) und drei-
eckiger (Meyer) Anordnung gerechnet und mit den passenden Experimenten validiert.
Bei den Berechnungen wurde das von Baglietto und Ninotaka [3]| verbesserte anisotro-
pe, quadratische k -¢ - Turbulenzmodell benutzt. Die Ergebnisse dieser stationidren CFD
Rechnungen zeigen gute Ubereinstimmung bei der Vorhersage von Wandschubspannun-
gen, Geschwindigkeitsverteilung und im Falle der beheizten Experimente von Meyer auch
von der Temperaturverteilung auf der Brennstabwand. In einer weiteren Arbeit zeigt
Baglietto [2] Vergleiche zwischen stationdren und instationdren CFD Rechnungen, wo-
bei herausgefunden wird, dass fiir relative groke p/d-Verhéltnisse p/d > 1,1 stationére
Berechnungen sehr gute Ergebnisse bei der Berechnung der Wandschubspannung liefern,
wiahrend bei kleineren p/d die Oszillation der Strémung eine bedeutendere Rolle spielt
und nur instationidre Rechnungen (URANS) zu guten Ergebnissen fithren. Dies deckt sich
mit den Aussagen von Moéller und von Hooper und Rehme wonach Intensitit und Fre-
quenz der pulsierenden Querstromung mit kleiner werdendem p/d ansteigen.

Die gegebene Ubersicht beinhaltet einen Grofteil der verfiigharen Literatur zu den schon
erwihnten Themen des axialen und lateralen Druckverlusts, sowie der turbulenten Durch-
mischung. Daraus lassen sich einige wichtige Dinge zusammenfassen:

e Die Sekundérstromungen existieren als abgeschlossene Zellen innerhalb eines Un-
terkanals und transportieren kein Fluid in benachbarte Kanéle. Obwohl deren Aus-
wirkung auf die Durchmischung allgemein als gering eingeschitzt wird, ist ihre
generelle Bedeutung beziiglich der Biindelstrémung noch ungekliart. Um die Sekun-
darstromungen in einer CFD Analyse beriicksichtigen zu konnen, miissen anisotrope
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Turbulenzmodelle benutzt werden.

Das axiale Druckverlustverhalten der Kiihlmittelstromung wurde experimentell aus-
giebig untersucht. Dadurch ergibt sich eine Vielzahl unterschiedlicher Korrelationen
die zunichst sowohl zum Zweck des Einsatzes im Unterkanalprogramm STAFAS
untereinander verglichen werden miissen als auch spéter als Verifikation fiir die
durchgefiihrten CFD Rechnungen dienen.

Der Druckverlust von quer angestromten Rohrbiindeln ist ebenfalls schon haufiger
Gegenstand von experimentellen Untersuchungen gewesen. Dabei wurde vor allem
der Fall der reinen Querstromung untersucht, da dieser bei der Auslegung von
Kreuzstromwérmetauschern relevant ist. Der in der Reaktortechnik vorkommende
iiberlagerte Fall von starker Axialstromung und schwacher Querstrémung wurde
bislang wenig untersucht, bzw. geeignete Experimente sind nicht verfiigbar. Es ist
allerdings bekannt, dass der Querdruckverlustkoeffizient des iiberlagerten Falls sich
um bis zu 2 Grokenordnungen vom reinen Querstrémungsfall unterscheiden kann.

Durch Geschwindigkeitsgradienten zwischen der schnellen Axialstromung im Kern
des Unterkanals und der langsamere Axialstromung im Spaltbereich des Unterkanals
werden konsistente Wirbelsysteme erzeugt, die sich im Spalt durch eine oszillierende
Quergeschwindigkeit &ufern. Dabei wird in grofem Umfang Masse von einem Unter-
kanal in den benachbarten transportiert. Bei mehreren parallelen Unterkanilen wie
es in BE der Fall ist, entsteht ein voneinander abhingiges System von phasenver-
schobenen Wirbeln. Dies ist der dominante Effekt fiir die turbulente Durchmischung
zwischen benachbarten Unterkandlen und muss bei CFD Rechnungen mit dem Ziel
zur Bestimmung des turbulenten Queraustausch unbedingt beriicksichtigt werden.
Dazu muss aufgrund des transienten Charakters der Wirbel eine instationdre CFD
Rechnung durchgefiihrt werden.
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1.3 Ziel und Gliederung der Arbeit

Ziel dieser Arbeit ist die Analyse eines Druckwasserreaktors mit iiberkritischem Wasser
als Kiihlmittel hinsichtlich Wirtschaftlichkeit, Sicherheit und technischer Machbarkeit.

In einem ersten Schritt wird fiir das in der Einleitung grob umrissene SDWR-Konzept ein
geeignetes Anlagenlayout erstellt. Darauf aufbauend wird durch eine erste thermodyna-
mische Auslegung der erwartete positive Effekt der erh6hten Kiihlmitteltemperaturen auf
Effizienz und Kosten der Anlage iiberpriift. Die daraus ermittelten Eckdaten wie Kiihl-
mittelmassenstrom, thermische Leistung etc. dienen anschliefend als Randbedingung fiir
eine gekoppelte thermohydraulisch-neutronische Kernberechnung mit dem Ziel, die sta-
tiondre Leistungs- und Neutronenflussverteilung im Kern, sowie die Massenstrom- und
Temperatur- und Dichteverteilung des Kiihlmittels und des Moderators zu berechnen.

Aus thermohydraulischer Sicht liegt der Schwerpunkt auf der Erstellung bzw. Erwei-
terung des fiir Unterkanalsimulationen geeigneten Thermohydraulikprogramms STAFAS
fiir die Simulation des SDWR-Reaktorkerns. Anderungen gegeniiber der bereits vorhan-
denen Grundversion des Programms ergeben sich insbesondere durch die grofe Anzahl
an Brennelementen (BE) mit stark unterschiedlichen Kiihlmittelmassenstromen und der
ebenfalls in grofer Zahl vorhandenen Stromungskanile mit abwérts stromendem Mo-
deratorwasser (Moderatorkisten und Spaltkanal), welche thermisch an das Kiihlmittel
gekoppelt sind. Zusatzlich wird fiir die Kernauslegung die Moglichkeit zur Definition von
Einlassblenden implementiert, um damit die Verteilung des Kiihlmittelmassenstrom auf
die einzelnen BE beziiglich einer homogenen Aufheizung steuern zu konnen. Die Grundla-
gen des modifizierten thermohydraulischen Programms finden sich in Kap. 2.2. Spezielles
Augenmerk gilt dabei den Schlieffungstermen und Modellen, die zur Beriicksichtigung
verschiedener physikalischer Effekte in STAFAS verwendet werden. Dariiber wird eine
umfassende Literaturrecherche durchgefiihrt, um moglichst passende Modelle fiir den
jeweiligen Stromungsfall zur Verfiigung zu haben. Eine Ubersicht zu diesem wichtigen
Thema und den verfiigbaren Modellen und Korrelationen findet sich in Kap. 2.2.3.

Auf neutronischer Seite der gekoppelten Kernberechnung kommt das kommerzielle Pro-
gramm MCNP5 zum Einsatz. Hauptaufgabe ist in diesem Zusammenhang die Erstel-
lung eines numerisch effektiven Simulationsmodells zur Berechnung der Leistungs- und
Neutronenflukverteilung im Kern mit der Mo6glichkeit zur Kopplung mit dem Thermo-
hydraulikprogramm. Anders als die bisher verwendeten Kernberechnungsprogramme, die
mit deterministischen Methoden arbeiten, verfolgt MCNP5 einen probabilistischen An-
satz. Die Funktionsweise des Programms und die fiir diese Arbeit erweiterten Modelle zu
Beriicksichtigung des Temperatureffekts im Brennstoff und der Streuung von Neutronen
in Wasser werden in Kap. 3 ndher erldutert.

Die Kopplung zwischen MCNP5 und der modifizierten STAFAS Version muss ersetzt wer-
den, da die vorhandene Version ausschlieflich fiir die Berechnung eines 1/8 BE verwend-
bar ist. Die erforderlichen Funktionen werden als zusétzlicher Programmteil in STAFAS
eingearbeitet und umfassen sowohl die Verarbeitung der in MCNP5 errechneten Leistung,
als auch die automatische Erzeugung des MCNP5 Eingabedatensatzes fiir den néchs-
ten Berechnungsschritt (vgl. Kap. 5.4). Als Ergebnis der gekoppelten Rechnung erhélt
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man die stationidre Leistungs-, Temperatur- und Neutronenflussverteilung im Reaktor-
kern (Kap. 5). Dariiber hinaus ist es moglich mit einem in MATLAB programmierten
Interpolationsverfahren die Verteilung der lokalen Stableistung in ausgewidhlten BE zu
bestimmen (Kap. 6.1). Diese Leistungsverteilung wird anschliefsend in Kap. 6 fiir detail-
lierte Unterkanalanalysen verwendet und erlaubt die Auswertung sicherheitsrelevanter
lokaler Parameter wie Hiillrohr-, Brennstoff- und Kiihlmitteltemperatur im thermisch
hochst belasteten (heifesten) BE des Kerns.

Zusitzlich wird im Rahmen dieser Arbeit die Kiihlmittelstromung im Stabbiindel mit
CFD untersucht. Ziel dieser Berechnungen ist die Verifikation der CEFD-Methode zur ak-
kuraten Beriicksichtigung bestimmter Stromungseigenschaften der Biindelstromung und
gegebenenfalls die Bestimmung von Korrelationen bzw. Modellkoeffizienten fiir die Ver-
wendung in den numerisch effizienteren Unterkanalmodellen. Die Berechnungen konzen-
trieren sich zum einen auf die Untersuchung des Druckverlustverhaltens der Strémung in
langs und quer angestromten Stabbiindeln (Kap. 8.1 und Kap. 8.3) und zum anderen auf
die Untersuchung des Mischungsverhaltens der Kiihlmittelstrémung zwischen benach-
barten Unterkandlen (Kap.8.4). Bei Letzterem miissen instationdre CFD Rechnungen
durchgefiihrt werden, da besonders auf die richtige Wiedergabe des instationdren Effekts
der pulsierenden Querstromung geachtet werden muss. Die bendtigten Grundlagen fiir
die sowohl stationdr (RANS) als auch instationdr (URANS) durchgefiihrten Rechnungen
finden sich in Kap. 2.1.

Da bei der Modellierung der Thermohydraulik im Kern die abwérts gerichtete Stromung
des Moderatorwassers zwischen den Brennelementen als eindimensionaler, homogener
Stromungskanal modelliert wird, wird in Kap. 7 eine Verifikation dieser Annahme durch-
gefiithrt. Dabei kommt ein Ansatz fiir porose Medien zum Einsatz, dessen Grundlagen in
Kap. 2.3 erldutert werden.

Eine Zusammenfassung der Ergebnisse sowie ein Ausblick auf zukiinftige Arbeiten findet
sich im abschlieflenden Kap. 9.



2 Grundlagen der Thermohydraulik

Im Rahmen dieser Arbeit werden unterschiedliche thermohydraulische Analysemethoden
verwendet. Bevor die Grundlagen und Ansétze dieser Methoden im Detail vorgestellt
werden, sollen sie zunédchst zur besseren Unterscheidung voneinander abgegrenzt werden.
Eine Ubersicht iiber die Methoden, deren Anwendung und die erforderliche riumliche
Diskretisierung wird in Tab. 2.1 gegeben.

Methode Erhaltungsgleichung  Typische = Programm Anwendung
(EG) Zellgrofe

CFD Reynoldsgleichungen < 0,5 mm Star-CD Stromung innerhalb

eines Unterkanals

Unterkanal stat., volumen- ~ 10 mm STAFAS Stromung innerhalb
gemittelte EG eines BE

Kanal stat., volumen- ~ 80 mm STAFAS Stromung innerhalb
gemittelte EG des Reaktorkerns

Porése Medien inst., volumen- ~ 40 mm COMSOL Stromung innerhalb
gemittelte EG des Moderatorspalts

Tabelle 2.1: Vergleich verschiedener thermohydraulischer Analysemethoden. EG : Erhaltungs-
gleichungen.

Der detaillierteste Ansatz, der in dieser Arbeit zur Berechnung einer Strémung verwendet
wird, ist die CFD-Methode (RANS). Diese dient zur Simulation der Strémung innerhalb
der Unterkanile. Durch Unterteilung des Unterkanalquerschnitts in mehrere tausend Zel-
len, kénnen sehr detaillierte Informationen aus der CFD-Analyse gewonnen werden. Dabei
auftretende Phanomene wie Geschwindigkeitsgrenzschichten, Reibung an der Wand etc.
werden weitgehend ohne Modelle (aufer den Turbulenzmodellen) berechnet. Die RANS-
Methode bendétigt aufgrund der feinen raumlichen Auflésung einen hohen numerischen
Aufwand und eignet sich deshalb wenig zur Analyse von Stromungen in weitldufigen Geo-
metrien.

Aus diesem Grund werden in dieser Arbeit auch volumengemittelte Ansitze verwen-
det. Zu dieser Klasse gehoren der Unterkanalansatz und der Ansatz fiir pordse Medien.
Beiden ist gemein, dass die Erhaltungsgleichungen fiir Masse, Impuls und Energie iiber
ein allgemeines Volumen aus Feststoff und Fluid gemittelt werden. Dadurch ist eine we-
sentlich grobere rdaumliche Auflosung und damit eine Verringerung des numerischen Auf-
wands moglich. Zu bedenken ist bei dieser Methode, dass keine Stromungseigenschaften
beriicksichtigt werden, die durch Effekte innerhalb des Mittelungsvolumens (z.B. Druck-
verlust durch Reibung- und Formwiderstand) erzeugt werden. Zu deren Beriicksichtigung
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Kernberechnung

Unterkanalanalyse

CFD-Analyse

Abbildung 2.1: Vergleich der rdumlichen Auflésung der thermohydraulischen Analysemethoden
im Kern.

miissen anwendungsspezifische und geometrieabhéngige Modelle verwendet werden. Die
Grundform der volumetrisch gemittelten Methoden ist der Ansatz fiir pordse Medien.
Diese kann durch Definition der Modelle fiir den Widerstand der Stromung im pordsen
Medium auf unterschiedliche Geometrie angewendet werden. Im Rahmen dieser Arbeit
wurde die Methode auf die Moderatorwasserstromung durch die Spalte zwischen den BE
im Kern angewendet. Dabei wurde das Softwarepaket COMSOL benutzt, welches die
notwendigen Loser fiir das Problem beinhaltet.

Durch Spezialisierung des volumetrischen Ansatzes auf die Stabbiindelgeometrie, ldsst
sich daraus das sogenannte Unterkanalmodell herleiten. Die Methode wird im Rahmen
dieser Arbeit als klassische Unterkanalberechnung angewendet. Dabei wird jeder Unter-
kanal des BE als eigener eindimensionaler Strémungskanal modelliert. Da die Kanile
in diesem Fall miteinander verbunden sind, tauschen sie iiber besondere Mischungster-
me Impuls, Energie und Masse aus. Fiir diese Anwendung wurde von Cheng [18| der
Unterkanalcode STAFAS entwickelt. Dariiber hinaus wird der Ansatz zur Berechnung
der Stromung im Reaktorkern verwendet. Dafiir werden alle Unterkanédle innerhalb ei-
nes BE zu einem homogenisierten, eindimensionalen Stromungskanal zusammengefasst.
Aufgrund der rdumlichen Trennung der BE durch die BE-Késten entfillt die Mischung
zwischen den Stromungskanilen. Dieser so genannte Kanalmodus wurde im Rahmen der
vorliegenden Arbeit fiir die Kernberechnung in STAFAS implementiert und angewendet.

In den nachfolgenden Kapiteln werden die wichtigsten Grundlagen zu den unterschiedli-
chen Methoden gegeben. Diese umfassen die bendtigten Grundgleichungen, die Losungs-
methoden und die gegebenenfalls verwendeten Modelle.
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2.1 Numerische Stréomungsmechanik (CFD)

2.1.1 Erhaltungsgleichungen

In diesem Kapitel werden die benotigten Grundgleichungen erldutert, die zur CFD-
Analyse der Unterkanalstromung notwendig sind. Im Fall der adiabaten Stromung sind
dies die Impulsgleichung und die Kontinuitétsgleichung. Zusétzlich wird in der Arbeit die
Ausbreitung von zusétzlichen skalaren Grofen (Markerkonzentration) in der Strémung
simuliert, so dass deren Transportgleichung ebenfalls erlautert wird.

Impulserhaltung

Aufgrund der kompakten Darstellung werden die nachfolgenden Gleichungen in der so-
genannten Tensorschreibweise aufgefiihrt. Durch eine Impuls- und Kréftebilanz am Vo-
lumenelement dV = dx; - dxsy - dxs ergibt sich die allgemeine Impulsgleichung fiir kom-
pressible Medien zu

9 (pu;) 9 _ Op

wobei p fiir die Dichte des Fluids und w; mit i=1,2,3 fiir die Geschwindigkeiten in die drei
Raumrichtungen x; stehen. Zusatzlich treten dabei der Spannungstensor 7;;, der Druck
p sowie eine Impulsquelle S; auf. Unter Verwendung des dreidimensionalen Stokeschen
Reibungsansatzes fiir newtonsche Medien konnen die Schub- und Normalspannungen des
Spannungstensors 7;; als Funktion der Geschwindigkeitsgradienten und der molekularen
Viskositat p ausgedriickt werden:

2 8uk

Tij = 253 — gua—%

dij - (2.2)
Die in der Thermohydraulik des Reaktors auftretenden Strémungen sind meist stark tur-
bulent (Re ~ 10°). Im Allgemeinen charakterisieren sich turbulente Stromung dadurch,
dass ihre Stromungsgrofen einer 3-dimensionalen zeitabhéngigen Schwankung (Fluktua-
tionen) aufweisen. Die Simulation einer turbulenten Stromung mit direkter (Direct Nu-
merical Simulation, DNS) oder teilweiser (Large Eddy Simulation, LES) Auflésung dieser
turbulenten Fluktuationen ist zwar grundséitzlich moglich, aber nur durch einen sehr ho-
hen numerischen Aufwand realisierbar. In der normalen CFD geht man deshalb dazu iiber,
die Wirkung der Turbulenz auf die Stromung (erhohter Impuls- und Wérme und Stoff-
transport) tiber empirische Modelle zu beriicksichtigen. Dazu miissen die Gleichungen fiir
Massenerhaltung und Impulserhaltung umgeschrieben werden, wobei die zeitabhingigen
Signale der Stromungsgrofsen in einen zeitlich gemittelten Wert und eine Schwankungs-
grofe zerlegt werden. Am Beispiel der Geschwindigkeit u; in z;- Richtung bedeutet das

uy (x4, t) =01 () + uy (w5, ) . (2.3)

Diese Zerlegung (Reynoldsansatz) wird analog fiir die Geschwindigkeitskomponenten ugy
und ug sowie fiir den Druck p durchgefiihrt. Aufgrund der Inkompressibilitit des in dieser
Arbeit behandelten Stromungsfalls kann die Dichte p als konstant angenommen werden.
Einsetzen des Reynoldsansatzes 2.3 in Gleichung 2.1 und 2.2 sowie anschlieflende zeitliche
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Mittelung der einzelnen Terme (am Beispiel u;) iiber ein geeignet grofe Zeitintervall T
gemiéfs

T
1
0
fithrt auf
0 (pu;) 0 Op 0 2 Ouy
R ) = — —252"__—51”
o Tan M T Tan T am \MSi T kg,
—
zeitl. Anderung  Konvektionsterm Druckterm mol. Reibungssterm
9 Y
+ T, (—p : uiuj) + \S,I-/ . (2.5)

Impulsquelle
turb. Reibungssterm

Bei diesem Rechenschritt wurde zusitzlich verwendet, dass die zeitliche Mittelung einer
Schwankungsgréfe per Definition Null ergibt. Dariiber hinaus wurde auf die Kenntlich-
machung der nun zeitlich gemittelten Groken u; und p durch einen Uberstrich verzichtet.
Vergleicht man Gleichung 2.5 mit den Gleichungen 2.1 und 2.2 so sieht man, dass der
Term

!, !, !,
—pu Uy —pu Uy —puy Uy

/o Io ) !,/ 1o, !,
Tij = —PUU; = | —pUUuy  —pUzlly  —pPuUsUs (2.6)

Iy ! 5,0 ! 5,0
—puzuy  —puzuy  —puUzuy

hinzugekommen ist. 7/

;; enthélt die 9 Produkte der Schwankungsgeschwindigkeiten und
beschreibt zusitzliche turbulente Widerstandsterme, welche auch oft als ,Reynoldsche
Scheinbare Schub- und Normalspannungen® bezeichnet werden. Aus Symmetriegriinden
gilt 7;,=7;, so dass die Impulsgleichungen um insgesamt 6 neue Terme erweitert werden.
Die Behandlung dieser Terme bei der Berechnung mit RANS ist Aufgabe eines Turbu-
lenzmodells und wird in Kap. 2.1.2 ndher erldutert.

Kontinuitiatsgleichung

Uber eine Massenbilanz am Volumenelement dV lisst sich die allgemeine Kontinuitits-
gleichung fiir inkompressible Stromungen herleiten:

@ 9 (pu1) + 9 (pu2) + 9 (pus) _ @

B
— ) = . 2.
ot " o 079 Ors  Of | O (pus) = Sw (2.7)

Die Variable Sy, steht fiir Quellen der Masse innerhalb des betrachteten Volumenelements
dV' . Die zeitliche gemittelte Kontinuitatsgleichung ergibt sich fiir inkompressible, adiabate
Stromungen (d.h. p = konstant) durch Zerlegung der Stromungsgrofen in einen zeitlich
gemittelten Anteil und einen Schwankungsanteil (vgl. Gl. 2.3) sowie durch anschliefsende
zeitliche Mittelung geméfs Gleichung 2.4 zu

Ouy  Ouy  Ous  Ouy
oy * Oy  Oxg Oz (2.8)
dabei wird wieder auf die Kenntlichmachung der nun zeitlich gemittelten Geschwindig-

keiten u; durch Uberstreichen verzichtet. Im Vergleich zur Impulsgleichung 2.5 treten hier
keine zusétzlichen turbulenten Schwankungsterme auf, die modelliert werden miissen.
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Transportgleichung fiir skalare Grofsen

Die allgemeine Transportgleichung fiir die Konzentration C' eines beliebigen, masselosen
Skalars (Marker), welches der Stromung direkt folgt und keine Einfluss auf die Stromung
nimmt, (d.h. passiv ist) ist definiert als:

0 0 0 oC
5 (PC) + oz, (pu;C) + 0z (P l_Da—an =S¢ - (2.9)

Dabei entspricht C' der Skalarkonzentration in der Form des Massenbruchs in der Einheit
[kg/kg| und D dem molekularen Diffusionskoeffizienten des Skalars im transportierenden
Fluid. Analog zur Impulsgleichung muss auch in der Transportgleichung des Markers die
Wirkung der Turbulenz modelliert werden. Formal wird dazu wieder der Reynoldsansatz
fiir die Stromungsgrofen u; und C' eingesetzt, anschliefend zeitlich gemittelt und die zeit-
lich gemittelten Schwankungsterme gekiirzt. Wie bei der Impulsgleichung, reduziert sich
die Wirkung der Turbulenz auf einen Vektor C! der die Produkte der Schwankungsgrofen
beinhaltet. Die zeitlich gemittelte Transportgleichung ergibt sich damit zu

o 0 o oC 0 o
5 (PC) +%(puj0)+a—%<p [—Da—%]>+a—%(p-ujc>—§9 . (2.10)
——

J

. Quelle
zeitl. Anderung  Konvektionsterm mol. Diffusionsterm turb. Diffusionterm
mit
p - uyC’
o T Nl
Cl=p-uC'=| p-ubC . (2.11)
p - usC’

Der turbulente Durchmischungsterm C! beriicksichtigt den zusétzlichen Transport des
Markers durch turbulenten Fluktuationen im Fluid und muss im Rahmen eines Turbu-
lenzmodells zusatzlich modelliert werden.

2.1.2 Turbulenzmodellierung

Wie aus Kapitel 2.1.1 hervorgeht, wird zur Simulation turbulenter Stromungen ein Tur-
bulenzmodell fiir den Reynoldschen Scheinschubspannungstensor 7;; (G1.2.6) in der Im-
pulsgleichung und fiir den turbulenten Durchmischungsvektor Cj; (G1.2.11) in der Skalar-
gleichung verwendet. Generell gibt es viele unterschiedliche Modelle, die sich sowohl im
Ansatz und Rechenaufwand als auch in der Stabilitdt der numerischen Losung stark unter-
scheiden. Wie im Kapitel 1.2 gezeigt, herrschen im Stabbiindel komplizierte Stromungs-
verhéltnisse mit einer besonders im Wandbereich starken Anisotropie (Richtungsabhéin-
gigkeit) der Turbulenz. Um die akkurate Berechnung dieser Stromungen zu ermoglichen,
muss ein passendes Turbulenzmodell gewédhlt werden. Die Klasse von Turbulenzmodel-
len, welche fiir diese Arbeit in Frage kommen, sind die so genannten Transportmodelle.
Dem Namen nach werden eine oder mehrere Transportgleichungen zur Modellierung der
Turbulenzterme bendtigt. Man unterscheidet im Wesentlichen:

e Reynoldsspannungsmodelle (RSM)
e Wirbelviskositidtsmodelle (WVM)
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Reynoldsspannungsmodelle

Bei den Reynoldsspannungsmodellen wird eine Transportgleichung fiir jede der 6 Einzel-
komponenten des turbulenten Schubspannungstensors 7;; (Gl. 2.6) geldst. Dies bedingt
zwar einen stark erhohten numerischen Aufwand, ermoglicht aber gleichzeitig eine rich-
tungsabhéngige Berechnung der Turbulenz. Es ist bekannt, dass zum einen die verwende-
ten Transportgleichungen sehr viele Koeffizienten beinhalten, die z.T. auf den jeweiligen
Stromungsfall angepasst werden miissen und dass zum anderen RSM héufig zu Konver-
genzproblemen in der numerischen Losung fiihren.

Wirbelviskositdtsmodelle

Den Wirbelviskositdtsmodellen liegt die einfache Annahme zugrunde, dass die Wirkung
der Turbulenz in der Impulsgleichung durch eine zusidtzliche, kiinstliche Viskositat p
beriicksichtigt werden kann. Bei der so genannten Wirbelviskositat p; handelt es sich
also nicht um eine Stoffeigenschaft, sondern um einen zuséitzlichen Diffusionsterm der
vom Turbulenzgrad der Strémung abhingt und deshalb lokal berechnet werden muss.
Ein géngiges Verfahren zur lokalen Bestimmung von p; ist das k- Modell. Bei diesem 2-
Gleichungsmodell wird je eine Transportgleichung fiir die turbulente kinetische Energie k
und die Dissipation € gelost werden. Die Transportgleichungen fiir k und ¢ sind Standard
und konnen beispielsweise in Oertel und Laurien [63| bzw. in Star-CD [13| nachgele-
sen werden. Um der Anisotropie der Turbulenz im Fall der Biindelstromung Rechnung
zu tragen, schlagen Baglietto und Ninokata [3] vor, den normalen lineare Gradienten-
ansatz (Boussinesq-Ansatz) zur Modellierung der turbulenten Scheinschubspannungen
durch einen quadratischen Gradientenansatz zu ersetzen. Dabei werden aus Griinden der
Ubersichtlichkeit die Begriffe der gemittelten Wirbelstirke 2, (,mean vorticity tensor®)

Ju;  Ouy
Q, = 24 _ o 2.12
J 03:]- @;1:2 ( )
und der gemittelten Verzerrung (,mean strain“)
ou;  Ou,
Sij = 5 . 2.13
J c%cj * (9xz ( )

des Stromungsfeldes benutzt. Der verwendete Ansatz zur Modellierung der Reynoldss-
pannungen lautet im Detail:

o 2 [ pu Ouy, p p 1
puiu; =k lg (?ta—xk + p) 0ij — ?tsij + 015 [Sikskj - §5ij5k15kl]

(2.14)

1
+k 02% [QrSkj + QeSki] + 03% {Qiijk + §5iijlez”

Die Koeffizienten C7,Cy und C5 wurden von [4| durch eine DNS Rechnungen bestimmt
und fiir diese Arbeit iibernommen. k und ¢ sind definiert als:

- 1/~ — —
k= ujud =5 (uf + uy” + ) (2.15)
bzw.
u; ol
P o Al (2.16)

89:k a.Tk
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und beschreiben die kinetische Energie &, die in der Schwankungsbewegung steckt bzw.
den Zerfall der Turbulenz durch die Dissipation €. Die Wirbelviskositat p; berechnet sich
in Abhéngigkeit dieser beiden Grofen durch:

k2
Ht = fucup? : (2.17)

Hierbei ist C), keine Konstante wie im Standard k-e-Modell, sondern als Funktion der
Geschwindigkeitsgradienten in der Stromung definiert (vgl. [13]). Die Funktion f, zur
Dampfung von g, in der Ndhe der Wand nimmt bei der Low-Reynolds-Formulierung in
Abhéngigkeit vom Wandabstand Werte zwischen 0 und 1 an. Bei der High-Reynolds-
Formulierung ist f, = 1 weil der betreffende Bereich von der Wandfunktion iiberblendet
wird. Genaue Werte fiir f, und C), sind von der jeweiligen Formulierung des Turbulenz-
modells abhéngig.

Das somit komplette Modell wurde schon ausgiebig auf dessen Anwendbarkeit zur Bere-
chung von Biindelstromungen validiert. Baglietto [1| hat Berechnungen der Biindelstro-
mung fiir hexagonale und quadratische Biindel durchgefiihrt und dabei die Wandschub-
spannung auf der Stabfliche mit experimentellen Ergebnissen von Hooper und Wood [35]
bzw. mit Krauss und Meyer [44] verglichen. Dabei konnte der charakteristische Span-
nungsverlauf in Umfangsrichtung des Stabes gut wiedergegeben werden. Zusétzlich konn-
ten auch die Sekundirstromungen reproduziert und in einer Stidrke wiedergeben werden,
wie sie von experimentellen Untersuchungen an dhnlichen Geometrien bekannt sind (ca.
1-1,5% der Axialstromung nach [81], [105]). In Baglietto und Ninokata [4] und Baglietto
und Ninokata [3] wurde zu Validierungszwecken ein Stabbiindel mit den Experimenten
von Mantlik et al. [52] verglichen. Dabei wurden die axialen Geschwindigkeitsprofile und
die Wandschubspannungen im Unterkanal mit guter Ubereinstimmung zum Experiment
berechnet. Aufgrund der vorhandenen Validierung und der guten numerischen Eigen-
schaften wird dieses k-e-Modell auch in der vorliegenden Arbeit verwendet.

Wie in Kap. 2.1.1 erwdhnt muss auch fiir den turbulenten Stofftransport Gl. 2.11 ein
Modell verwendet werden. Zur Zeit kommt hierfiir in allen kommerziellen CFD Codes ein
sehr einfaches Modell zum Einsatz, welches den turbulenten Stofftransport proportional
zum turbulenten Impulstransport setzt. Es gilt

i e M OO
Ol_p ulC_ SCt a.%'z

(2.18)

Dabei ist S¢; die turbulente Schmidt-Zahl, welche das Verhéltnis aus turbulenten Stoff-
transport zu turbulentem Impulstransport beschreibt. Fiir viele turbulente Stromungen
fithrt eine turbulente Schmidt-Zahl von S¢; = 0,9 zu guten Ergebnissen. Allerdings ist
der turbulente Stofftransport dadurch isotrop modelliert, was besonders bei einer star-
ken Anisotropie der Turbulenz (z.B. bei der Rohr- oder Biindelstréomung in Wandnéhe)
zu falschen Ergebnissen fiihren kann. Besonders beim betrachteten Fall der Biindelstro-
mung wurde in verschiedenen experimentellen Arbeiten (z.B. [44]) eine lokale turbulente
Schmidt-Zahl mit Werten bis zu 4 — 5 ermittelt.
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2.1.3 Numerische Methoden

Dieses Kapitel soll einen kompakten Uberblick iiber die Methoden liefern, die zur Losung
der in Kap. 2.1.1 formulierten Gleichungen benétigt werden.

2.1.3.1 Diskretisierungsverfahren

Diskretisierungsverfahren werden in der CEFD benutzt, um rdumliche und zeitliche Funk-
tionen an diskreten Stellen in Raum oder Zeit zu approximieren bzw. zu interpolieren.
Dabei wird die differentielle Formulierung der Erhaltungsgleichungen (Gl. 2.5 und GI.
2.7) durch Differenzengleichungen ersetzt und dabei benétigte Werte auf Zwischengitter-
stellen approximiert. Einen Uberblick iiber die dazu benétigten Verfahren geben Noll [60]
oder Ferziger und Peri¢ [20].

Réaumliche Diskretisierung

Wie die meisten CFD Codes arbeitet das in dieser Arbeit benutzte Programm Star-CD
nach der Finiten Volumen Methode (FVM). Dies bedeutet, dass das Rechengebiet mit
einem Netz von Volumenzellen (VZ) ausgefiillt wird. Die Knoten des Netzes definieren
dabei die Grenzen der VZ. Die Stromungsgrofen werden in der Mitte der VZ durch Bi-
lanzen von Impuls, Masse und ggf. Energie berechnet. Dies geschieht indem die Fliisse
der Stromungsgrofen auf dem Rand der VZ integriert werden. Durch die Tatsache, dass
die Lage der Punkte in den die Variablen u; und p der Stromungsgrofen definiert sind
(Mitte der VZ) verschieden ist von der Lage auf denen die Fliisse berechnet werden (Rand
der VZ), wird ein rdumliches Interpolationsverfahren bendotigt. Diese Verfahren werden
rdumliche Diskretisierungsverfahren (DV) genannt. Folgende Verfahren wurden in dieser
Arbeit verwendet:

e Upwind Differencing Scheme (UD); Verfahren erster Ordnung

e Monotone Advection and Reconstruction Scheme (MARS); Verfahren zweiter Ord-
nung

e Quadratic Upstream Interpolation of Convective Kinematics (QUICK); Verfahren
dritter Ordnung

Diese Verfahren unterscheiden sich hauptséichlich in ihrem Fehlerverhalten. Bei Verfahren
erster Ordnung verhilt sich der Fehler bei abnehmender Gitterweite linear, bei Verfahren
zweiter Ordnung quadratisch und bei Verfahren dritter Ordnung kubisch. Das bedeu-
tet also, dass DV mit hoherer Ordnung bei feinerer rdumlicher Auflésung eine héhere
Konvergenzrate haben und deshalb ein DV mdglichst hoher Ordnung bevorzugt verwen-
det werden sollte. Diesem Vorteil steht der leicht erhdhte numerische Aufwand und das
unter Umstdnden problematische Konvergenzverhalten der Rechnung gegeniiber. In Rah-
men dieser Arbeit wurde, wenn nicht anders erwihnt, das QUICK - Verfahren (Leonard
[49]) verwendet. Beim QUICK - Verfahren wird eine quadratische Niherung durch drei
Punkte des Stromungsgebiets (zwei Punkte stromauf und ein Punkt stromab des Inter-
polationspunktes) gelegt. Somit werden Terme zweiter Ordnung noch beriicksichtigt und
der Diskretisierungsfehler konvergiert mit dritter Ordnung (Leonard [50]).
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Zeitliche Diskretisierung

Werden instationire Rechnungen durchgefiihrt, dann wird zusétzlich zum raumlichen DV
noch eine zeitliche Diskretisierung notwendig. Aufgabe des zeitlichen DV ist die Extra-
polation der Stromungsvariablen vom zuletzt berechneten Zeitschritt n zum néchsten
Zeitschritt n+ 1. Im Falle der zeitabhingigen Rechnungen der Biindelstromung mit Star-
CD wird das Crank-Nicolson-Verfahren verwendet, weil es sich um das Verfahren mit der
hochsten Ordnung (zweiter Ordnung in der Zeit) handelt und somit tendenziell zu den
geringsten Diskretisierungsfehlern fiihrt.

2.1.3.2 Losungsverfahren

Wie in den vorangehenden Kapitel gezeigt, muss in der CFD ein gekoppeltes System von
Differentialgleichungen gelost werden. In dieser Arbeit sind dies die drei Impulsgleichun-
gen und die Kontinuitatsgleichung. Da simultanes Losen dieser vier Gleichungen nach
den Variablen wuy, us, uz und p nur schwer moglich ist, wird ein ein iteratives Verfahren
angewendet.

Loésungsverfahren SIMPLE

Beim ,Semi-Implicite Method for Pressure Linked Equations“-Verfahren (SIMPLE) wer-
den zunichst mit einem geschétzten Druckfeld px die drei Impulsgleichungen nach den
Geschwindigkeiten ux; gelost. Ergebnis dieser Rechnung ist ein Geschwindigkeitsfeld ux;,
welches den Impulsgleichungen geniigt. Gefordert ist allerdings ein Geschwindigkeitsfeld,
welches auch der Kontinuitdtsgleichung geniigt. Deshalb wird mit dem so gefundenen
Werten fiir ux; eine Druckkorrekturgleichung (enthélt Kontinuitétsbedingung) gelést, um
das geschitzte Druckfeld und die Geschwindigkeiten zu korrigieren. Damit erfolgt eine
erneute Berechnung des Geschwindigkeitsfeldes ux;. Konvergenz wird erreicht, wenn die
so ermittelten Geschwindigkeiten wu; gleich oder sehr nahe an den Geschwindigkeiten wx;
liegen [60].

Loésungsverfahren PISO

Zur Losung der transienten Rechnungen wird ein sehr dhnliches Verfahren wie das SIM-
PLE verfahren eingesetzt. Der Hauptunterschied liegt darin, dass nicht nur einer sondern
mehrere Druckkorrekturschritte durchgefiihrt werden. Dadurch kann der bei der Druck-
korrektur gemachte Fehler reduziert werden, bis ein internes Konvergenzkriterium erreicht
ist und der Losungsalgorithmus fortgesetzt wird. Dadurch ist das PISO (,Pressure Im-
plicite with Spilitting of Operators”) Verfahren im Allgemeinen genauer, effektiver und
stabiler als das SIMPLE und wird deshalb standardméfig bei transienten Rechnungen
mit Star-CD eingesetzt [13].

Die Losung der Transportgleichung fiir den passiven Marker ist frei von Riickkopplun-
gen auf Impuls- oder Kontinuitdtsgleichung. Somit kann die Konzentrationsverteilung
des Markers mit dem konvergierten Geschwindigkeitsfeld der gekoppelten Berechnung
erfolgen.

2.1.3.3 Numerische Fehlerbetrachtung

Eine numerische Simulation unterliegt unterschiedlichen Fehlern. Zum einen sind da die
Unterschiede, die ein bestimmtes mathematisches Modell zur Wirklichkeit aufweist. Die-
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ser Fehler wird im Allgemeinen als Modellfehler bezeichnet und wird iiber die Validierung
der Modelle kontrolliert bzw. quantifiziert. Hinzu kommen weitere Fehler durch das nu-
merische Verfahren, welches benutzt wird, um die mathematischen Modelle zu 16sen. Im
Falle der CFD-Rechnung ist neben den Rundungsfehlern, und dem Abbruchfehler der
Diskretisierungsfehler der wichtigste. Darunter wird der Fehler verstanden, der durch die
Approximation der Werte mittels eines DV entsteht. Dieser ist nicht nur abhéngig von
der Ordnung des zeitlichen oder raumlichen Diskretisierungsverfahrens, sondern auch von
der lokalen zeitlichen oder rdumlichen Diskretisierung. Generell gilt jedoch, dass sowohl
in der rdumlichen als auch zeitlichen Betrachtung Bereiche mit hohen Gradienten fein
aufgelost werden sollten, wihrend in Bereichen kleiner Gradienten eine grobere Diskreti-
sierung gewahlt werden kann. Die rdumliche Diskretisierung wird umfassend in Kapitel
Netzerzeugung (2.1.5) beschrieben. In Bezug auf die zeitliche Diskretisierung ist ein ge-
eigneter Zeitschritt At fiir die Berechnung zu wihlen. Zu dessen Bestimmung wird héufig
das Stabilititskriterium von Courant, Friedrich und Lewy (CFL-Zahl) verwendet (GL.
A.8). Um eine stabiles Verfahren zu gewéhrleisten muss fiir die instationidre Rechnung
CFL <100 [13] gelten.

2.1.4 Randbedingungen

Die in Kapitel 2.1.1 eingefiihrten Gleichungen lassen sich mit den in Kapitel 2.1.3 be-
schriebenen Methoden in Abhéngigkeit der Bedingungen auf dem Rand des Rechengebiets
16sen. Die in dieser Arbeit verwendeten Randbedingungen (RB) sollen zum Verstéindnis
der Ergebnisse hier kurz beschrieben werden. Die Randbedingungen untergliedern sich
generell in die zwei unterschiedlichen Typen Dirichlet und Neumann. Der Unterschied
besteht darin, dass im Falle der Dirichlet-RB bestimmte Werte fiir die Strémungsvaria-
blen am Rand vorgegeben werden, wo hingegen bei der Neumann-RB Gradienten fiir die
Stromungsgrofen am Rand definiert sind.

Zyklische Randbedingungen

Grundlage der zyklischen RB ist die stromungsmechanische Kopplung zweier Randfla-
chen des Stromungsgebiets A; und As gleicher integraler Grofe. Bei Verwendung von
gleichen Netztopologien auf den beiden Flichen kann eine direkte Kopplung der einzel-
nen Zellflaichen A; ; und A, ; aus denen die Flichen A; und A, bestehen geméfs

ui(Ar;) = ui(Azy) p(Ar;) = p(Az;) (2.19)

definiert werden. Es werden also Geschwindigkeit und Druck auf den Zellflichenpaaren
J gleich gesetzt. Alle Skalare wie die turbulente kinetische Energie k, die Dissipation e
oder die Skalarkonzentration nehmen ebenfalls gleiche Werte auf den Zellflichenpaaren
an. Fiir jedes zyklische Flichenpaar muss die Verschiebung durch einen einzeln eindeuti-
gen Translationsvektor angegeben werden kénnen, der fiir alle Zellfldichen innerhalb einer
Randflache gleich ist.

Teilweise zyklische Randbedingungen

Eine Variante der zyklischen RB sind die teilweise zyklische Randbedingungen. Der Un-
terschied besteht darin, dass bestimmte Stromungsgrofen zuséitzlichen Bedingungen un-
terworfen werden kénnen. In Star-CD sind zwei unterschiedliche Arten implementiert.
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Die erste Variante erlaubt die Definition einer fixen Druckdifferenz Ap auf den Zellfla-
chenpaaren (A; ; und A, ;). Die Druckbedingung in Gleichung 2.19 lautet dann

p(A1;) = p(As;) + Ap (2.20)

Die zweite Variante erlaubt die Festlegung eines fixen integralen Massenstroms 7 (A), der
die beiden zyklischen Randflichen des Stromungsgebiets durchstromt. Dies bedeutet es
gelten die Bedingungen 2.19 mit der zusétzliche Bedingung zur Erhaltung des integralen
Massenstroms

m(A) = /pumi dA = /pumi dA (2.21)
Al A2

wobei (u;n;) der Geschwindigkeit senkrecht zur Grenzfliche entspricht.

Symmetrische Randbedingungen
Symmetrische Randbedingung bedeuten, dass die Geschwindigkeiten quer zur Symme-
triefliche verschwinden. Es gilt also fiir den Geschwindigkeitsvektor u;

(uimn;) =0 (2.22)

Fiir alle anderen Stromungsgrofen werden die Werte auf dem Rand aus dem néchstgele-
gen Knotenpunkt bestimmt.

Wand mit Haftbedingung
Unter der Haftbedingung versteht man dass, die Geschwindigkeit des Fluids unmittelbar
an der Wand gleich der Wandgeschwindigkeit w; ,, ist.

— (2.23)

Im vorliegenden Fall sind die Winde stets unbewegt, so dass u;,, = 0 gilt. Der Ubergang
von der Kernstromung zur Wand hin wird zusammenfassend als Grenzschicht bezeichnet
und untergliedert sich in drei Bereiche, in denen Stréomungsvariablen wie die Geschwin-
digkeit oder dessen turbulente Schwankung eine starke Anderung erfahren. In Abb. 2.2
sind diese Uberginge am Beispiel des Geschwindigkeitsprofils «* in Abhingigkeit des
Wandabstands y™ dargestellt. ™ und y* sind dabei dimensionslose Parameter und sind
definiert als (Oertel und Laurien [63], Versteeg and Malalasekera [99]):

+ u y_|_ _ pAy Ur

2.24
” . (2.24)

mit der Schubspannungsgeschwindigkeit u, = ,/%“’ und der mittleren Wandschubspan-
nung 7, und dem Wandabstand Ay.

Unmittelbar an der Wand liegt eine Fluidschicht, in der die turbulenten Schwankungen
der Geschwindigkeit soweit durch den Wandeinflufs geddmpft werden, dass die molekulare
Viskositét eine dominante Rolle spielt. Diese Schicht reicht von y* = 0 bis zu einem Wert
von ungefihr y* = 5 und wird viskose Unterschicht genannt. Innerhalb dieser Schicht er-
fahrt die Geschwindigkeit u™ einen starken linearen Anstieg. Aufgrund des dadurch vor-
handenen starken Gradienten erfolgt eine starke Turbulenzproduktion. Diese wird durch
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ein Maximum der Dissipation ¢ aufgrund des stark dimpfenden Wandeinflufes zunichst
ausgeglichen. Am Rand der viskosen Schicht bei y™ = y kann ein starker Anstieg der
turbulenten Schwankungsbewegung beobachtet werden, wobei jedoch die Komponente
senkrecht zur Wand vergleichsweise schwach ansteigt. Dies liegt daran, dass die Turbu-
lenz hauptséichlich in Hauptstromungsrichtung erzeugt wird und dann eine Umverteilung
in die stark gedidmpfte, senkrechte Richtung stattfindet. Die Schwankungen parallel zur
Wand sind also wesentlich grofer, und es herrscht somit eine starke Anisotropie in den
Schwankungsbewegungen [99].

y
' High-Reynolds- Low-Reynolds-
§ Ve Mol

Ubergangsbereich

Zellmittelpunkt

viskose Unterschicht

Abbildung 2.2: Dimensionsloses Geschwindigkeitsprofil und unterschiedliche Diskretisierung des
wandnahen Bereichs.

Auferhalb der viskosen Schicht existiert ein Ubergangsbereich, in dem die Dominanz
der viskosen Effekte stark abnimmt und turbulente Effekte eine zunehmende Rolle spie-
len. Aufgrund des Verlaufs der Geschwindigkeit, wird diese Schicht im Bereich zwischen
30 < y* < 500 [99] oft als logarithmischer Bereich bezeichnet. Es ist deutlich zu sehen,
dass auch hier noch starke Gradienten der Geschwindigkeit u™ vorliegen, so dass die Pro-
duktion der Turbulenz nach wie vor hoch ist. Der anisotrope Charakter der Turbulenz
bleibt erhalten.

Die beiden bisher beschriebenen Schichten decken ungefihr 20 % der gesamten Grenz-
schicht ¢ ab. Die restlichen 80% nimmt ein triagheitsdominierter Bereich ein, indem vis-
kose Effekte keine Rolle mehr spielen und in dem der Geschwindigkeitsgradient von o™
relativ schwach ist. Dies bewirkt die kontinuierliche Verringerung der Schwankungsgro-
fsen auf den Turbulenzgrad der Aussenstréomung zum Rand der Grenzschicht hin. Dabei
verschwindet auch die durch die Wand erzeugte Anisotropie der Turbulenz. Zur Beriick-
sichtigung der komplizieretn Stromungsverhéltnisse in Wandnihe werden je nach Turbu-
lenzmodell unterschiedliche Strategien verfolgt.

Low-Reynolds-Turbulenzmodell
Bei direkter Auflosung der Geschwindigkeitsgrenzschicht wird die unmittelbar an der
Wand liegende Zellschicht im wesentlichen genauso behandelt wie eine Zelle in der freien
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Stromung abseits der Wand. Unterschiedlich ist, dass die Fluidgeschwindigkeit auf der
Wandgrenzfliche zu v, ., gesetzt wird und dass die Dissipation ¢ in der Wandzelle Werte
annimmt, die deren lokales Maximum an der Grenzfliche zu viskosen Unterschicht be-
riicksichtigt. Dadurch kann sichergestellt werden, dass die turbulenten Schwankungen zur
Wand hin verschwinden (,Wall Damping®) und die Unterschicht tatséchlich ein viskoses
Stromungsverhalten aufweist. Bei direkter Auflésung der Grenzschicht ist aufserdem zu
beachten, dass die erste Zellschicht geniigend nahe an der Wand liegt um die viskose Un-
terschicht richtig zu approximieren (nach [3] y* < 1). Zusétzlich miissen sich mindestens
5 Zellen innerhalb der viskosen Schicht und des logarithmischen Bereichs befinden um
diese ausreichend genau abzubilden.

High-Reynolds-Turbulenzmodell

Zur Verringerung der Rechenzeit kann ein so genanntes High - Reynolds - Turbulenzmo-
dell verwendet werden. Dabei wird die Grenzschicht nicht detailliert aufgelost, sondern
der Verlauf der Geschwindigkeit und anderer Stromungsvariablen in der Ndhe der Wand
durch Wandfunktionen vorgegeben. Es konnen also die Zellen eingespart werden, welche
normalerweise zur Auflosung der Geschwindigkeitsgrenzschicht an der Wand notwendig
wéren. Da die Grenzschicht an der Wand wie schon eingangs erwdhnt, in zwei unter-
schiedliche Bereiche eingeteilt wird (logarithmischer Bereich und Ubergangsbereich in
Abb. 2.2 wurden zusammengefasst), muss auch die Wandfunktion zunéchst den lamina-
ren, linearen Teil beriicksichtigen und ab einem Ubergangswert, der unter anderem von
der Wandrauhigkeit abhéangt, in den logarithmischen Teil iibergehen. Dazu werden nach
Launder und Spalding [46| die Funktionen

+ + +
! _{ cIn(Ey?) oyt >y (2.25)

verwendet, wobei der Schnittpunkt beider Gleichungen fiir glatte Wénde bei i = 11.53
liegt. Diese Funktion wird in den Berechnungszellen unmittelbar an der Oberfliche an-
gewendet. Da es sich nicht um flexible Profile handelt, muss statt dessen die Dicke
der Wandzellschicht soweit angepasst werden, bis die Zellmittelpunkte der Bedingun-
gen 30 < y; < 100 geniigen (vgl. Abb. 2.2). Dies ist eine wichtige Bedingung um mit
High-Reynolds-Modellen die Vorgidnge an der Wand richtig berechnen zu kénnen.

2.1.5 Netzerzeugung und Netzverfeinerung

Das Berechnungsnetz dient der Definition der rdumlichen Stiitzpunkte, an denen die par-
tiellen Differentialgleichungen geldst werden. Wichtig ist bei der Netzgestaltung, die An-
passung des Netzes an die zu erwartende Stromung. Dies bedeutet, dass z.B. an Stellen
mit hohen Gradienten der Stromungsvariablen (z.B. Wandgrenzschicht, Ablosegebiete,
Bereiche mit hoher Verwirbelung der Stromung) eine relativ feines Netz erzeugt werden
muss, damit diese Phidnomene richtig aufgelost und nicht durch numerische Diffusion zer-
stort werden. Unter numerische Diffusion versteht man dabei den Verlust von Details der
Stromung (zumeist scharfe Anderungen der Stromungsvariablen), welcher durch die volu-
metrisch gemittelte Berechnung und die angewendeten Interpolationsverfahren innerhalb
einer Zelle entsteht.
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Theoretisch gibt es viel unterschiedliche Zellformen mit denen das Fluidvolumen aus-
gefiillt werden kann. Die géngigsten sind Hexaeder, Tetraeder und Prismen sowie eine
Vielzahl unterschiedlicher Oktaeder. Welche Zelltypen im einzelnen zuldssig sind, ent-
scheidet deren Implementierung im CFD Code. Bei der Netzgenerierung ist die Wahl des
Zelltypus héufig ein Kompromiss zwischen zeitlichem Aufwand zur Erzeugung des Net-
zes und numerischer Effizienz und Genauigkeit. Am deutlichsten treten die Unterschiede
beim Vergleich von Tetrateder- und Hexaedernetzen zu Tage. Wiahrend die Erzeugung
eines Tetraedernetz aufgrund der variablen Zellform gut automatisierbar und innerhalb
eines kurzen Zeitraums fertig ist, hat das Netz im Mittel eine héhere Speichernutzung,
ist numerisch weniger stabil und liefert aufgrund der regellosen Ausrichtung der Zellen
zur Stromung ungenauere Ergebnisse. Hexaeder Netze dagegen bediirfen eines grofsen
Aufwands bei der Erstellung, welche meist von Hand oder allenfalls semiautomatisch
geschieht. Vorteil diese Netztypus ist die hohe Speichereffektivitit im Vergleich zu Tetra-
edernetzen und bei richtiger Anordnung der Blécke die genau Auflésung der Strémung
mit parallelen Zellen. Zudem bringt die strukturierte Anordnung der Zellen in Blécken
Vorteile bei der Rechenzeit und erlaubt eine einfache Skalierung der Netze zur Untersu-
chung verschiedener rdumlicher Auflésungen. In den letzten Jahren haben alle Entwickler
kommerzieller CFD Code die Entwicklung unterschiedlicher Netzformen, mit dem Zweck
die Vorteile der einzelnen Zelltypen zu kombinieren, vorangetrieben. Der Trend geht da-
bei héufig zu so genannten Hybridnetzen, bei denen unterschiedliche Zelltypen in einem
Netz verwendet werden (z.B. Tetraeder in der Kernstromung und wandparallele Prismen
zur genauen Grenzschichtauflosung).

p=92mm

Abbildung 2.3: Blockaufteilung und Netztopologie fiir ein Low-Reynolds k — e Turbulenzmodell.

Aufgrund der numerischen Genauigkeit und des in dieser Geometrie vertretbaren Ge-
nerierungsaufwands wurden im Rahmen dieser Arbeit blockstrukturierte Netze aus He-
xaederzellen verwendet. Die Blockstruktur des Netzes ist in einer Schnittebene normal
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zur r3-Achse der Unterkanalgeometrie in Abb. 2.3 zu sehen. Es wurden zunichst eine
ringfoérmige Blockstruktur von drei Blocken je viertel Stab definiert, um die Grenzschicht
an den Brennstdben richtig auflésen zu konnen und um eine gleich bleibende Zelldicke
iiber die gesamte Stabfliche garantieren zu konnen. Verbunden sind diese Strukturen mit
einem zentralen Block, der die Mitte des Unterkanals auffiillt.

Zur Abschétzung des numerischen Fehlers wurde eine Netzverfeinerungsstudie durchge-
fithrt. Dabei wird die Sensitivitit einer charakteristischen Strémungsvariablen gegeniiber
der Verdnderung der rdumlichen Auflésung untersucht. Ergebnis der Untersuchung ist die
Approximation der exakten Losung durch Verwendung einer Richardson-Extrapolation
(siehe z.B. in Roache [74]). Damit kann der numerische Fehler fiir ein bestimmtes Gitter
ermittelt werden und somit eine Abwigen zwischen Rechenzeit bzw. numerischem Auf-
wand und der bendtigten Genauigkeit der Losung erfolgen. Generell ist das Fehlerverhal-
ten der charakteristischen Stromungsvariablen proportional zum fiihrenden Fehlerglied
der Rechnung. Dabei ist zu beachten, dass die Netzkonvergenz aus der Netzverfeine-
rungstudie die Summe aller Fehler in der Simulation wieder gibt.

Als charakteristische Variable wurde im vorliegenden Fall der Quermasssenstrom durch
die Spaltfliche B gewdhlt (vgl. Abb. 2.3). Dieser ergibt sich aufgrund einer Druckdifferenz
von 5 Pa die zwischen den teilweise zyklischen Randbedingungen auf den Spaltflichen A
und C aufgeprigt wurde. In axiale Richtung wurden ebenfalls teilweise zyklische Rand-
bedingungen mit einem integralen Massenstrom von 0,160 kg/s benutzt. Das numerische
Modell entspricht somit dem aus Kap. 8.3 und verwendet das in Abb. 2.3 gezeigte Netz.

Insgesamt werden mit dem UD-, dem MARS- und dem QUICK-Verfahren drei verschie-
dene Diskretisierungsverfahren (vgl. Kap. 2.1.3.1) getestet. Fiir jedes dieser Verfahren
wurden fiinf verschiedene Netze gerechnet, wobei das grobste Netz (Netz (1)) ca. 40000
Zellen umfasst. Die feineren Netze (2) - 6) enthalten dann 125%, 170%, 240% bzw. 277%
mehr Zellen, so dass ein breiter Bereich unterschiedlicher rdumlicher Auflosungen abge-
deckt ist. In Abb. 2.4 sind die Ergebnisse der Netzverfeinerungstudie fiir die Verfahren
MARS und QUICK zu sehen. Auf die Darstellung der Ergebnisse mit dem UD-Verfahren
wird verzichtet, weil eine stetige Konvergenz der Losung nur mit den feinsten Gittern ge-
funden werden konnte und die Datengrundlage fiir eine Fehlerapproximation somit nicht
gegeben war. Dies liegt daran, dass fiir ein Verfahren 1.0rdnung ungleich mehr Zellen
verwendet werden miissen, um eine gute Darstellung scharfer Gradienten zu ermoglichen
und damit zu stetig konvergierenden Losungen mit feiner werdendem Gitter zu fiihren.
Diese Ergebnisse bestitigen und unterstreichen die in der Literatur héufig zu findende
Empfehlung zur Verwendung von Verfahren hoherer Ordnung. Das Diagramm Abb. 2.4
zeigt die mittlere Geschwindigkeit 73 durch die Spaltfliche B iiber die mittlere Gitterweite
Ax aufgetragen. Diese ist definiert als:

Az =L | (2.26)

mit der Zellanzahl n. und dem vernetzten Fluidvolumen V;. Um die Fehlerordnung der
Verfahren darzustellen und um die exakte Losung einfacher approximieren zu koénnen,
wurde das MARS-Verfahren iiber die quadratische Gitterweite Az? und das QUICK-
Verfahren iiber die kubische Gitterweite Az3 auf getrennten Abszissen aufgetragen. Durch
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Abbildung 2.4: Vergleich verschiedener Netze und Diskretisierungsverfahren.

grafische Auswertung kann die diskretisierungsfehlerfreie Losung fiir eine unendlich feines
Gitter Uga,— approximiert werden. Diese ergibt sich beim MARS-Verfahren zu 0.04426
m/s und beim QUICK-Verfahren zu 0.04428 m/s. Die extrapolierten Werte sind mit ei-
ner Abweichung von 0,05% von einander praktisch gleich. Zur Bestimmung der Fehler
der einzelnen Netze wurde eine gemittelte Losung von Tga,—o = 0,04427m/s zugrunde
gelegt. Unter Abwéigung der Genauigkeit und der Rechenzeit wurde Netz (2) mit einer
Zellzahl von 50000 und einer mittleren Gitterweite von Az = 0,140mm (Ax? = 0,0196
bzw. Az = 0,002744) fiir die nachfolgenden Rechnungen in Kap. 8.1 und Kap. 8.3 aus-
gewahlt. Fiir dieses Netz ergibt sich der Diskretisierungsfehler fiir das QUICK-Verfahren
mit 2, 6% und fiir das MARS-Verfahren mit 0,9% (vgl. Abb. 2.4). Der Widerstand in einer
Biindel- oder Rohrstromung ist stark abhingig von der richtigen Auflésung der Wand-
schicht und der damit verbundenen richtigen Berechnung der Wandschubspannungen. Bei
Verwendung eines High-Reynolds-Modells mit Wandschicht geniigt die Auswertung der
yT-Werte um eine addquate Wandschichtauflosung zu gewéahrleisten. Bei Low-Reynolds-
Modellen muss zum einen die Lage des ersten Gitterpunktes an der Wand bestimmt wer-
den (y™ < 1) und zusétzlich fiir eine ausreichend feine Auflésung der Gradienten an der
Wand gesorgt werden. Zur Uberpriifung dieser Bedingungen fiir das ausgewihlte Netz
(@ wurde das dimensionslose Geschwindigkeitsprofil an der Brennstabwand untersucht
und iiber den logarithmischen dimensionslosen Wandabstand y* aufgetragen. Die Daten
stammen von einer Rechnung aus Kap. 8.1 fiir einen Massenstrom von 0,160 kg/s. Dies
entspricht einer mittleren Massenstromdichte von ca. 2330 kg/ sm? und einer mittleren
Axialgeschwindigkeit von ca. 3 m/s. In Abb. 2.5 ist deutlich zu sehen, dass die viskose
Unterschicht unmittelbar an der Wand mit einer ausreichenden Zellzahl > 5 aufgelost
wird und auch sonst die raumliche Auflésung die vorhandenen Gradienten ausreichend
wiedergibt.
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Abbildung 2.5: Grenzschichtauflésung an einem Brennstab unter Verwendung eines Low-
Reynolds-Turbulenzmodells.

2.2 Thermohydraulische Modelle fiir die Kern- und
Unterkanalberechnung

In Kap. 5 und 6 dieser Arbeit wird eine gekoppelte Kernberechnung bzw. eine detaillier-
te Unterkanalanalyse des heifesten BE durchgefiihrt. Die Berechnungen umfassen neben
einen neutronischen Teil auch einen thermohydraulischen Teil in dem die Auftheizung
des Kiihlmittels und der daran thermisch gekoppelten Strukturen berechnet wird. Die
Grundlagen zum Verstédndnis des dabei verwendeten Unterkanalansatzes sollen in den
folgenden Abschnitten gegeben werden.

Wie schon in Kapitel 1.2 erwdhnt, kommt ein Satz von volumengemittelten Erhaltungs-
gleichungen zum Einsatz. Dies ermoglicht die Berechnung des thermohydraulischen Zu-
stand in einem Reaktorkern innerhalb weniger Sekunden oder Minuten, wihrend bei-
spielsweise eine CFD-Rechnung, wenn {iberhaupt mdoglich, Tage oder Wochen benotigen
wiirde. Die starke Verkiirzung der Rechenzeit ist allerdings auch mit einen Verlust an
Informationen verbunden. Dieser entsteht hauptsiachlich durch die volumetrischen Mit-
telung der Erhaltungsgleichungen von Masse, Impuls und Energie. Dadurch gehen Stro-
mungsphénomenen innerhalb des Mittelungsvolumens (z.B Druckverlust durch Reibung
und Formwiderstand) zunéchst verloren. Um deren Auswirkungen auf das makroskopische
Stromungsverhalten dennoch beriicksichtigen zu konnen, miissen sogenannte Schliefungs-
terme verwendet werden.

Um die Vereinfachungen, die dem Unterkanalansatz zu Grunde liegen verstehen, zu kon-
nen, ist es notwendig die Herleitung der Unterkanalgleichungen kurz nachzuvollziehen.
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Dies ergibt sich im besonderen Mafse, da im zweiten Teil dieser Arbeit ausgewéhlte Model-
le und Schliefsungsterme des Unterkanalansatzes mit CFD berechnet werden sollen. Dafiir
muss die genaue Definition der einzelnen Terme bekannt sein. Dazu wird die Herleitung
ausgehend von den schon beschriebenen allgemeinen Erhaltungsgleichungen bis zu dem
im Unterkanalcode STAFAS implementierten Gleichungssatz in Kap. 2.2.1 durchgefiihrt.
Die dabei benétigten Modelle bzw. Schliefungstermen werden wihrend der Herleitung
erarbeitet. Ergénzende Literatur zu Herleitung und Schliefungstermen findet sich in To-
dreas und Kazimi [89],|90|, Tong und Weisman [94], Steward et al.[87] Wheeler et al.
[109] oder Cheng et al. [18]

2.2.1 Erhaltungsgleichungen

Zur Herleitung der volumengemittelten Erhaltungsgleichungen fiir Unterkanalprogramme
miissen zunédchst einige Rechenregeln fiir die Volumenmittelung definiert werden. Der
formale Mittelungsoperator () bedeutet fiir eine beliebige Grofe B

<B>:%// [ Bav . (2.27)

(B) bedeutet also, dass die Grofe B iiber das Volumen V; gemittelt ist. Bei V; handelt es
sich um eine Volumen, welches sowohl Feststoffanteile V; (z.B. Brennstébe, Winde etc.)
als auch Fluidvolumen V; enthélt. Deshalb gilt fiir den Fall, dass B eine reine Fluidgrofe
(z.B. Druck, Dichte etc.) ist folgende Beziehung:

1 1
— B dV = — B dV . 2.28
Vi Jv, Vi Jvy (2.28)

Das Integral iiber das gemischte Volumen V; kann in diesem Fall also in ein Integral iiber
den Fluidraumanteil V; umgeschrieben werden. Bei der Mittelung der Navier-Stokes-
Gleichungen wird jeder Term einzeln gemaf Gleichung 2.27 gemittelt. Die dabei auftre-
tenden volumetrisch gemittelten Divergenzen (z.B. im Konvektionsterm von Gleichung
2.1) werden entsprechend dem Theorem nach Slattery [84] behandelt:

0B, 0 1

Ars

In diesem Fall ist B; eine allgemeine skalare oder vektorielle Grofe und n; der Normalen-
vektor auf die Fldche dA. Die hintere Komponente der Gleichung beschreibt die Anteile
von B; (z.B. Druck p oder Schubspannungen 7;;), die auf den Grenzflichen zwischen Fluid
und Feststoff A, (z.B. Hiillrohroberfliche) innerhalb des Volumens V; wirken. Zusétzlich
bedeutet der Gaufsche Integralsatz fiir ein Skalar B

0 B dV = Bn; dV (2.30)
und fir einen Vektor B
0

oz, Jv; Ay



2.2 Thermohydraulische Modelle fiir die Kern- und Unterkanalberechnung 39

Abgesehen von der nun eingefiihrten Volumenmittelung treten bei den Unterkanalglei-
chungen auch flichengemittelte Grofen auf. Ein Beispiel dafiir sind die Fliisse durch die
Aus- und Eintrittsflichen der Unterkanalzelle. Fiir die mit {} gekennzeichnete Flichen-
mittelung einer Grofe B iiber die Fliche A; gilt

(B} = %//AtB dA (2.32)

Massenerhaltung

Die formale Anwendung der Volumenmittelung auf die allgemeine Kontinuitétsgleichung

2.7 fiihrt auf
dp 0 B
<E> + <a$z (puz)> =0 . (233)

Fiir den zeitlichen Term <%> kann gezeigt werden (vgl. [90]), dass der Mittelungsoperator
und der Ableitungsoperator vertauscht werden diirfen.

(2) 20 -

Aus dem konvektiven Transportterm <%(pui)> wird unter Verwendung von GI. 2.29

0 0 1
D)= — i — n; dA . 2.35
(o)) = stl) + - [, 23)
da die Brennstidbe als unbeweglich definiert sind, fordert die Haftbedingung, dass die
lokale Geschwindigkeit u; = 0 auf der Fliissigkeit-Feststoffgrenzflache Ag,. Somit féllt
der zweite Term auf der rechten Seite von Gl. 2.35 weg und es folgt fiir Gl. 2.35 unter
Verwendung des Integralsatzes Gl. 2.31

0 0 1 0 1
<axi (pui)> - 8—%((pui>) =V on, /VT pu; AV = v /Af puin; dA . (2.36)

Einsetzen von GI. 2.34 und Gl. 2.36 in Gl. 2.33 ergibt die integrale Form der allgemeinen
volumengemittelten Kontinuitdtsgleichung

9 {p) 1
— n; dA=0 . 2.37
FTRER A P (2.37)
——
zeitl. Aenderung Konvektionsterm

Wendet man Gleichung 2.37 nun auf die in kartesischen Koordinaten definierte Unterka-
nalgeometrie (vgl. Abb. 2.6) an, dann ergibt sich

9{p)

Vi~

+ 5, A ({pul} sﬁAxg) + 2, A ({puz} s;?,iAxg) + A {pus} Ars) =0, (2.38)
wobei Ay 3 der Strémungsquerschnitt in die x3-Richtung (axial) ist und s7; die entspre-
chende Spaltbreite. Die Operatoren ,,A bedeuten dabei die Massenbilanz iiber die je-
weilige Koodinatenrichtung und die Produkte aus Dichte und Geschwindigkeit {pu;}
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Abbildung 2.6: Axialstromung und Queraustausch im Unterkanal.

bezeichnen die Massenstromdichte. Die Grofen sind in diesem Fall {iber die Austrittsfla-
che aus dem Kontrollraumvolumen flichengemittelt, und werden deshalb in Klammern
{ } geschrieben. Zur weiteren Vereinfachung wird im Unterkanalansatz nicht zwischen
den unterschiedlichen Querrichtungen x; und x5 unterschieden. Das bedeutet, dass die
Stromung nur noch als eindimensionale Stromung mit richtungslosen Querkomponenten
betrachtet wird und es folgt fiir die flichengemittelten Querkomponenten

A =G, = Gy (2.39)

{pui} = A

Dies ist ein géngiger Ansatz bei Unterkanalprogrammen und ist fiir Biindelstromung ge-
eignet, deren dominante Stromungsrichtung lings der Stébe (axial) geht. Fiir die Unterka-
nalgleichung 2.37 folgt daraus, dass die quer gerichteten Massenstromdichten {pu;} nicht
richtungsabhingig, sondern nur als Summe der gerichteten, skalaren, flichengemittelten
Austauschmassenstrome G5, zwischen dem Unterkanal j und benachbarten Unterkané-
len k£ zusammengefasst werden. Beriicksichtigt man zusétzlich den eventuell auftretenden
iiberlagerten turbulenten Massentransport zwischen den Unterkanélen, dann ergibt sich
die Kontinuitétsgleichung fiir den Unterkanal j zu

v e at fj[( G+ Gy) siphas| + iy =0 (2.40)

———— —
zeitl. Anderung konvekt. und turb. Queraustausch axialer Transport
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Die Summe iiber (G]k + Gij) s;xAz beschreibt den Stoffaustausch mit den benachbar-
ten Unterkanélen k. Dabei bezeichnet G;_; die Masse, die durch turbulente Schwankun-
gen von k nach j und umgekehrt transportiert wird. Beriicksichtigt man die statistische
Natur der Turbulenz, gilt fiir einphasige Fluide ([90])

;-k = ;Cj (2.41)
und deshalb:
G/

Jjek

= G —Gpy=0 . (2.42)

Es ergibt also keinen Netto-Stofftransport durch die turbulenten Schwankungen, so dass
der turbulente Austauschterm in der Kontinuitatsgleichung weg fallt. Fiir stationédre Pro-
bleme schreibt sich die Kontinuitdtsgleichung fiir den Unterkanal j also als

Z ]kS]kAx?, + %Am] =0 . (243)

k=1

Impulserhaltung

Bei der Herleitung der Impulsgleichung miissen analoge Schritte, wie bei der Herleitung
der Kontinuitétsgleichung durchgefiihrt werden. Durch formale Anwendung der Volumen-
mittelung 2.27 auf die allgemeine Impulsgleichung Gl. 2.1 folgt zunéchst

<3(g;%)> * <aii (p“i“j)> = <§£> + <a%;(”j)> +{p)gi - (2.44)

Wobei der Gravitationsterm (p) ¢g; als Impulsquelle hinzugekommen ist. Der zeitliche

Term kann wieder zu
Ipu; 9 (pus)
— 2.4

< ot > ot (2.45)

vereinfacht werden. Fiir die drei Terme mit den Ableitung -2 I - folgt mit GIl. 2.29

0 0
<a—x,;(puiuj)> = a5 {puiuj) (2.46)
da u; = 0 auf der Fliissig-Feststoff-Grenzflache A, (Haftbedingung) bzw.
op 0 1
_ - JdA 2.47
<(9xz> (9xz < > + VT Ay pn ( )
0 0 1
<0xi7—j> o (Tij) + Vi /Afs Tign ( )

Analog zur Herleitung der Kontinuitatsgleichung folgt gemaft Gl. 2.31 fiir die verbleiben-
den Ableitungsterme in Gl. 2.46 bis Gl. 2.48

0 o /1
= () = — (— % (win;) dA 2.49
I, (Puita) = g (VT vy Y ) Vi Ja, P (ins) (2.49)
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0 o /1 1
— — = dA 2.
0 0 /1 1
a—xi <7_ij> == a—xl (VT /VF Tij dV) = VT/AJ; Tij Ty dA (251)

Fasst man die einzelnen Komponenten in Gl. 2.44 zusammen, ergibt sich die integrale
Form der volumengemittelten Impulsgleichung fiir Unterkanalprogramme.

0 (pu;) 1 1 1
+ — wi (u;n;) dA= — — n; dA+—/ n; dA (2.52
at VT Afp ]( ) VT Afp VT Af 7—] ( )
———
zeitl. Anderung Konvektionsterm Druckkraft Scherkraft
1
+ — R, dV + i
U v, (r) g

——
Druck- und Reibungswiderstand  Gravitation

Die Terme fiir die Druck- und Spannungsverteilung auf der Fliissigkeits - Feststoff - Grenz-
flache aus GIl. 2.48 und 2.47 wurden dabei zu einem volumetrischen Widerstandsvektor
R; zusammengefasst. Somit werden in diesem Term alle Kraft- und Widerstandskompo-
nenten beriicksichtigt, die durch Effekte innerhalb des Mittelungsvolumens entstehen.
! R; dV = ! dA ! dA 2.53
?T Vi ' B ?T Afspni + V_T/Afs Tiglti ( . )
Im néchsten Schritt wird nun Gl. 2.52 auf die spezielle Unterkanalgeometrie (Abb. 2.7) an-
gewandt. Es ergibt sich dadurch fiir jede Raumrichtung der kartesischen Koordinaten eine
Erhaltungsgleichung. Wie schon erwiéhnt werden im Unterkanalansatz die Querrichtungen
x1 und x5 in der Regel zusammengefasst, so dass am Ende je eine Erhaltungsgleichung in
Axialrichtung (x3) und in Querrichtung (x5, 1) iibrig bleiben. Dariiber hinaus bedeutet
dieses Vorgehen, dass ein quer zur Hauptstromung gerichteter Impuls nicht transportiert
sondern vernachléssigt wird, weshalb lediglich axial gerichteter Impuls von einem Kanal
in den néachsten transportiert werden kann.

Die stationdre Impulsgleichung in Axialrichtung (z3-Richtung) lautet demnach fiir
einphasige Medien

oA ({pur} {us} sTiATs) + 0, A ({pua} {us} s52A73) + o, A ({pus} {us} Aps) =

K
~Aps e A{PY) = X [Gipusy — Grjusk]sArs — Aps(p) gATs + Fiay, (2.54)
k=1

wobei die Gravitation in negative x3-Richtung wirkt. Der turbulente Austausch mit be-
nachbarten Unterkanédlen & wird als Differenz der Produkte der Schwankungsmassenstro-
me G* und der axial Geschwindigkeit uz im jeweiligen Unterkanal beriicksichtigt. Dabei
ist zu beachten, dass zwar wie in Kap. 8.4 erldutert, sich die Schwankungsmassenstro-
me aufheben, aber die Differenz der Produkte liefert nur dann keinen Beitrag, wenn die
benachbarten Kanile den gleichen Axialmpuls haben (d.h gleiche Axialgeschwindigkeit).
Der Impulsiibertrag durch die Scherspannungen auf der Grenzfliche A; wird bei dieser
Betrachtung vernachliissigt, weil deren Beitrag im Vergleich zur turbulenten Ubertragung
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Abbildung 2.7: Impulserhaltung in x3-Richtung im Unterkanal.

gering ist. Zusammenfassen der konvektiven ;- und xo-Komponenten zu einer allgemei-
nen Querkomponente sowie umgruppieren von Gl. 2.54 ergibt die Impulsgleichung

K
25 A (Thjus) Z [ KUy ]kAl'g} + Z [( L3 — G;Cju37k) SjkAl'g} =

ax. Transport gerichteter Queraustausch turb. Queraustausch
A({ptAss) — (p) g ApsAxs + Ej oy . (2.55)
——
ax. Druckdifferenz Gravitation ax. Widerstandskraft

Gleichung 2.55 beschreibt die Impulserhaltung in die axiale Hauptstromungsrichtung wie
sie im Unterkanalprogramm STAFAS gelost wird. Die Komponente Fj ,, ist, die Wider-
standskraft die innerhalb des Kontrollvolumens entgegen der axialen Stromungsrichtung
x3 wirkt. Zur Beriicksichtigung dieser Kraft wird ein quadratischer Ansatz verwendet. Es
gilt

A
Pl = ( G=24 6+ c, ) (S luslus) Aps . (256)
N - -

Reibung Abstandshalter  Ein- und Auslassverluste

Dabei beriicksichtigen die Koeffizienten C'; den Reibungswiderstand an der Brennstab-
wand, C den hydraulischen Widerstand des Abstandshalters und C; den Ein- und Aus-
lassdruckverlust aus dem Stabgitter des BE. Letztere treten nur auf, wenn sich im be-
trachtete Kontrollvolumen ein Abstandshalter befindet bzw. falls es sich um die Zellen
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handelt, die den Ein- oder Austritt der Stromung in oder aus dem Stabbiindelgitter bein-
halten. Korrelationen zur Bestimmung dieser Koeffizienten sind in Kapitel 2.2.3 gegeben.
Der Term zur Beriicksichtung der turbulenten Austauschgréfsen enthilt die beiden un-
bekannten turbulenten Austauschmassenstrome G7; und Gj;. Diese sind, wie schon bei
der Herleitung der Kontinuitdtsgleichung erldutert, fiir einphasige Fluide betragsmafig
gleich und werden durch ein Modell in Abhéngigkeit der Axialstromung bestimmt (sie-
he Kap. 2.2.3). Der gerichtete Queraustausch G,,uj wird mit der sogenannten ,,Donor
Cell“-Methode realisiert (|109]). Die mit dem Superskript * gekennzeichnete Axialge-
schwindigkeit u3 wird dabei als Transportgrofe der Massenstromdichte G, betrachtet
und nimmt Werte entsprechend der Transportrichtung ein. Wenn die Transportrichtung
in den Unterkanal 7 hineingeht dann bedeutet das

G >0 und deshalb Uy = Usp - (2.57)

D.h also, dass uj; den Wert der Axialgeschwindigkeit in Unterkanal £ annimmt. Bei um-
gekehrter Querstromungsrichtung folgt demnach

Gjr <0 und deshalb Uy = U3 . (2.58)

Der Quermassenstrom Gj; muss mit einer zusitzlichen Impulsbilanz in Querrich-
tung bestimmt werden. Durch Anwendung von GIl. 2.52 auf den Kontrollraum in der
Unterkanalgeometrie in Abb. 2.8 ergibt sich die Impulsbilanz in die Querrichtung (z.B.
ro-Richtung) unter Vernachlédssigung der turbulenten Transportterme

Subchantiel k

\ Subchanneﬂlﬂjw"

Abbildung 2.8: Kontrollvolumen fiir die Querimpulsbilanz in z-Richtung.

oA ({pur} {us} Ax'Aws) 4 2, A ({pua} {ua} sjpAws)
oA ({pus} {ua} Ax'sjp) = =2, A ({p}) sjpldas + Fja,  (2.59)



2.2 Thermohydraulische Modelle fiir die Kern- und Unterkanalberechnung 45

Wie schon erwahnt, wird beim Unterkanalansatz der Transport des Querimpulses ver-
nachléssigt. Dies bedeutet, dass die konvektiven Transportterme in Gl. 2.59 ebenfalls
wegfallen. Zusétzlich fallt auch der Schwerkraftterm weg, da die Gravitation in negative
x3-Richtung wirkt. Somit ergibt sich die vereinfachte Querimpulsbilanz aus Gl. 2.59 zu

2O (P} sjpAwy = Figy (2.60)

Der Druckverlust ist also direkt gekoppelt mit der Widerstandskraft F ., in xo-Richtung
bzw. mit einer lateralen Widerstandskraft F} die zwischen Unterkanélen j und k& wirkt.
Fiir den lateralen Widerstand wird ein quadratischer Ansatz gemaf

|G| G

ik

jkA ({p}) SjkAl‘g = Fj,k = Oj ( ) SjkA.I‘g (261)

verwendet. Fiir die Dichte p}, gilt analog zu den Bedingungen fiir die Geschwindigkeit
uz in Gl 2.57 bzw. Gl. 2.58 fiir eintretende Massenstrome

Gjr >0 und deshalb Pik = Pk (2.62)
und fiir austretende Massenstrome
Gjr <0 und deshalb Pik = Pj - (2.63)

Die Variable Cj;, in Gl. 2.61 ist dabei der so genannte Druckverlustkoeffizient in Quer-
richtung. Dessen Bestimmung durch Korrelationen ist in Kap. 2.2.3 zu finden.

Energieerhaltung

Um die Aufheizung des Kiihlmittels berechnen zu kénnen, muss zuséitzlich zur Kontinuitéts-
und Impulsgleichung die Energieerhaltungsgleichung im Unterkanal gelost werden. Dabei
handelt es sich auch in diesem Fall um eine volumengemittelte Gleichung, die speziell
fiir die Anwendung in Unterkanalprogrammen hergeleitet werden muss. Da dieser Pro-
zess sehr dhnlich zu den bereits beschriebenen Herleitungen ist, wird eine stark verkiirzte
Form wiedergegeben. Die inkompressible Energiegleichung lautet fiir ein Kontrollvolumen
dV = dzidxodrs

d(ph) 0

0
(puih) +

Er (¢)=4d"+¢ . (2.64)

Dabei ist h die Enthalpie des Fluids, ¢/ der Vektor der Wérmestrome im Kontrollraum
und ¢” eine volumetrische Warmequelle. Formale volumetrische Mittelung und Anwen-
dung von GI. 2.27 bis Gl. 2.31 auf Gl. 2.64 ergibt die integrale Form der Energieerhaltung

unter Vernachlissigung der Dissipation ¢ und sonstiger volumetrischer Warmequellen ¢”.

0 (ph) 1 1 or 1
——
zeitl. Anderung Konvektionsterm Wirmeleitung Wirmeuebertragung

Der Wirmeleitungsterm beschreibt die Wérmeleitung innerhalb des Fluids. Dabei ist
ke eine effektive Warmeleitfahigkeit, die sowohl die molekulare als auch die turbulente
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Abbildung 2.9: Energieerhaltung im Unterkanal.

Wirmeleitung beriicksichtigt. Der Warmeiibertragungsterm beschreibt die Warmefliisse
tiber die Fliissigkeits-Feststoff-Grenzfliche A,. Durch Spezialisierung von Gleichung 2.65
auf die Unterkanalgeometrie in Abb. 2.9 entspricht dieser Term der Warmeiibertragung

aus den Brennstében und wird als volumetrische Heizleistung ¢, beriicksichtigt.

1 i

— i dA =g Ar L Axs = qp, 2.66

U Ja, 0 By A f25 D3 = G (2.66)
Die restlichen Terme in Gleichung 2.65 werden ebenfalls durch Spezialisierung auf die
Unterkanalgeometrie und unter Vernachlissigung der zeitliche Anderung der Enthalpie
zu

K K
. * ! / —
Alfrighy) + Y0 [(Gh®) spdas) + 30 [(Glihy — Gigha) siglas] = (awy)  (2:67)
k=1 k=1
——r
ax. Transport gerichteter Queraustausch turb. Queraustausch Brennstableistung

Die molekulare Warmeleitung innerhalb des Fluids wird vernachlissigt, da ihr Beitrag
im Vergleich zum konvektiven und turbulenten Austausch gering ist. Ebenso wird der
turbulente Austausch in axial Richtung vernachlissigt, weil dieser klein im Vergleich
zu den konvektiven Fliissen ist. Fiir den konvektiven Austauschterm wird analog zum
konvektiven Impulsqueraustausch die ,Donor Cell* Methode benutzt, so dass fiir h* gilt:

Gir >0 und deshalb h* = hg (2.68)
und fir austretende Massenstrome

G <0  unddeshalb A" =h; . (2.69)
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Der Gleichungssatz fiir das Unterkanalprogramm STAFAS ist nun komplett. Es besteht
aus der Kontinuitatsgleichung, den Impulsgleichungen in Axial und Querrichtung und der
Energieerhaltungsgleichung. Durch die Anwendung der Volumenmittelung kénnen Stro-
mungsphédnomene die innerhalb des Mittelungsvolumens geschehen nicht mehr direkt
aufgelost werden. Da deren Auswirkungen auf die globale Strémung oft nicht zu vernach-
lassigen ist, miissen diese durch Schliefsungsterme beriicksichtigt werden. Das bedeutet
zum Beispiel fiir den axial auftretenden Stromungswiderstand, der hauptséchlich durch
Reibung in der Grenzschicht verursacht wird, dass dessen Wirkung durch einen inte-
gralen Druckverlustterm beriicksichtigt werden muss. In der folgenden Ubersicht werden
noch einmal die vier Gleichungen des Unterkanalmodells zusammengefasst, wobei die
unbekannten Grofen, die mit Hilfe der Schliefungsterme beriicksichtigt werden miissen,
farblich markiert sind.

Kontinuitéitsgleichung:

]kSJkAl'g + 13Am] =0 . (270)

HMN

Impulsgleichung in Axialrichtung:

P%

Ig m]u-?)

K
{ jwus) S gkAﬂCg} z_:[( sy — (,;;".ju:;’k)SjkAx:;}:

k=1

A({ptAss) —(p)g ApsAuz + Fj., . (2.71)

Impulsgleichung in Querrichtung;:

: . Gkl G;
jkA ({p}) SijAﬂfg = f‘.jA]‘u = (.»'j]‘, <W> SijAﬂfg . (272)
ik
Energiegleichung:
K K
Z gkh SjkA.I'g] + Z [( ;/]; hj — ,;;‘,jhk) SjkA.I'g} - <Qbr,j> . (273)
k=1 k=1

Um das thermohydraulische Gleichungssystem zu schliefsen miissen also Modelle fiir ins-
gesamt 3 Groken gefunden werden.

1. Der turbulente Quermassenstrom G’ zwischen Unterkanal j und k
2. Die axiale Widerstandskraft F},,. Dazu zéhlen alle in axiale Stromungsrichtung
auftretenden Verluste, wie Reibung, Ein- und Auslassverluste aus dem Stabbiindel,

Abstandshalterverluste und Blendenverluste am Einlass der BE.

3. Die laterale Widerstandskraft F; bzw. der laterale Druckverlustkoeffizient C};, der
Querstromung zwischen Unterkanal 7 und k
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2.2.2 Brennstabmodell

Die im vorangegangenen Kapitel 2.2.1 beschriebenen thermohydraulischen Gleichungen
erlauben die Berechnung der Fluideigenschaften wie Temperatur und Dichte im gemittel-
ten Stromungskanal. Fiir die technische Beurteilung eines Kernkonzepts sind aber auch
speziell die Vorginge innerhalb des Brennstabs und seiner Hiille relevant. Die Kopplung
zwischen der Thermohydraulik des Kiihlmittel und dem thermischen Zustand des Brenn-
stoffs und der Hiille ergibt sich {iber die Brennstableistung (g, ;) in Gl. 2.67 und iiber
die lokale Temperatur des Kiihlmittels. Durch Spezialisierung des Wirmeleitgesetzes auf
die radiale Koordinate des Brennstabs, ergibt sich mit der volumetrischen Heizleistung
der Brennstoffs ¢ und der Warmeleitfihigkeit des Brennstoffs \p

1d dr
-— (Ap?“—) +4¢" =0 . (2.74)

Dabei wurde die axiale Warmeleitung vernachléssigt und eine gleichméissige Temperatur-
verteilung iiber den Umfang des Brennstabes angenommen. Letztere Annahme gilt aller-
dings nur fiir ein Teilungsverhéltnis p/d > 1,2 (|90]) und sollte fiir detailliertere Analysen
in nachfolgenden Arbeiten verifiziert werden. Durch Integrieren der Gleichung iiber die
Zylindergeometrie des Pellets (vgl. Abb. 2.2.2) kann die Bestimmungsgleichung fiir den
Temperaturverlauf im Pellet hergeleitet werden (Nachzulesen in [85], [94] oder [90]). Ziel

Brennstoffpellet
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Abbildung 2.10: Querschnitt durch den Brennstab (links) und schematisches Temperaturprofil
im Brennstab.

der Berechnung ist die Bestimmung der sicherheitsrelevanten maximalen Temperatur im
Brennstoffpellet. Wie Abb. 2.2.2 zu entnehmen ist, befindet sich der Bereich der maxi-

malen Brennstofftemperatur in der Mitte des Pellets. Fiir die maximale Temperatur in
der Mitte des Pellets Tp; gilt

"n g2
q dP,a

Ty = Tpy + L P2
Pi =4Pat T3

(2.75)

Dabei ist A\p die Wiarmeleitfahigkeit des Brennstoffs Uran-Oxid UQO,. Die Temperaturab-
héangigkeit von Ap wurde vernachléssigt und Werte fiir typische Brennstofftemperaturen
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von ca. 1000 °C nach Harding und Martin 30| verwendet. Ebenfalls von grofser sicher-
heitstechnischer Relevanz ist die maximale Hiillrohrtemperatur 7 ;. Die Bestimmungs-
gleichung dieser Grofse leitet sich ebenfalls aus Gl. 2.74 her. Sie lautet

"

Tos = Too + L8P, (it (2.76)
i a n . .
H’ H’ 8Ai dp

Wobei Ay die Wiarmeleitfahigkeit des Hiillrohrmaterials ist und die Hiillrohroberflachen-
temperatur auf der Fluidseite sich mit

(2.77)

berechnet. Dabei ist o der Warmeiibergangskoeffizient vom Fluid zum Hiillrohr. Genau-
eres iiber die Wiarmeleitfahigkeit Ay und den Wérmeiibertragungskoeffizient « ist im
nachfolgenden Kapitel 2.2.3 zu finden.

2.2.3 Schliefsungsterme und Korrelationen

Im vorangehenden Kapitel wurden die Unterkanalgleichungen und das Brennstabmodell
zur Verwendung im Thermohydraulikprogramm STAFAS hergeleitet und dabei die Stel-
len herausgearbeitet, an denen zusétzliche Modelle zur Schliefung des Gleichungssystems
verwendet werden miissen. In den folgenden Absitzen soll eine kurze Ubersicht iiber die
in Frage kommenden Modelle und Arbeiten gegeben werden.

Axialer Druckverlustkoeffizient

Wie schon bei der Herleitung der Impulsgleichung beschrieben wird die Widerstands-
kraft, die eine Stromung beim Durchstromen der Unterkanalgeometrie in axiale Richtung
erfihrt, mit einem Ansatz geméifs Gleichung 2.56 modelliert. Dies ist ein gingiger Ansatz,
wie er bei der eindimensionalen Stromungsanalyse oft verwendet wird, um Druckverlus-
te in Kandlen unterschiedlicher Geometrie zu berechnen. Der Faktor C heifit axialer
Druckverlustkoeffizient und wird in der Regel durch experimentelle Korrelationen be-
stimmt. Die meisten Korrelationen fiir den Widerstandsbeiwert C'; haben die generelle
Form:

Cy

Of = ReC2

(2.78)

wobei Re der Reynoldszahl (Def. A.3) auf Basis des hydraulischen Durchmessers d, des
Stromungskanals gebildet wird. Verschiedene Autoren haben durch Auswertung ihrer ex-
perimentellen Druckverlustmessungen jeweils unterschiedliche Werte fiir die Faktoren C}
und C, erhalten. Einen kleinen Uberblick iiber die in Frage kommenden Arbeiten gibt
Tabelle 2.2. Um die Korrelationen fiir Rohre auf die Geometrieverhéltnisse im Biindel an-
zupassen, haben Marek und Rehme [54] durch Analyse der vorhandenen experimentellen
Daten einen Korrekturterm fiir Stabbiindel in quadratischer Anordnung entwickelt:

Of P )
—— =1.04+006(=—-1) . 2.79
Crr - (d (2:79)
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Referenz C, C, Geometrie p/d
Blasius 0,3164 0.25 Rohr -
McAdams [55]  0,1840 0,20 Rohr -
Presser |70] 0,1868 0,20 Biindel 1,05 u. 1,67
Wantland [108] 1,76 0,39 Biindel 1,106
Tong [94] 0,140 0,18 Zentralkanal / Biindel 1-2

Tabelle 2.2: Verschiedene Koeffizienten fiir Gl. 2.78

In einer Literaturstudie empfehlen Cheng und Schulenberg [17] die Korrelation von Filo-
nenko [21] bzw. Petukhov et al. [67]:

—2,0
Cro = (1, 82log (%)) . (2.80)

Alle Korrelationen wurden fiir unbeheizte Stabbiindel bestimmt. Um den Widerstand in
beheizten Stabbiindel berechnen zu kénnen wird héufig ein Korrekturfaktor nach Popov

|69] verwendet.
a b
Cr=Cho (“—W> (p—W> (2.81)
PB

Die Formel beriicksichtigt, dass bei erhchter Wandtemperatur die Viskositdt und die
Dichte des Fluids an der Wand verringert wird und damit zu geringerer Reibung fiihrt. GIl.
2.81 wurde fiir ein unterkritisches Fluid bestimmt. Durch theoretische Uberlegungen hat
[69] festgestellt, dass fiir iberkritisches Fluid (am Beispiel CO9) das Viskositétsverhéltnis
vernachléssigbar ist (d.h. @ = 0) und fiir das Dichteverhéltnis den Exponent b = 0,4
ermittelt. Es folgt als Korrektur des Druckverlustkoeffizienten:

0.4
O = Cto (p—W> . (2.82)
PB

Dieser Korrekturterm wird auch spéter von Grabezhnaya und Kirillov [26] empfohlen. In
der nachfolgenden Abb. 2.11 sind die aufgefiihrten sowie einige zusétzliche Korrelation
zum Vergleich aufgetragen. Man sieht, dass die Hauptunterschiede im Bereich relativ
kleiner Reynoldszahlen zu finden sind. Im typischen Reynoldszahl-Bereich 50000 < Re <
130000 des BE-Biindels des SDWR sind die Unterschiede eher gering. Im Rahmen dieser
Arbeit wird die die Korrelation von McAdams mit der Korrektur fiir Biindelstrémungen
von Marek und Rehme [54| verwendet.



2.2 Thermohydraulische Modelle fiir die Kern- und Unterkanalberechnung o1

0.1

- 0‘08_5 —— Blasius
E McAdams
E Presser
0,06 E Wantland
] —— Todreas

McAdams korr.
—— Filonenko

o

o

=
1

0,02

Axialer Druckverlustkoefffizient C

—— . —ry
10000 100000
Reynolds-Zahl

Abbildung 2.11: Vergleich verschiedener Druckverlustkoeffizienten fiir axial durchstrémte Rohre
und Rohrbiindel.

Lateraler Druckverlustkoeffizient

Der laterale Druckverlustkoeffizient tritt in der lateralen Impulsgleichung 2.61 auf und
bestimmt den Quermassenstrom, der aufgrund von Druckunterschieden zwischen benach-
barten Unterkanilen entsteht. Von Bedeutung ist dieser Austauschterm in Bereichen des
BE, an denen entweder eine gréfere Druckdifferenz oder eine Fehlverteilung des Massen-
stroms herrscht. Letzteres ist am Einlass des BE der Fall, an dem eine Umverteilung des
Kiihlmittelmassenstroms zwischen den Unterkanéle stattfindet. Druckdifferenzen entste-
hen im Wesentlichen durch Versperrungen im Stromungskanal wie sie z.B. durch Ab-
standhalter, Stabverbiegungen etc. hervorgerufen werden. Aufferdem kénnen sie durch
die inhomogene Aufheizung benachbarter Unterkanéle hervorgerufen werden, da die tem-
peraturabhingigen Stoffwerte des Fluids den Druckverlust in Hauptstromungsrichtung
entscheidend beeinflussen. Eine Ubersicht der Arbeiten zu diesem Thema wurde bereits
in Kap. 1.2 gegeben.

Eine gebrauchliche Korrelation fiir den Querdruckverlust ist die Formel von Gunter und
Shaw [28]. Diese wird unter anderem von [89] empfohlen. Hierbei handelt es sich um einen
Korrelation, die fiir den Fall von reiner Querstromung ermittelt wurde. Der Faktor Cjy
ist nach GIl. 2.61 der laterale Austauschkoeffizient. Zur Berechnung dieses Koeffizienten
lautet die Korrelation:

% _ Aplatdvp <L>0,14 <@> —0,4 (ﬁ) —0,6
2 G?kL U Pq Pq

= R960 fiir laminare Stromungen (Reg, < 200)
dy

0,96
= W fiir turbulente Stromungen (Reg, > 200)
€d.

v

(2.83)
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Dabei bedeutet Apy,, die laterale Druckdifferenz {iber die Lauflinge des Fluids L, G
die Massenstromdichte die vom Unterkanal j in den Unterkanal £ strémt und d, den
hydraulischen Durchmesser mit

. 4. Vfl
B Abe '

Das Verhiltnis aus der Langsteilung p; zur Querteilung p, nimmt den Wert 1 an, da es
sich um ein Stabbiindel in quadratischer Anordnung handelt. Der Faktor

(;%)QM (2.85)

ist ein Korrekturfaktor, der fiir beheizte Stromungen verwendet werden kann [94]. Weitere
Korrelationen wurden schon in Kap. 1.2 erwdhnt und stammen z.B. von Gaddis und
Gnielinski [24] oder Jakob [40]. In manchen Unterkanalprogrammen (z.B. COBRA) wird
statt einer Korrelation lediglich ein konstanter Wert Cj;, = 0,5 verwendet.

dy (2.84)

Turbulenter Mischungskoeffizient

Wie bereits in der Einleitung und in vorangegangen Kapitel beschrieben, ist der turbu-
lente Austausch von grofser Bedeutung fiir die Biindelstréomung. Er sorgt fiir einen Aus-
gleich von Impuls- und Enthalpieunterschieden zwischen den Unterkanilen und reduziert
somit die Heifkanalfaktoren innerhalb eines BE. Dieser Austausch ist deshalb so effektiv
und wichtig, weil er im Gegensatz zum gerichteten Austausch durch Druckausgleichsstro-
mungen iiber die gesamte Hohe des BE stattfindet. In den Unterkanalgleichungen wird
durch die turbulente Massenstromdichte G’ in Gl. 2.55 Impuls und Energie zwischen den
Unterkanélen 7 und £ transportiert. Im Unterkanalansatz wird zur Modellierung dieser
unbekannten Grofe der Ansatz von Wheeler et al. [109)] fiir einphasige Stromung benutzt.
Dieses Modell ist allgemein akzeptiert, verifiziert und wird auch in anderen Unterkanal-
programmen wie COBRA oder MATRA benutzt. Dabei wird die Quermassenstromdichte

Gy, = B( = pk;r 3 pﬂ) (2.86)
mit der mittleren Massenstromdichte in Hauptstromungsrichtung korreliert. Dabei ist 3
der sogenannte turbulente Mischungskoeffizient und muss fiir die Berechnung einer be-
stimmten Geometrie vorgegeben werden. In der Regel werden Werte fiir 3 durch die
Verwendung von passenden Korrelationen bestimmt. Verfiigbar sind experimentelle Kor-
relationen von Ingesson und Hedberg [38], Cheng und Todreas [16], Rogers und Tahir
[76]. In [72] werden diese verglichen und fiir Biindel in quadratischer Anordnung eine
gute Ubereinstimmung festgestellt. In dieser Arbeit wird die Korrelation von Rogers und
Tahir [76] als Referenz verwendet. Diese lautet fiir Rohrbiindel in quadratischer Anord-
nung:

! 1
Yk — 0,005 - Rey,™? - (SJ—’“)O v (2.87)
0 d

wobei s, die Breite des Spaltes zwischen den Unterkanélen ist, d der Durchmesser der
Stébe und p die Viskositét des Fluids. Die Grofe w’, ist definiert als der Mischungsmas-
senstrom pro Lénge des Unterkanals und wird als Mischrate bezeichnet. Sie hingt mit
der Quermassenstromdichte G iiber w}, = G%; - sj;, zusammen.
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Wirmeiibergangskoeffizient

Der Wiarmeiibergangskoeffizient o bestimmt die Warmeiibertragung von den Brennsta-
ben an das Fluid. In den Unterkanalgleichungen taucht er nicht direkt auf, da ange-
nommen wird, dass im stationdren Zustand die gesamte Wirme, die in den Brennstiaben
erzeugt wird, auch auf das Kiihlmittel iibergeht. Diese Betrachtungsweise ist sinnvoll, weil
die Leistung der Stibe und damit die zur Verfiigung stehende Wiarme von der nuklea-
ren Reaktion vorgegeben ist. Allerdings taucht o im Brennstabmodell Gl. 2.77 auf und
bestimmt makgeblich die sicherheitstechnisch wichtige Hiillrohrtemperatur. Der Wérme-
iibergang von einer Wand auf ein unmittelbar dariiber fliekendes Fluid ist kompliziert
und insbesondere fiir iiberkritisches Wasser nach wie vor Gegenstand der Forschung. Da-
bei spielen viele Einfliisse wie Beschaffenheit der Brennstaboberfliche, Temperatur- und
Geschwindigkeitsgrenzschicht, Variation der Stoffeigenschaften, Heizflichenlast u.a. eine
Rolle. Besonders der Effekt der ,Heat Transfer Deterioration®, also der Verschlechterung
des Wérmeiibergangs unter bestimmten Bedingungen, ist noch nicht ausreichend geklért.
Experimente zum Wérmeiibergang mit iiberkritischem Wasser in Stabbiindel sind nicht
verfiigbar, so dass alle verfiigbaren experimentellen Daten und Korrelationen sich auf von
auken beheizte Rohre beziehen. Einen guten Uberblick iiber die verfiigharen Arbeiten ge-
ben Léwenberg [51] sowie Pioro und Duffey [68].

Bishop-Korrelation

Im dieser Arbeit wird hauptséichlich die Warmeiibergangskorrelation von Bishop [9] ver-
wendet, die auf Basis von Experimenten an von auflen beheizten und mit {iberkritischem
Wasser durchstromten Rohren erstellt wurde.

o 0,66 0,43 2 4D
Nu = 0,0069 - Re,? - Pr, %% . (—p> : (p—w> : (1 + 7”) (2.88)
Cp Ob L

Dabei steht der Index , fiir den Bezug der jeweiligen Grofe auf die Kernstromung und
w fiir die Wand. Die Definition von Reynolds-Zahl und Prandtl-Zahl findet sich in Kap.
A.2. Der letzte Term von GIl. 2.88 beriicksichtigt Einlaufeffekte und wird mit zunehmen-
der Lauflinge L der Stromung zu null, wobei Dy, in diesem Falle eine charakteristische
Bezugslinge (z.B. Durchmesser des Rohres) ist. Die in der Gleichung enthaltenen Ver-
héltnisse der Stoffeigenschaften p und ¢, beriicksichtigen die unterschiedlichen Fluidei-
genschaften an der Wand und im Kern der Stromung durch die Temperaturgrenzschicht.
Die mittlere Warmekapazitét ¢, ist dabei definiert als

__hw_hb
A — )

(2.89)

Dabei ist h die Enthalpie und 7" die Temperatur des Fluids im Kern der Stromung bzw.
an der Wand. Fiir eine konkrete Geometrie mit der charakteristischen Lange D und fiir
ein Fluid mit der Wérmeleitfihigkeit A\ angewendet, ergibt sich der Warmeiibergangsko-
effizient o aus

Nu=—— . 2.90
w=" (290)

Dittus-Boelter-Korrelation
Bei der thermohydraulischen Berechnungen der Spaltstromung in Kap. 2.3 wurde die
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Korrelation von Dittus-Boelter verwendet:
Nu = 0,023 - Re®® . pr®3 (2.91)

Im Gegensatz zur Korrelation von Bishop existiert keine Unterscheidung zwischen Flui-
deigenschaften im Kern der Stromung und an der Wand. Dadurch sollte die Anwen-
dung der Dittus-Boelter Korrelation auf Berechnungen fern des pseudokritischen Punk-
tes und fiir relativ niedrige Wéarmestromdichten beschrinkt bleiben. Zuséitzlich werden
keine Einlaufeffekte beriicksichtigt. Die Griinde zur Verwendung dieser Korrelation sind
im wesentlichen praktischer Natur, da sich aufgrund der fehlenden Stoffverhéltnisse die
Notwendigkeit einer iterative Losungsmethode eriibrigt.

Ein- und Auslassverluste am Stabgitter

Unter Ein- und Auslassverlust versteht man den Druckverlust, der entsteht, wenn die
Kiihlmittelstromung vom unteren Plenum in die Unterkanalgeometrie eintritt bzw. wenn
die Kiihlmittelstromung am oberen Ende des BE die Unterkanéle verldsst. Um diesen
Beitrag in den Unterkanalberechnngen beriicksichtigen zu kénnen, wurde in GIl. 2.56 der
Druckverlustkoeffizient C; eingefiihrt. Fiir den Einlassverlust liegt eine Querschnittsver-
engung vor und C, berechnet sich ([37])

Aout
C,=0,5- (1 - ) . (2.92)
A, entspricht dabei der durchstréomten Fliache vor der Querschnittsinderung und A,
der Fliche nach der Anderung. Im umgekehrten Fall der Querschnittserweiterung am
Auslass des Stabgitters bestimmt sich C; mit (|37])

Ain 2
cg:<1— Am) . (2.93)

Druckverlust durch Abstandhalter

Abstandshalter dienen zur Verhinderung bzw. Begrenzung von Brennstabauslenkungen
und Brennstabschwingungen. Dafiir werden die Stidbe in regelméfigen Abstdnden durch
die Abstandhalter in ihrer Lage zueinander fixiert. In der Unterkanalanalyse werden die
Abstandhalterdruckverluste geméf Gl. 2.56 mit dem Verlustkoeffizienten C beriicksich-
tigt. Im vorliegenden BE-Konzept sind Gitterabstandhalter ohne spezielle Formgebung
zur Beeinflussung oder Lenkung der Stromung (z.B. Schaufeln, Fahnchen etc.) vorgese-
hen. Der erzeugte Druckverlust hingt somit von dem Versperrungverhéltnis ¢ = (%’;)
und einem allgemeinen Verlustkoeffizienten C, ab.

Cy=C, é (2.94)

Rehme [71] hat die verfiigharen experimentellen Daten zusammengefasst und fand heraus
das C, mit guter Genauigkeit unabhingig von der speziellen Abstandhaltergeometrie ist
und typische Werte zwischen C, = 6 — 7 annimmt. Fiir dies Arbeit wurde ein Mittelwert
von C, = 6,5 und eine Versperrung ¢ analog zum EFR (European Fast Reactor) von
23 % angenommen. Damit ergibt sich der Druckverlustkoeffizient fiir den Abstandhalter
Cs,=11
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Druckverlust an Blenden

Zusitzliche Druckverluste miissen am Eintritt jedes BE fiir die Stabilisierung der Stro-
mung und zur Einstellung eines bestimmten Durchflusses eingebracht werden. In der
Praxis macht man dies durch den Einbau von Drosselblenden im Zufluss des BE. Der
dadurch verursachte Druckverlust im Stromungskanal berechnet sich mit:

Ap=Cy - (g Jus| u3) . (2.95)

Der Blendenkoeffizient Cy; ist stark von der geometrischen Form und konstruktiven Aus-
fiihrung der Blende abhingig. Im Verlauf der Kernberechnungen in Kap. 5 werden geeig-
nete Werte fiir die Blendenkoeffizienten definiert und damit der Kiihlmittelmassenstrom
in jedes BE-Biindel kontrolliert (vgl. Kap. 5.4)

Temperaturabhingige Wirmeleitfihigkeit von Stahl

Als Erweiterung des bestehenden Wérmeleitmodells wurde in STAFAS eine Routine im-
plementiert, welche sowohl die Temperaturabhingigkeit der Warmeleitfihigkeit A des
Werkstoff beriicksichtigt, als auch die Verwendung von Kastenwinden unterschiedlicher
Dicke moglich macht. Fiir die Warmeleitfahigkeit wurde dabei ein linearer Verlauf mit der
Temperatur 7" geméfs Abb. 2.12 angendhert. Die Punkte entsprechen empirische Daten
wie sie z.B. von den Herstellern der betreffenden Stahlsorte verfiigbar sind.
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Abbildung 2.12: Temperaturabhingigkeit der Warmeleitfahigkeit von SS3161.

2.2.4 Losungsalgorithmus in STAFAS

Die im vorangehenden Kap. 2.2 eingefiihrten Unterkanalgleichungen fiir Masse, Impuls
und Energie (Gl. 2.70 - G1. 2.73 ) wurden von Cheng et al. [18] in den Unterkanal-Code
STAFAS implementiert und werden dort sequentiell gelost. Der detaillierte numerische
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Ablauf des Losungsprozesses ist in Abb. 2.13 dargestellt und wird anhand eines Beispiels
mit mehren parallelen Unterkanélen erkliart werden (z.B BE oder Kern).

Nach der Bestimmung von Startwerten fiir das Fluid (Temperatur und Geschwindig-
keit) werden zunéchst die Erhaltungsgleichungen fiir die Unterkanile gelost (Subroutine
SUBCHN). Hierfiir wird die erste Zellschicht am Eintritt der Unterkanéle ausgewéhlt und
zundchst fiir alle Unterkanile unter Verwendung des Eintrittsmassenstrom der Druckver-
lust in die axiale Richtung berechnet. Anschlieffend wird je nach Berechnungsmodus un-
terschiedlich verfahren. Fiir den Fall, dass geschlossen Kanile berechnet werden (Modus
JKanal“ bei der Kernberechnung oder bei Druckrohrenreaktoren) ist die Berechnung der
Impulserhaltung beendet, da der Druck die einzige Variable ist und die Masse im Ka-
nal per Definition erhalten wird. Im Falle von verbundenen Kanéle (Modus ,,Unterkanal®
fiir BE-Rechnung) muss zusétzlich der Massen- und Impulsaustausch in Querrichtung
berechnet werden. Dabei wird so lange iteriert, bis die Quermassenstréme und die Aus-
trittsmassenstrome aus der Zellschicht zu den Eintrittsmassenstromen passt (Iteration 1).
Dies wird unter der Randbedingung berechnet, dass sich die Querdruckdifferenzen zwi-
schen den Unterkanélen komplett ausgleichen. Ergebnis dieser ersten Schleife sind Druck-
und Massenstromverteilung fiir eine bestimmte axiale Zellschicht und fiir eine gegebene
Fluidtemperatur.

Mit den Werten fiir Druck und Massenstrom wird in der nachgeschalteten Berechnung
der Energieerhaltung (Subroutine SUBENE) die Aufheizung der Unterkanile in dieser
Zellschicht in Abhéngigkeit von der zugefiihrten Wéarme aus den Brennstédben berechnet.
Analog zur Impulserhaltung wird erst die Aufheizung in Axialrichtung berechnet und
dann gegebenenfalls je nach Berechnungsmodus (Kanal oder Unterkanal) der Energie-
transport in Querrichtung iteriert bis die Temperatur des Fluids in den Zellen mit dem
vorgegebenen Massenstrom und der Warmezufuhr aus den Stédben zusammenpasst (Ite-
ration 2).

Mit den neu berechneten Fluidtemperaturen dndern sich die temperaturabhéngigen Stoff-
werte wie Dichte, Viskositét etc., so dass eine Wiederholung der Impulserhaltungsrech-
nung fiir diese Zellschicht durchgefiihrt werden muss (Iteration 3). Am Ende der gekop-
pelten Berechnung von Impuls und Energie sind die Werte von Druck, Massenstrome
und Enthalpie konvergiert, und werden als Eintrittsparameter fiir die ndchste Zellschicht
verwendet. Diese Prozedere wird nun fiir alle Zellschichten durchgefiihrt (Iteration 3).
Nach Berechnung der letzten Zellschicht wird die Konvergenz der Druckrandbedingung
iiberpriift. Darunter wird verstanden, dass alle Kanéle bzw. Unterkanéle mit dem gleichen
Plenum verbunden sind, so dass sich der gleiche Druckabfall von Eintritt zum Austritt
des Kanals einstellen muss (Plenumsrandbedingung). Bei Verwendung des Unterkanal-
Modus ist diese Randbedingung aufgrund des Berechnungsverfahrens stets erfiillt, wo-
hingegen beim Kanal-Modus aufgrund der fehlenden Durchmischung iiber die Kanalhche
eine Umverteilung der Massenstrome am Eintritt vorgenommen werden muss. Nach der
Umverteilung muss nochmals die Impuls- und Energiegleichung fiir alle Zellschichten fiir
die neuen Eintrittsmassenstrome gelost werden, bis die Druckrandbedingung erfiillt ist
(Iteration 3).

Mit Beendigung der Subroutine SUBCHN liegt eine konvergente Losung fiir Druck, Tem-
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peratur und Massenstrom in den Unterkanédlen bzw. Kanélen unter Beriicksichtigung der
Plenumsrandbedingung fiir den Druck vor. Aufgrund der thermischen Kopplung der Mo-
deratorwasserstromung in Kasten und Spalt an die Unterkanéle muss dessen Auftheizung
durch das Kiihlwasser berechnet werden. Die neue Temperatur- und Dichteverteilung in
Spalt und Kasten beeinflusst ihrerseits wieder die Berechnung der Eintrittsrandbedingun-
gen der Unterkanile, da sich Spalt und Kastenwasser mit dem Wasser aus dem Ringspalt
vermischt. Konvergenz der Thermohydraulik im berechneten Biindel oder Kern liegt vor,
wenn auch die Aufheizung des Moderatorwassers in Kasten und Spalt konvergiert ist
(Iteration 4).
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2.3 Poroses Medien Modell fiir die Berechnung der
Spaltstromung

Die Geometrie des in diesem Reaktorkonzept verwendeten BE wurde bereits in der Einlei-
tung dieser Arbeit kurz vorgestellt (Abb. 1.4). Dabei wurde ebenfalls erwihnt, dass durch
die Positionierung der BE mit einem Abstand von 10 mm zueinander ein Spalt entsteht,
der mit Moderatorwasser von oben nach unten durchstromt wird. Dieser Spaltraum zieht
sich wie ein Netz durch das gesamte Kernvolumen (vgl. Abb. 7.1. Durch Wérmeleitung
iiber die BE-Késten ist das Spaltwasser thermisch an das heiffe Kiihlmittel gekoppelt
und wird durch dieses erhitzt. Das Stromungsverhalten innerhalb des Spaltraums ist
dabei sowohl von neutronischer als auch von thermohydraulischer Seite von Interesse
und soll simuliert werden. Ziel ist die Berechnung der Aufheizung und die Uberpriifung
der bei der Kernberechnung getroffenen Annahmen (vgl. Kap. 7). Aufgrund der kompli-
zierten Geometrie und dem hohen Anteil an Grenzflichen, die einer feinen rdumlichen
Diskretisierung bediirfen, ist eine Simulation dieser Spaltstrémung mit CFD nicht mog-
lich. Alternativ wurde ein Ansatz gewahlt, der das Netz der Spalte zwischen den BE als
poroses Medium behandelt.

Das Porose Medien Modell (PMM) basiert wie die schon in Kap. 2.2.1 vorgestellten
Unterkanalmodelle auf einem Satz volumetrisch gemittelter Gleichungen. Die Herleitung
dieser Gleichungen ist deshalb analog zu den Unterkanalgleichungen. Allerdings werden
die volumengemittelten Gleichungen fiir Masse (2.37), Impuls (2.52) und Energie (2.65)
in der integralen Form nicht auf eine spezielle Geometrie angewandt, sondern werden
hier in der differentiellen Form wiedergegeben. Unterschiede zu den Unterkanalgleichun-
gen ergeben sich im wesentlichen bei der Modellierung der durch die Volumenmittelung
vernachléssigten Stromungseffekte innerhalb der Stromung (z.B. integrale Widerstands-
kraft R in Gl. 2.52). Die ausfiihrliche Herleitung der Gleichungen und die verwendeten
Modellierungsansétze zur Beriicksichtigung der internen Effekte wurden ausfiihrlich von
Kunik und Vogt [45] erldutert und dokumentiert. Deshalb werden im Folgenden nur kurz
die Gleichungen des PMM aufgefiihrt und auf die wichtigsten Punkte hingewiesen.

Massenerhaltung
Die Massenerhaltung ergibt sich in kartesischen Koordinaten x; durch Anwendung von
Gl. 2.37 auf ein Volumenelement dV = dx; dxy dxs, welches sowohl Feststoffe als auch
Fliissigkeit enthalt:

0
5. (Pip) =0, (2.96)

wobei ; ; die mittlere Spaltgeschwindigkeit ist, die durch Mittelung tiber den Fluidraum
gebildet wird. p; ist die sogenannte Flachenporositit in die Koordinatenrichtung x;. Mit-
tels der Definition der Darcy-Geschwindigkeit @; = ¢;u; 5 folgt

0
— () =0 . 297
o (@) (2:97)
Die Darcy-Geschwindigkeit u; stellt eine iiber Feststoff und Fliissigkeit volumetrisch ge-
mittelte Geschwindigkeit dar.
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Impulserhaltung
Durch Verwendung der Darcygeschwindigkeit wird die Impulsgleichung zu

1o, 10 [1 1 op powm  u -
Eaxi (pz) + Eaxi (EpUzU]> = + ——— — —u; — Coipt; || + pg (2.98)

_Eaxi Pi 8:15? Ol,i
Der Auftrieb in der Stréomung wird mit der Boussinesq-Approximation modelliert:
p=po(1 = Peap (T —Tp)) - (2.99)

dabei ist (., ist der Warmeexpansionskoeffizient des Moderatorwassers. Wie beim PMM
iiblich, wurde der laminare Anteil des integralen Widerstandsterms R; durch einen li-
nearen Ansatz #u_z und der turbulente Anteil von R; durch einen quadratischen Wi-
derstandsterm Ch;pt; [1;] ersetzt (siche z.B. Nield [59] oder Vafai und Tien [98]). Die
wichtigen Koeffizienten C; und Cy; werden in [45] sowohl durch Korrelationen als auch
durch eine Detailanalyse der Spaltstromung mit CFD bestimmt.

Energieerhaltung
Die Energiegleichung orientiert sich an der Herleitung von Hsu und Cheng [36] und lautet

mit der Volumenporositit ¢, und einer volumetrischen Warmequelle ¢":

— — T T

a% (popCy) T + (9%2, (pCyT) = 8%2- [Amolg—xi + Aimbg—xi +q" (2.100)
mit dem Term der effektiven molekularen Warmeleitfahigkeit A, und der effektiven
turbulenten Wirmeleitfdhigkeit \},,;. Im konkreten Fall der Spaltstrémung wird A, so
berechnet, dass nur molekulare Warmeleitung im Fluid stattfindet, d.h. die Warme die
durch die BE geleitet werden konnte, wird vernachléssigt. Fiir die turbulente Wérmeleitfa-
higkeit wird aufgrund der geometrischen Ahnlichkeit der Spalte zur Unterkanalgeometrie
ein modifiziertes Modell gemafs Kap. 2.2.3 verwendet. Die Verifikation dieser Annahme
steht noch aus. Die Warmezufuhr aus den BE wurde als volumetrische Wéarmequelle ¢"”
implementiert:

"= kA (T.—T) (2.101)
Vi

Die zugefiihrte Warme aus den BE wird also in Abhéngigkeit der Differenz zwischen der
Temperatur im Kiihlmittel 7, und der Moderatorwassertemperatur 7" im Spalt berechnet.
Zur Bestimmung des Warmeiibergangskoeffizienten wurde die in Kap. 2.2.3 vorgestellte
Dittus-Boelter Korrelation verwendet. Das Modell aus [45] wurde um die Abhéngigkeit
des Wirmeiibergangskoeffizienten von der Stromungsgeschwindigkeit des Kiithlmittels im
BE erweitert, so dass nun eine realistische, inhomogene Aufheizung des Spaltwassers si-
muliert werden kann. Die durch die Autheizung variablen Stoffwerte wurden iiber Funk-
tionen nach dem Vorbild von Laurien und Wintterle |[47] vorgegeben.

Die drei Erhaltungsgleichungen wurden in das Softwarepaket Comsol 3.2 programmiert,
welches eine Vielzahl an unterschiedlichen Losern fiir derartige nichtlineare Gleichungs-
systeme bietet. Dabei wird im Gegensatz zum bereits beschriebenen CFD-Code eine Fi-
nite Element Methode (FEM) angewendet. Dies umfasst auch einen Loser fiir transiente
Rechnungen.
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In den vorangegangenen Kapiteln wurden die Grundlagen zum Versténdnis der Thermo-
hydraulik in einem Reaktorkern bzw. BE geschaffen. Dabei wurde stets die Kenntnis der
stationdren Verteilung der Warmequellen in der Geometrie vorausgesetzt. Diese War-
meerzeugung im Kern ist das direkte Ergebnis der nuklearen Prozesse im Brennstoff
des Reaktors. Unter den nuklearen Prozessen versteht man die moglichen Kernumwand-
lungsprozesse (d.h. Spaltung, Neutroneneinfang, $-Zerfall etc.), die aufgrund von Strah-
lung oder durch Instabilitdt der Atomkerne entstehen. Fiir die Freisetzung von Energie
ist im vorliegenden thermischen Reaktorkonzept vor allem die Spaltung der Kerne des
Uran-Isotops U-235 durch den thermischen Anteils der Neutronenstrahlung relevant. Eine
Ubersicht der dabei erzeugten Reaktionsprodukte und deren Energie gibt Tab. 3.1

Reaktionsprodukt Energie [MeV] Reichweite
Spaltprodukte 167 +£5 <1 mm
Neutronen ) einige 10 cm
(B-Teilchen 8+1,5 einige mm - cm
prompte y-Strahlung 6+1 einige cm - m
verzogerte y-Strahlung 6+1 einige cm - m
Neutrinos 12425 o0

204

Tabelle 3.1: Reaktionsprodukte bei der Spaltung von U-235, deren Energie und deren Reichweite
im Reaktormaterial [85].

Bei der Spaltung eines U-235-Kerns mit einem thermischen Neutron wird Energie aus
der Bindung der Atome frei. Der Massendefekt und damit die Gesamtmenge der frei
werdenden Energie ist abhingig von den bei der Spaltung entstandenen Spaltprodukte.
Welche Isotope genau entstehen unterliegt dabei einer statistischen Verteilung. Zusétz-
lich werden bei der Spaltung eine statistische Anzahl von prompten Neutronen (ca. 2 - 3
Neutronen/Spaltung), sowie prompte y-Strahlung und Neutrinos freigesetzt. Da es sich
bei den Spaltprodukten oftmals um Isotope mit kurzer Halbwertszeit oder in einem ange-
regten Energiezustand handelt, emitieren diese mit zeitlicher Verzdgerung zur Spaltung
ebenfalls Neutronen, einige (-Teilchen (Elektronen aus der Umwandlung von Neutronen
in Protonen) und y-Strahlung. Die im Mittel bei der Spaltung eines U-235 Kerns frei wer-
dende Energie betragt 204 MeV. Diese Energie steckt zundchst in der kinetischen Energie
der Teilchen und in den y-Quanten. Aufgrund der Grofe der Spaltprodukte (Massenzahl
zwischen 72 und 158 Nukleonen) haben diese eine so geringe Reichweite, dass deren ki-
netische Energie noch im Brennstoff durch Stéfe an der Brennstoffmatrix in Wirme
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umgewandelt wird. Die Neutronen haben dagegen eine Reichweite in der Grofenordnung
von einigen 10 cm, geben ihre Energie durch Stofse an die Umgebung ab oder werden
absorbiert. Bei der v - Strahlung handelt es sich nicht um eine Teilchenstrahlung son-
dern, um eine hochfrequente elektromagnetische Welle. Aus diesem Grund hat sie eine
relativ groke Reichweite von mehreren Metern im Reaktormaterial und schwécht sich
oft erst im biologischen Schirm des Reaktors ab. Neutrinos werden aufgrund ihrer sehr
geringen Wechselwirkung eine fast unendliche Reichweite. Fiir die Warmeerzeugung im
Kernreaktor ist demnach hauptséchlich die Energie, die in den Teilchen steckt, mafsge-
bend (Spaltprodukte und Neutronen). Diese wird als Heizrate x bezeichnet und betrigt
ca. y = 192 MeV /Spaltung [85].

Kernreaktionen Mikrosk. Makrosk.
Interaktion Querschnitt  Querschnitt
[em?] [em™1]
El. Streuung el el
Streuung Absorption Inel. Streuung Tin Sin
Absorption Ta Ya
Spaltung oy Xy
elastische inelastische Neutronen-  Spaltung -
Streuung  Streuung einfang Neutroneneinfang Te e

Abbildung 3.1: Mogliche Interaktionen eines Neutrons mit der Umgebung (links) und die Be-
zeichnung der Wirkungsquerschnitte (rechts).

Wie schon Eingangs erwahnt findet die Spaltung von U-235 vorzugsweise mit thermi-
schen Neutronen statt. Unter thermischen Neutronen versteht man Neutronen, die mit
ihrer Umgebung im thermischen Gleichgewicht sind und deshalb bei Stofsen mit anderen
Molekiilen weder Energie abgeben noch Energie aufnehmen. Die Energie der thermischen
Neutronen liegt im Bereich unterhalb von 1 eV. Die bei der Spaltung von U-235 ent-
stehenden prompten Neutronen liegen allerdings im so genannten schnellen Bereich mit
mittlere Energie bei 2 MeV [97]. Aus diesem Grund miissen bei thermischen Reaktoren die
Neutronen abgebremst werden, bevor sie zu einer neuen Spaltung fiihren kénnen. Dieser
Prozess wird Moderation genannt und geschieht durch elastische Streuung an Atomen
eines Moderatormaterials. Aufgrund des hohen Streuquerschnitts, des relativ niedrigen
Absorptionsquerschnitts und der geringen Kosten wird hierfiir haufig Wasser benutzt. Ein
weiterer Grund ist, dass Wasser bzw. der darin gebundene Wasserstoff dem Gewicht des
Neutrons am néchsten kommt und deshalb die pro Stofs abgegebenen Energie maximal
ist. Die erzeugten thermischen Neutronen kénnen nun ein weiteres U-235 Atom spalten
und damit die Kettenreaktion fortzusetzen.

Fiir die Leistungserzeugung im Reaktor sind also hauptsachlich die Neutronen verant-
wortlich. Die moglichen Interaktionen, die ein Neutron im Reaktor mit den Atomen des
Reaktormaterials haben kann, ergeben sich auf der linken Seite von Abb. 3.1. Mit Streu-
ung bezeichnet man die Stofe, die ein Neutron mit anderen Atomen ausfiithrt. Es wird
zwischen der elastischen und der inelastischen Streuung von Neutronen unterschieden.
Letzteres bedeutet, dass Teile der kinetischen Energie der am Stofs beteiligten Partikel in
andere Energieformen umgewandelt werden (z.B angeregter Energiezustand des Kerns).
Unter dem Begriff Absorption versteht man allgemein die Aufnahme eines Neutrons in
einen Atomkern. Im Anschluf an diesen Prozess kann entweder ein stabiler Kernzustand
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gehalten werden und man spricht vom Neutroneneinfang oder der Kern wird dadurch
instabil und es kommt zur Spaltung. Die Wahrscheinlichkeit dafiir, dass ein Neutron
an einem bestimmten Isotop eine der moglichen Interaktionen durchfiihrt, wird in der
Kerntechnik mit sogenannten Wirkungsquerschnitten quantifiziert. Dabei beschreibt der
mikroskopische Wirkungsquerschnitt ¢ die Wahrscheinlichkeit der Interaktion in Abhén-
gigkeit der kinetischen Energie E des beteiligten Neutrons. o(F) ist eine Stoffeigenschaft
des betreffenden Isotops und vom Zustand des Materials abhéngig (z.B. Temperatur).
Wird zusétzlich noch die Teilchendichte N [Teilchen/ cm3] des Isotops in einem betrach-
teten Volumen beriicksichtigt (z.B. U-235 Anreicherung im Brennstoffvolumen), dann
spricht man vom makroskopischen Wirkungsquerschnitt ¥(£) mit

S(E) = No(E) . (3.1)

Demzufolge ist der makroskopische Wirkungsquerschnitt fiir eine Interaktion von der
Teilchendichte, dem Zustand des Materials und von der Energie der Neutronen abhén-
gig. Die Wahrscheinlichkeit fiir jede der beschriebenen Interaktionen wird dabei mit einem
eigenen Wirkungsquerschnitt beschrieben. Eine Ubersicht iiber die Querschnitte und Be-
zeichnungen gibt die Tabelle auf der rechten Seite von Abb. 3.1

Zur Kontrolle eines Kernreaktors ist wichtig, dass nicht zu viele Spaltneutronen zu einer
erneuten Spaltung fiihren, da dies zu einer ansteigender Neutronenpopulation und Ener-
gieerzeugung im Kern fithren wiirde. Im stationdren Leistungsbetrieb eines Reaktors, soll
idealerweise nur eines der Neutronen aus der vorhergehenden Neutronengeneration ei-
ne neue Spaltung auslésen. Als Mak fiir die Entwicklung der Neutronenpopulation iiber
die Neutronengeneration wurde der Multiplikationsfaktor k.s (oft auch als Kritikalitat
bezeichnet) eingefiihrt |5]

Neutronenerzeugung

kepr = (3.2)

Neutronenverluste durch Leckage und Absorption

Es bedeutet:

® k.sr = 1 der Reaktor ist , kritisch®, die Neutronenpopulation und damit die Leistung
sind konstant

® k.sr < 1 der Reaktor ist ,unterkritisch®, Neutronenpopulation und Leistung gehen
zuriick

® kesr > 1 der Reaktor ist ,jiberkritisch®, Neutronenpopulation und Leistung steigen
an

Unter Leckage wird das Entweichen von Neutronen aus der Reaktorgeometrie verstan-
den. Somit stehen diese nicht zur Erzeugung weiterer Spaltungen zur Verfiigung. Die
Absorption bezeichnet wie schon erwidhnt die Summe aus Neutroneneinfang und Spal-
tung. Zur Bestimmung von k. fiir einen homogenen, thermischen Reaktorkern kann die
so genannte Vierfaktorenformel mit einem zusétzliche Faktor zur Beriicksichtigung der
Leckage verwendet werden.

kepp=f-m-es-p-Pnr (3.3)
Dabei ist
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e f die thermische Ausnutzung und beschreibt mit f < 1, dass ein Neutron im Brenn-

stoff und nicht im Reaktormaterial absorbiert wird. f = 251723]\4

e 1 der Regenerationsfaktor und beschreibt die Menge Spaltungen die aus in Brenn-
stoff absorbierten Neutronen entstehen.

e cg der Schnellspaltfaktor mit € > 1 und beziffert die schnellen Neutronen die durch
Spaltung mit schnellen Neutronen hinzukommen

e p die Resonanzentkommwahrscheinlichkeit p < 1 und beziffert welcher Bruchteil
der Neutronen der Resonanzabsorption entkommen

e Py der Leckagefaktor und beriicksichtigt die Neutronen die den Kern verlassen

Nachdem einige fundamentalen Zusammenhingen in Bereich der Neutronik erklart wur-
den, soll nun ein genauerer Blick auf die eigentliche Kernberechung geworfen werden. Ziel
der Kernberechnung ist, wie schon erwahnt die Bestimmung der rdumlichen Verteilung
der Warmequellen im Reaktorkern. Diese Warmequellen- bzw. Leistungsverteilung héngt
dabei von vielen verschiedenen Faktoren wie Zusammensetzung, Dichte und Temperatur
der Materialien im Kern ab.

Zur Beschreibung der Anzahl an Interaktionen (vgl. Abb. 3.1), die an der Stelle 77 =
(1, xa, 9:3)T in einem Volumen pro Sekunde und cm?® passieren, wird die Reaktionsrate
R(7, E,t) benutzt. Sie ist definiert als:

R(7,E,t)=N-o(E) v - / (7,3, B,4)dQ = S(E) - &(F, B, 1) . (3.4)

Die Variable ®(7, E,t) entspricht definitionsgeméf dem Weg den alle Neutronen im Vo-
lumenelement gemeinsam zuriicklegen und hat die Einheit [Neutronen/scm?|. Verwendet
man die Definitionen der Wirkungsquerschnitte aus Abb. 3.1, ergibt sich fiir die Wérme-
entwicklung durch Spaltung:

g5 (7 B t) = x - 3¢ (E) - ©(F, B t) (3.5)

3.1 Monte-Carlo Methode

Die Monte Carlo Methode wurde 1947 im Kontext des US amerikanischen Kernwaffenpro-
gramms von verschiedenen Wissenschaftlern (S. Ulam, J. von Neumann, E. Fermi ua.)
entwickelt. Ziel war schon damals die Berechnung von analytisch nicht l6sbaren Neu-
tronentransportproblemen. Der vorgeschlagene probabilistische Ansatz der Monte Carlo
Methode grenzt sich dabei klar von den herkommlichen Methoden ab, die meist auf
der Losung einer Neutronentransportgleichung basieren. Diese Klasse von deterministi-
schen Codes stellen zur Zeit das Standardwerkzeug der neutronischen Kernberechnung
dar und sind fiir die heutigen Reaktorkonzept weit entwickelt. Fiir zukiinftige Reakto-
ren mit neuartige bzw. komplexeren BE-Konzepte sind deren Kapazitat z.B. beziiglich
der Geometriemodellierung nicht immer ausreichend und bediirfen zusitzliche Entwick-
lungsschritte. Gerade auch angesichts stark steigender Rechenkapazititen stellt sich die
Frage, ob alternative Techniken wie die Monte Carlo Methode mittlerweile zu bevorzugen
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sind. Entscheidender Parameter bei dieser Fragestellung ist der Zeitaufwand, der beno-
tigt wird, um eine Kernberechnung durchzufiihren. Dabei zéhlt nicht nur die Zeit, die fiir
die reine Berechnung benoétigt wird, sondern auch die notwendige Vorbereitungszeit. Um
Fiir und Wider beider Losungsmethoden gegeneinander abzuwégen miissen die Ansétze
kurz erldutert werden.

Deterministische Methoden

Die deterministischen Methoden basieren auf der Losung der Neutronentransportglei-
chung (z.B. Diffusionscodes). Dabei muss diese Gleichung &hnlich wie bei der Stromungs-
mechanik diskretisiert werden. Wahrend das bei der Stromungsmechanik im Raum x;
und die Zeit ¢ geschieht, kommt bei der Neutronentransportgleichung mit dem Energieni-
veau I/ der Neutronen noch eine weitere Diskretisierung in n, Energiegruppen hinzu. Bei
der rdumlichen Diskretisierung werden oft unterschiedliche Strukturen (z.B. Brennsté-
be, Kiihlmittel und Strukturelemente) innerhalb einer homogenisierten Berechnungszelle
zusammengefasst. Damit soll eine zu feine Diskretisierung und iiberméfiger numerischer
Aufwand vermieden werden. Die Materialzusammensetzung innerhalb einer solchen Zelle
wird also ,verschmiert” und als homogen Mischung modelliert. Dadurch ergibt sich fiir
diese Zelle ein gemeinsamer makroskopischer Wirkungsquerschnitt, welcher die neutroni-
sche Wirkung der gesamten Struktur und aller Materialien in der Zelle wiedergeben muss.
Diese miissen fiir die eigentliche Kernberechnung als Datensatz zu Verfiigung gestellt wer-
den. In dieser vorbereitenden Tétigkeit, bestehend aus der Modellierung der homogenen
Zellen und die Aufarbeitung der Wirkungsquerschnitte, steckt meist der Hauptzeitauf-
wand bei der Verwendung von deterministischen Codes. Dies wird am Beispiel des in
Kap. 5.4 beschriebenen SDWR-BE deutlich. Fiir diese Geometrie wiirde eine sinnvolle
rdumliche Diskretisierung fiir eine Kernberechnung den gesamten Querschnitt eines BE
inklusive Moderatorspalt umfassen. Dabei ergeben sich insgesamt 7 Variablen die relevan-
ten Einfluss auf die homogenisierten Wirkungsquerschnitte nehmen. Dies sind Dichte und
Temperatur des Wassers im Kasten, dem Spalt und den Kiihlmittel sowie zuséitzlich die
Brennstofftemperatur. Will man die physikalischen Eigenschaften der homogenisierten
Zelle richtig wiedergeben, muss jeder der Parameter in einer Anzahl von n Stiitzpunk-
ten variiert und jeweils der Wirkungsquerschnitt bestimmt werden. Somit ergeben sich
n” Wirkungsquerschnitt-Berechnungen mit einer Rechenzeit von je 2-3 Minuten. Dies ist
ein nicht zu unterschétzender Zeitaufwand. Grofser Vorteil der Methode ist der geringe
numerische Aufwand bei der Durchfiihrung der eigentlichen Kernberechnung (einige 10
Minuten).

Monte-Carlo-Methode

Bei der Monte-Carlo-Methode wird nicht wie bei den deterministischen Methoden ei-
ne Transportgleichung fiir Neutronen gelost, sondern es wird das Verhalten einzelner
Neutronen in der Geometrie verfolgt. In dieser Arbeit wird dafiir das Programm MCNP5
(Monte-Carlo N-Particle) [111] verwendet. Dabei wird die Losung (z.B. k. fiir einen Re-
aktor) durch direkte Simulation der Vorgéinge (Neutronenbewegung und -interaktionen)
ermittelt. MCNP5 simuliert immer nur ein einzelnes Neutronen gleichzeitig und bestimmt
dessen Interaktion mit der Materie (Spaltung, Streuung, Absorption etc.) durch Zufalls-
experimente. Die Interaktionen, Zustinde und Wege, die das Teilchen innerhalb der defi-
nierte Geometrie wihrend seiner Lebenszeit geht, werden in einer so genannten ,History*
gespeichert. Durch Simulation einer reprasentativen Menge von Teilchen werden entspre-
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chend viele Histories erzeugt, die dann als Datenbasis fiir verschieden statistische Auswer-
tungen zur Bestimmung der gewiinschten Werte (z.B. k.rs) benutzt werden kénnen. Die
Genauigkeit der Aussagen hiangt dadurch direkt von der Anzahl der gerechnet Teilchen
ab. Im Vergleich zu deterministischen Codes benttigt MCNP keine extern aufbereite-
te, homogenisierte Wirkungsquerschnitte, da die Geometrie im vollen Detail abgebildet
werden kann. Zuséatzlich ist die Verwendung von Energiegruppen unnotig, da nur einzel-
nen Partikel berechnet werden deren kinetische Energie stets bekannt ist. Fiir jede der
definierten Zellen muss neben den geometrischen Mafen auch Zusammensetzung, Tem-
peratur und Dichte des Fiillmaterials vorgegeben werden. Daraus kann in Kombination
mit den gegebenen mikrosk. Wirkungsquerschnitten (JEF-2.2 [61]) bei Bedarf der ma-
krosk. Wirkungsquerschnitte berechnet. Aufgrund der detaillierten Simulation bend&tigt
MCNP5 ein relativ lange Rechenzeit um eine ausreichende Konvergenz der Statistik zu
erzielen. Dem gegeniiber steht die hohe Verldsslichkeit der Methode, da auf die Homoge-
nisierung von Zellen verzichtet wird und zusétzlich keine Definition von Energiegruppen
notwendig ist. Dadurch entfillt auch die lange Vorbereitungszeit zur Aufbereitung der
homogenisierten Wirkungsquerschnitte. Die Geometrieerzeugung in MCNP5 kann durch
Pre-Processing Programme vorgenommen werden, die mit einfachen CAD Programmen
vergleichbar sind (z.B. Visual Editor - ,VISED"). Zusétzlich befinden sich auch Program-
me in der Entwicklung, die gingige CAD Formate (z.B. von CATIA) interpretieren und in
MCNP-konforme Eingabedatensitze umwandeln kénnen (z.B. [96]). Angesichts der Vor-
teile der Monte Carlo Methode wird im Rahmen dieser Arbeit das Programm MCNP5
fiir die neutronischen Anaylsen des Kerns und der BE benutzt.

3.1.1 Losungsalgorithmus

Zu Beginn jeder Monte Carlo Simulation muss zunéchst die Startverteilung der Neutro-
nen definiert werden. Dies kann entweder durch die Definition einer oder mehrerer Punkte
im Brennstoff geschehen oder durch Verwendung einer Startlésung aus vorhergehenden
Simulationen. Im verwendeten Kritikalitdts-Modus muss zuséatzlich die Anzahl an Zyklen
und die Menge an Neutronen pro Zyklus festgelegt werden. Die Gesamtanzahl an Zyklen
ist in aktive und inaktive Zyklen unterteilt. Zu Beginn jeder Rechnung wird eine bestimm-
te Anzahl an inaktiven Zyklen gerechnet, um eine konvergente rdumliche Verteilung der
Spaltungen im Kern zu erreichen. Erst danach kommen die aktiven Zyklen, deren Ereig-
nisse in die Statistik der Losung mit einbezogen werden. st die Spaltung nicht konvergiert
bevor die aktiven Zyklen beginnen, dann kann die statistische Ungenauigkeit der Ergeb-
nisse weit gréfer sein als diese vom Programm angegeben werden. Die genaue Menge an
inaktiven Zyklen die gerechnet werden muss, ist in erster Linie abhingig von der Qualitit
der angenommenen Startverteilung. Zur Kontrolle der Konvergenz der raumlichen Ver-
teilung der Spaltungen existiert in neueren Versionen von MCNP5 (ab Version 1.4) eine
Methode, welche die rdumliche Umverteilung der Spaltungen innerhalb eines zuvor de-
finierten und die gesamte Geometrie abdeckenden Netzes quantifiziert und bewertet [111].

Zu Beginn eines Zyklus wird das erste Neutron mit einer zufélligen Neutronenenergie in
eine zufillige Richtung gestartet. Zu jedem Zeitpunkt ¢ befindet sich das Neutron in einer
bestimmten Zelle der Geometrie, fiir welche durch Kenntnis der mikroskopischen Wir-
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kungsquerschnitte und der Teilchendichte die Wahrscheinlichkeit fiir die eine oder Inter-
aktion des Neutrons mit dem Medium bekannt ist. Basierend auf im Programm erzeugte
Zufallszahlen werden nun Wahrscheinlichkeitsexperimente durchgefiihrt, die ein bestimm-
tes Ereignis (z.B. Kernreaktion) an einer bestimmten Stelle in Flugrichtung des Partikels
zum Ergebnis haben kénnen. Beispielsweise konnte das Neutron gestreut werden. Durch
Stichproben innerhalb der physikalischen Streuquerschnitte werden dann Streuwinkel und
Energieverlust des Neutrons ermittelt, und somit Flugrichtung und Zustand des Neutrons
nach dem Stofs bestimmt. Anschliefend kommt es z.B. zu einer Spaltung und der Weg
des Neutrons ist beendet. Der Ort der Spaltung wird gespeichert und dient im néchsten
Zyklus als Startpunkt fiir neue Neutronen. Durch die Spaltung wird eine stochastische
Menge neuer Neutronen frei. Im verwendeten Kritikalitdts-Berechnungsmodus werden
diese Neutronen nicht tatsichlich erzeugt und weiterverfolgt sondern nur die Anzahl an
neuen Neutronen gespeichert. Alle Ereignisse die durch das Neutron verursacht werden,
werden in einer so genannten ,History” gespeichert. Im Folgenden werden nacheinan-
der alle Neutronen eines Zyklus simuliert und fiir jedes eine History gespeichert. Alle
Histories eines Zyklus bilden dann die Datengrundlage zur Bestimmung der Ergebnisse.
Welche Werte durch das Programm bestimmt werden sollen, muss vor der Berechnung
durch so genannten ,Tallies® definiert werden. Ein Tally ist eine Art Zahler, der rele-
vante Ereignisse innerhalb einer zuvor definierten Zelle oder auf einer Fliche registriert
und speichert. Die in diese Arbeit verwendeten Tallies werden in den folgenden Kapiteln
genauer beschrieben.

3.1.2 Ergebnisbestimmung in MCNP5
Berechnung der Kritikalitat k.;¢

Die Kritikalitdt des berechneten Systems wird fiir jeden einzelnen Zyklus durch Auswer-
tung des Ausdrucks

Spaltneutronen in Generation ¢ + 1

= . 3.6
erf Spaltneutronen in Generation ¢ (36)

bestimmt. Das Endergebnis beruht auf einer statistischen Auswertung iiber aller ermit-
telten Histories. Die Ausgabe besteht aus dem Mittelwert von k. sy mit zugehoriger Stan-
dardabweichung sowie der 99%, 95% und 68 %-Vertrauensintervalle.

Berechnung des Neutronenflusses ¢

Der Neutronenfluss ®(7, E,t) entspricht definitionsgeméf dem von allen Neutronen im
Volumenelement zuriickgelegten Weg. In der MCNP-Rechnung wird zur Bestimmung
dieses Wertes ein so genanntes ,F4-Tally” verwendet. Es handelt sich dabei um einen
Zahler, der die Weglange 7; der gerechneten Neutronen innerhalb der Zelle addiert und
mit dem Volumen V' der Zelle normiert.

T
v
Der Parameter W stellt eine Wichtungsfunktion dar, die im berechnet Fall bei allen
Neutronen den Wert 1 hat. Nach Beendigung der Rechnung werden die Werte mit der

Gesamtanzahl an gerechneten Histories normiert. Ergebnis des F4-Tallies ist also der
volumengemittelte Fluss ®(7, F) in [Neutronen/ cm2] pro gestartetem Neutron.

o(7, E) = /t<I>(F, Et)=W (3.7)
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Berechnung der nuklearen volumetrischen Heizleistung ¢}’

Die Energie, die innerhalb einer Zelle durch die nukleare Reaktion entsteht, ist von pri-
méren Interesse bei der Kernberechnung. In MCNP wird die Heizleistung ¢ in einer
bestimmten Zelle in MeV/g ausgegeben:

Pa
=W .1 -H-— . 3.8
qr 1 Of - (3.8)

Dabei entsprechen 7; und W der Definition in Gl. 3.7, oy dem mikroskopischen Spalt-
querschnitt, H der Energie pro Spaltung, p, der Atomdichte in Teilchen/cm?3 und m der
Masse aller Zellen im Tally. Durch Division mit der Dichte p des Materials in der Zelle
folgt:

" qf
A 3.9
P (3.9)

Auch diese Werte werden mit der Gesamtanzahl an gerechneten Histories normiert.

3.1.3 Erweiterte Modelle in MCNP5

Obwohl mit dem Code MCNP5 ein weit entwickeltes Programm zur Berechnung von
Neutronentransportproblemen zur Verfiigung steht, sind noch nicht alle physikalischen
Aspekte addquat implementiert. Ein Beispiel ist, dass die mikroskopischen Wirkungs-
querschnitte fiir ein bestimmtes Isotop zwar fiir eine kontinuierliche Neutronenenergie
definiert sind, aber nur fiir eine einzige Materialtemperatur des Isotops gelten. Da es sich
bei der gekoppelten Kernberechnung nicht um isothermes Problem handelt, treten alle
Isotope in den unterschiedlichsten Temperaturen auf. Ein implementiertes Verfahren zur
Beriicksichtigung von Temperaturabhingigkeiten ist das so genannte ,Free-Gas-Model“.
Es handelt sich dabei um ein Interpolationsverfahren was die Wirkungsquerschnitte in
einer bestimmten Zelle entsprechen der Temperaturangabe im Eingabedatensatz extrapo-
liert. Diese Methode hat sich fiir viele Probleme als ausreichend genau erwiesen. Gerade
aber bei der Berechnung von gekoppelten Reaktorsystemen ist die richtige Definition von
temperaturabhidngigen Wirkungsquerschnitte von grofser Wichtigkeit, um die wichtigen
physikalischen Eigenschaften des Systems richtig abzubilden [104]. Darunter fillt z.B. die
Implementierung von temperaturabhéngigen Absorptionsquerschnitte von U-238 sowie
die Streuquerschnitte von thermischen Neutronen an molekular gebundenen Wasserstoff.

Temperaturabhingige Absorptionsquerschnitte

Der Absorptionsquerschnitt von U-238 hat fiir sehr hohe und fiir relativ niedrige Neutro-
nenenergie einen linearen Verlauf. Dazwischen liegt der Bereich der Resonanzabsorption
in dem der Wirkungsquerschnitt grofen Schwankungen unterliegt. Der Grund fiir dieses
Verhalten liegt in der thermischen Eigenbewegung der U-238 Atome und wird Doppler-
effekt genannt. Erhoht sich die Temperatur des Brennstoffs, verbreitern sich die Reso-
nanzspitzen in diesem Bereich und fiithren zu einem Anstieg der Wahrscheinlichkeit von
Resonanzabsorption. Die durch diesen Effekt eingefangenen Neutronen stehen natiirlich
nicht fiir die Spaltung zur Verfiigung, weshalb die Kritikalitdt und die Leistungserzeugung
im Reaktor zuriick geht. Dies ist einer der Selbstregelungseffekte des Reaktors und muss
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in die neutronische Kernberechung durch Verwendung von temperaturabhidngigen Wir-
kungsquerschnitten fiir das Brennstoffmaterial Uran-Oxid UO; mit einbezogen werden.
In der verwendeten JEF-2.2 Querschnittsbibliothek sind schon verschiedene Temperatur-
niveaus von 300 K, 500 K, 560 K, 760 K, 800 K, 1000 K, 1500 K, 2200 K enthalten.
Durch gekoppelte Kernberechnungen ohne Temperatureffekt [102] wurde ermittelt, dass
die zu erwartenden mittleren Brennstofftemperaturen in einem Bereich zwischen 500 K
und 1500 K liegen. Unter Verwendung der von Bernnat et al. [7] vorgeschlagenen und
validierten Mischungsmethode werden Wirkungsquerschnitte fiir Zwischentemperaturen
erzeugt. Dabei wird das Material der Temperatur 7;, entsprechend dem Hebelgesetz aus
den verfiigharen Materialien der nichst hoheren Temperatur 7}, bzw. der néchst tieferen
Temperatur 7; gemischt. Dies entspricht einer linearen Interpolation der Querschnittsda-
ten. Der Mischungsbruch X ist definiert als:

Tm_ﬂ

X—im— ot
Ty — T,

(3.10)
Es folgt fiir Konzentration des Materials mit der niedrigeren Temperatur C; bzw. fiir die
Konzentration des Materials mit der héheren Temperatur Cf,:

Ch=X Cp Cr=(1-X)-Cp . (3.11)

Wobei €, die Gesamtkonzentration des zu extrapolierenden Materials in der Material-
karte von MCNP5 ist. Unter Verwendung von Gl. 3.10, Gl. 3.11 und mit den vorhanden
Daten aus der JEF-2.2 Bibliothek wurden Querschnitte zwischen 500 K und 1500 K in
Schritten von 100 K fiir jede der verwendeten Anreicherungen definiert. Es ergeben sich
bei 8 unterschiedlichen Anreicherungen insgesamt 80 unterschiedliche Brennstoffmate-
rialien. Dieses Vorgehen wurde entwickelt, um die Arbeitsspeicherbelastung, die durch
die Extrapolation der Querschnitte auf die exakte Temperatur in jeder Brennstoffzelle
entstanden wére (4405 Brennstoffmaterialien) zu begrenzen. In der gekoppelten Version
von STAFAS wird bei der Erstellung des Eingabedatensatzes von MCNP5 durch eine
Abfrage die der tatsdchlichen Brennstofftemperatur in der Zelle am néchsten liegende
Materialzusammensetzung gewahlt.

Streuung von thermischen Neutronen in Wasser

Die Neutronenstreuquerschnitte beschreiben den Streuvorgang von Neutronen verschie-
dener Energien mit den Atomen eines bestimmten Stoffes. Dieser Vorgang ist im Reaktor
hauptsichlich bei der Moderation der Neutronen wichtig, bei dem schnelle Neutronen
durch Stoke an Wasserstoff-Atomen Energie abgeben. Im Allgemeinen wird zur Beriick-
sichtigung der Temperaturabhingigkeit der Streuung das so genannte ,Free-Gas-Model“
verwendet. Es handelt sich dabei um ein Interpolationsverfahren, was den Streuquer-
schnitte in einer bestimmten Zelle entsprechend der Temperaturangabe im Eingabeda-
tensatz extrapoliert. Dabei wird angenommen, dass sich das Wasserstoffatom als freies
Gas, d.h. ohne chemische Bindung und unbeeinflusst von Nachbaratomen in der Zelle
befindet. Diese Methode hat sich fiir viele Bereiche, insbesondere bei hoher Neutronen-
energie als ausreichend genau erwiesen [111]. Gerade aber im Fall der Streuung von
thermischen Neutronen an Wasserstoffatomen ergibt sich durch die niedrige kinetische
Energie der thermischen Neutronen eine Beeinflufung des Streuvorgangs durch die che-
mische Bindung der Wasserstoffatome an das Sauerstoffatom und die chemische Bindung
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der HyO-Molekiile untereinander. Diese Effekte werden durch die Verwendung speziel-
ler S(a, B)-Wirkungsquerschnitte beriicksichtigt und bei Streuungen mit Neutronenener-
gie £ < 4 eV angewendet. In MCNP sind relativ wenige S(«, 3)-Tabellen fiir weni-
ge Temperaturen standardméfig vorhanden. Die in dieser Arbeit verwendeten S(a, (3)-
Wirkungsquerschnitte wurden von Bernnat und Conti [6] erstellt und beriicksichtigen
die unterschiedlichen Zustdnde von Wasser oberhalb (gasformig) und unterhalb (fliissig)
der pseudo-kritischen Temperatur (384°C bei 25 MPa). Um die Temperaturabhéingig-
keit korrekt zu beriicksichtigen, wurden entsprechend den verfiigharen Temperaturen der
S(a, B)-Wirkungsquerschnitte (273 K - 648 K in 25 K Schritten sowie bei 653 K, 663
K, 683 K und 800 K) unterschiedliche Wassermaterialien nach Gl. 3.10 und GI. 3.11
gemischt.



4 Konzept eines Druckwasserreaktors
mit uberkritischem Wasser

Zu den festgelegten Randbedingungen des Primérkreislaufs (Kernaustrittstemperatur
(KAT) 380 °C und Druck 25 MPa) muss zunichst ein passendes Anlagenlayout ent-
worfen werden. Aufgrund der relativ niedrigen KAT von 380 °C wird der SDWR analog
zum DWR in einem Primér- und einem Sekundérkreislauf betrieben. Basierend auf dieser
Vorgabe ergibt sich ein Kreisprozess geméfs des T-s-Diagramms in Abb. 4.1.
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Abbildung 4.1: Vergleich des SDWR mit einem Referenz-DWR. im T-s-Diagramm.

Darin ist zum einen der Primér- und Sekundérkreislauf des SDWR eingetragen und zu-
sitzlich der Sekundérkreislauf einer Referenzanlage zu sehen. Die Referenz entspricht in
den verfiigharen Daten einem ,European Pressurized Water Reactor EPR und damit
dem zur Zeit modernsten Druckwasserreaktor. Die Aufheizung des Primérkiihlmittels im
Kern und ebenso die Abgabe der Wéarme im Dampferzeuger des Primérkreislaufs in Abb.
4.1 ist aufgrund seines vergleichsweise isobaren Verlaufs vereinfacht als einzelne Linie auf
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einem Druckniveau von 25 MPa dargestellt.

Das Speisewasser im Sekundérkreislauf wird im Dampferzeuger durch das Primérkiihl-
mittel bei einem Druck von 7,5 MPa von 230 °C auf eine Frischdampftemperatur von 370
°C aufgeheizt. Aufgrund des relativ hohen Temperaturniveaus des Primérkiihlmittels ist
also im Vergleich zur Referenz die Uberhitzung des Dampfes im Dampferzeuger moglich.
In der angeschlossenen Hochdruckturbine folgt eine Entspannung des Dampfs auf 20 bar.
Im Gegensatz zur Referenzanlage ist aus thermodynamischer Sicht eine Entspannung
in den 2-Phasenbereich nicht notwendig. Damit ergibt sich fiir das Layout der Anlage
die Einsparung von Wasserabscheidern und Dampftrocknern nach der Hochdruckturbine
(HD). Zudem sind Erosionsschiden an der Beschaufelung der HD-Turbine durch Tropfen-
schlag bei Betrieb im Nakdampfgebiet ausgeschlossen. Nach einer Zwischeniiberhitzung
auf 360 °C folgt dann die Entspannung in der Niederdruckturbine (ND) von 2,0 MPa
auf das Kondensatorniveau von 0,005 MPa, einem Feuchtegehalt von 0,85 und einer ver-
bleibenden Temperatur von 33 °C. Nach der Kondensation erfolgt der Riicklauf in den
Dampferzeuger.

Der Wirkungsgrad des SDWR-Konzepts und der Referenzanlage kann aufgrund der glei-
chen Kondensatorbedingungen iiber die eingeschlossen Fliachen im T-s-Diagramm vergli-
chen werden. Dabei zeigt sich, dass besonders die Erh6hung der Frischdampftemperatur
zu einer Steigerung des Wirkungsgrads gefiihrt hat. Um diesen quantifizieren zu kénnen,
muss die Gesamtkonfiguration des Anlagenkonzepts definiert werden. Dies ist ein itera-
tiver Prozess bei dem eine Kreislaufsimulations-Software (z.B. IPSEpro, [39]) benutzt
wird und der hinsichtlich der Optimierung des Wirkungsgrades durchgefiihrt wird. Eine
solche Analyse wurde fiir das SDWR Konzept durch Vogt et al. [103] durchgefiihrt und
dokumentiert. Das dabei festgelegte Layout ist in Abb. 4.2 zu sehen.
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Abbildung 4.2: Anlagenlayout des SDWR.
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Der Primérkreislauf (links) besteht aus dem Reaktordruckbehélter (RDB) mit dem Kern,
der Primirseite des Dampferzeugers (DE) und der Hauptkiihlmittelpumpe (HKP). Die
thermische Leistung des Kerns wurde ausgehend von einer spezifische Leistung pro Kern-
volumen von ca. 100 MW /m? auf 2000 MWth festgelegt. Bei einer geplanten Aufheizung
des Kiihlmittels von 280 °C auf 380 °C resultiert das in einem Kiihlmittelmassenstrom
myri = 2800 kg/s. Unter der Abschétzung des Druckverlustes im Kern (Ap = 0,30
MPa) sowie im Dampferzeuger und den restlichen Komponenten des Primérkreislaufs
(Ap = 0,35 MPa) ergibt sich die erforderlich Leistung der Hauptkiihlmittelpumpen zu
3,8 MW. Im Sekundérkreislauf tritt das Kithlmittel mit einem Massenstrom von 966 kg /s,
einer Temperatur von 230 °C und einem Druck von 7,5 MPa in den Dampferzeuger ein
und mit einem Druck von 7,2 MPa und 370 °C wieder aus. Dabei findet im Dampferzeu-
ger sowohl die Verdampfung als auch die Uberhitzung statt. Aufgrund der Tatsache, dass
Dampferzeuger in konventionellen DWR nur zur Erzeugung gesittigten Dampfes kon-
zipiert sind, wird sich diese Komponente vom gidngigen Design unterscheiden und eine
nachgeschaltete Uberhitzerstufe beinhalten. Im weiteren Verlauf wird der Dampfmassen-
strom aufgeteilt und der grofere Teil (87 %) in eine HD-Turbine geleitet und dort auf
einen Druck von 2,0 MPa und 214 °C entspannt. Dabei wird auf drei Temperaturniveaus
(280 °C, 253 °C und 214 °C) Dampf fiir die Vorwirmung des riickfliekenden Speisewassers
entnommen. AnschlieRend wird der Dampf in einen Zwischeniiberhitzer (ZWU) gefiihrt
und dort von dem zuvor abgezweigten Frischdampf auf 360 °C iiberhitzt. Anschliefsend
folgt eine Entspannung in der ND-Turbine auf einen Druck von 0,005 MPa und 33 °C.
Dabei wird Dampf fiir vier weitere Vorwarmer abgezapft (290 °C, 209 °C, 116°C und 85
°C). Der Kondensator (K) seinerseits wird von 15 °C kaltem Wasser riickgekiihlt, welches
sich dadurch auf ca. 25°C aufheizt. Das wieder verfliissige Kiihlwasser wird durch eine
Kondensatpumpe (KP) iiber die zwei ersten Vorwérmer zur Hauptspeisewasserpumpe
(HSP) transportiert. Dort erfolgt eine Erh6hung des Drucks von 0,16 MPa auf 78,5 MPa,
wofiir eine Pumpenleistung von ca. 13 MW benotigt wird. Anschliefend wird das Spei-
sewasser durch die restlichen Vorwérmerstufen zuriick in den Dampferzeuger gefordert.
Die Turbinen erzeugen am Generator (G) eine Leistung von 766 MWe

Bei der Simulation des Kreislaufs werden unterschiedliche Parameter wie Turbinenwir-
kungsgrade, Druckverluste etc. benotigt und kénnen in dieser ersten Systemanalyse nur
grob abgeschétzt werden. Zur Verifikation der eingestellten Werte wurden Vergleichs-
rechnungen durchgefiihrt und die Ergebnisse mit den Kreislaufdaten des EPR verglichen.
Ausgehend von dem so eingeeichten System, wurden die notwendigen thermodynamischen
Modifikationen auf der Primér- und Sekundérseite zur Simulation des SDWR, durchge-
fithrt. Einige Ergebnisse der Rechnung (Wirkungsgrad, Verhéltnis von Generatorleistung
zu Wassermassenstrom) sind in Abb. 4.3 zusammengefasst.

Im Vergleich zur Referenzanlage ergibt sich beim SDWR eine Steigerung des Wirkungs-
grades um 2 Prozentpunkte von 35,5 % auf 37,5 %. Dariiber hinaus ist eine Verbesserung
des Verhaltnisses aus elektrischer Generatorleistung Pz und Wassermassenstrom 1,
bzw. M., auf der Primér- bzw. Sekundérseite feststellbar. Insbesondere auf der Primér-
seite ergibt sich eine starke Erhohung des Verhaltnisses um den Faktor 4. Das bedeutet
eine Verkleinerung aller Stromungsquerschnitte und Anlagenkomponenten und damit al-
lein schon aufgrund der eingesparten Materialmenge (z.B. Stahl) einen positiven Effekt
auf die Investitionskosten. Aufgrund der Druckerhéhung im Primérkreislauf von 15,5 MPa
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auf {iberkritische 25 MPa ergibt sich im Gegenzug allerdings ein Verteuerung der Anlage,
dadurch dass alle Komponenten des Primérkreislaufes groferen Belastungen standhalten
miissen. Eine Gegeniiberstellung der beiden Effekte am Beispiel eines beliebigen Rohres
im Primérkreislauf ergibt bei der erwidhnte Verringerung des Massenstroms um den Fak-
tor 4 und einer Druckerh6hung von 15,5 auf 25 MPa eine effektive Materialeinsparung von
ca 58 %. Ausgenommen von dieser Entwicklung ist der RDB, da dessen Grofe sich nicht
aus der Durchflussmenge des Kiihlmittels, sondern aus der thermischen Leistungsdichte
des Reaktorkerns ergibt. Weil der SDWR mit einer dhnlichen Leistungsdichte wie konven-
tionelle DWR konzipiert wurde, ist aufgrund des hoheren Drucks von einer Vergroferung
des RDB auszugehen.
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Abbildung 4.3: Vergleich charakteristischer Daten zwischen SDWR und dem Referenz-DWR.

Die durchgefiihrte Systemanalyse offenbart unterschiedliche Vorteile des SDWR-Konzepts
im Vergleich zu konventionellen Anlagen. Diese lauten zusammengefasst:

e Einsparung von Anlagenkomponenten zur Dampftrocknung durch Ausnutzung des
hohen Temperaturniveaus des Frischdampfes im Sekundéarkreislauf.

e Verringerung der Betriebskosten durch die Erhohung des thermischen Wirkungs-
grades. Dies spart Brennstoff und reduziert die Menge des radioaktiven Abfalls, der
teuer gelagert werden muss.

e Die Verringerung des primérseitigen Massenstroms bringt trotz Druckerh6hung eine
Materialeinsparung von 58% bei den primérseitigen Komponeneten (exkl. RDB).
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e Zusitzlich bietet die Reduzierung des Massenstroms auf der Sekundirseite weitere
Moglichkeiten zur Kostensenkung durch Verkleinerung der dortigen Anlagenkom-
ponenten.

Eine Zusammenfassung der festgelegten thermodynamischen Daten, die als Randbedin-
gung fiir weiter Analysen dienen, sind in Tabelle 4.1 zu finden.

SDWR . Allgemein

Leistung thermisch 2000 MWth
Leistung elektrisch 766 MWe
Leistung Eigenbedarf 17 MWe
Leistung netto 749 MWe
Wirkungsgrad 375 %
Leistung/Massenstrom (pri) 0,2762 MWe/(kg/s)
Leistung/Massenstrom (sek) 0,7924 MWe/(kg/s)
SDWR Primirseite

Druck 25,0 MPa
Massenstrom 2800 kg/s
Temperatur RDB-Eintritt 280,0 °C
Temperatur Kernaustritt 380,0 °C
Druckverlust 0,656 MPa
Leistung 4 Kiihlmittelpumpen 3,8 MWe
SDWR Sekundirseite

Druck Dampferzeuger 7,5 MPa
Druck Turbineneintritt 7,2 MPa
Druck Zwischeniiberhitzer 2,0 MPa
Druck Kondensator 0,005 MPa
Massenstrom 966,7 kg/S
Temperatur Turbineneintritt 370,0 °C

Temperatur Kondensatoreintritt 329 °C

Leistung der Pumpen 13,2 MWe
Anzahl der Vorwéarmer 7T -
Feuchtegrad Austritt HD 1,00 -
Feuchtegrad Austritt ND 0,85 -

Tabelle 4.1: Ubersicht wichtiger Eckdaten des SDWR-Konzepts.






5 Gekoppelte Kernberechnung

5.1 Kerndesign und RDB-Konzept

Nach Festlegung des grundlegenden Anlagenkonzepts in Kap. 4 sind die Randbedingun-
gen fiir eine genauere Analyse des SDWR-Reaktorkerns definiert. Dazu muss zunéchst
einmal die Geometrie des Kerns und dessen Einbau in den RDB vorgestellt werden. Das
hierfiir von Fischer et al. [22] konzipierte RDB-Konzept ist in Abb. 5.1 zu sehen.

Oberes Plenum

Dampfplenum | Kihimitteleintritt

Kernbehalter By-Pass Rohre

Ringspalt
Stahlreflektor

Brennelement-Blindel

Einlassblenden Kerntrageplatte

Unteres Mischplenum

Abbildung 5.1: RDB-Konzept mit Kerneinbauten nach Fischer et al. [22].
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Das Kiihlmittel stromt im oberen Bereich des RDB ein und spaltet sich zunéchst in zwei
Teilstromungen auf. Der grofiere Anteil von 75% wird durch den Ringspalt an der Innen-
seite des RDB in das untere Mischplenum geleitet. Der restliche Teil von 25% wird als
Moderatorwasser in Moderatorkésten (8,3%) und -spalten (16,7%) verwendet und muss
dem Kern von oben zugefiihrt werden. Dafiir flieft es zunéchst durch das obere Plenum
und durchstrémt anschlieffend das Dampfplenum durch By-Pass Rohre. Aufgeteilt auf
Moderatorkiisten und -spalt stromt das Wasser abwérts durch den Kern und trifft im
unteren Mischplenum auf das Ringspaltwasser. Nachdem sich dort alle Massenstrome
vermischt haben, stromen sie als Kiihlmittel durch die BE und erhitzen sich dabei. Im
sogenannten Dampfplenum wird das austretende heifse Kiihlwasser gesammelt und einem
der 4 Dampferzeuger zugefiihrt.

Abbildung 5.2: Skizzen des Brennelements, des Brennelement-Biindels und der Kernkonfigura-
tion.

Der Aufbau des Kerns ist in Abb. 5.2 skizziert. Wie schon in Kap 1.2 erwidhnt wird
das im Querschnitt abgebildete BE-Design von [32] verwendet (Abb.5.2 links bzw. Abb.
1.4). Es besteht aus 40 Brennstdben mit einem Durchmesser von d = 8,0 mm, die im
Abstand von p = 9,2 mm um den Moderatorkasten angeordnet sind und von einem BE-
Kasten umschlossen werden. Die genauen geometrischen Abmafe sind im Anhang dieser
Arbeit in Abb. A.2 zu finden. Aus Griinden der verbesserten Handhabung wurden die
relativ kleinen BE (Kantenlidnge inkl. Spalt 77,2 mm) zu BE-Biindeln verbunden (Abb.
5.2 Mitte). Dabei umfasst jedes BE-Biindel 3x3 BE die im Abstand von 10 mm quadra-
tisch angeordnet sind. Wie schon eingangs erwéihnt, stromt im Spalt zwischen den BE
genau wie im Moderatorkasten Wasser abwirts durch den Kern. Der gesamte Kern ist
auf der rechten Seite von Abb. 5.2 zu sehen und besteht aus insgesamt 88 BE-Biindeln
(792 BE) die in einem nahezu zylindrischen Kern angeordnet sind. Um den Kern herum
befindet sich ein Stahlreflektor, der den Spaltraum in radialer Richtung begrenzt und zur
Reduzierung der Neutronenleckage beitrigt, sowie der sogenannte Kernbehélter, der zur
Fixierung des Reaktorkerns im RDB dient (vgl. Abb. 5.1). Das BE-Design ober- bzw.
unterhalb der aktiven Zone ist in Abb. 5.3 links und rechts zu sehen und wurde eben-
falls von 32| konzipiert. Die BE-Biindel haben unten ein gemeinsames trichterférmiges
Fufistiick auf dem die BE des Biindels fixiert sind und welches in die Kerntrageplatte
eingesetzt wird. Am kreisformigen Eintritt des Fufistiicks befinden sich Einlassblenden,
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die zur Einstellung des Kiihlmittelmassenstroms fiir das BE-Biindel dient. Somit haben
alle 9 BE eines Biindels jeweils eine gemeinsame Einlassblende. Der Bereich oberhalb der
aktiven Zone ist in Abb. 5.3 links zu sehen. Das sogenannte Kopfstiick sorgt einerseits fiir
die Zufiihrung des Moderatorwassers auf die Moderatorkisten, sammelt zusitzlich das
aus den 9 BE austretende Kiihlmittel und gibt es durch die seitlich gerichteten Auslass-
fenster in das Dampfplenum ab. Der obere Teil des Kopfstiicks reicht zu diesem Zweck
durch das Dampfplenum hindurch und dichtet mit dessen oberer und unterer Platte ab.

Zufuhrung d.
Moderatorwassers Moderatorkasten

Obere Dichtung mit
Dampfplenum

Brennelemente
T Spaltbereich

AuBlassfenster

Fulplatte
Dampfplenum

Fulstlick

Positond. —~
Einlassblenden

Abbildung 5.3: Design des oberen und unteren Bereichs des BE [33].

5.2 MCNP5 Modell des Kerns

Zweck der MCNP5 Rechnungen ist die Bestimmung der Leistungsverteilung im Kern
aufgrund der nuklearen Spaltung im Brennstoff. Dabei wird wie in Kap. 3 beschrieben
das ,Leben® einzelner Neutronen im Kern simuliert, weshalb im Wesentlichen der aktive
Teil des Kerns mit den UO9 Brennstoff modelliert werden muss. Zusitzlich sollte zur
richtigen Beriicksichtigung der Leckage von Neutronen die Peripherie des Kerns ebenfalls
mit abgebildet werden. Der relevante Teil umfasst in radiale Richtung den Stahlreflek-
tor, den Kernbehélter und den Ringspalt bis zur Innenwand des RDB (vgl. Abb. 5.4).
Oberhalb der aktiven Zone wurde der untere Bereich des Kopfstiicks (oberer Reflektor)
und das Dampfplenum beriicksichtigt. Dabei wird aufgrund der komplizierten Struktur
kein geometrisch detailliertes Modell erzeugt, sondern stattdessen eine homogen Mate-
rialmischung entsprechend der Massenanteile der Materialien (Metall, Kiithlmittel, Mode-
ratorwasser) in diesem Bereich gebildet. Analog dazu wird mit dem Bereich unterhalb der
aktiven Zone verfahren. Dort umfasst der homogenisierte Teil das Fufsstiick und die Kern-
trageplatte. Um Rechenzeit zu sparen, wird die Symmetrie der Kernanordnung ausgenutzt
und 1/8-Ausschnitt berechnet. Ein axialer und radialer Schnitt durch das Modell ist in
Abb. 5.4 zu sehen. Die im Kern erzeugte Leistungsverteilung wird mafgeblich von der
Brennstoffanreicherung (U-235) der einzelnen BE-Biindel bestimmt. Damit eine moglichst
homogene Aufheizung des Kiihlmittels erreicht werden kann, muss diese Leistungsvertei-
lung ebenfalls moglichst gleichméfig sein. In heutigen DWR wird das erreicht, indem BE
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unterschiedlichen Abbrands (d.h. unterschiedlicher Anreicherung) entsprechend im Kern
angeordnet werden. Im Rahmen der vorliegenden Untersuchung ist dieses Vorgehen nicht
moglich, so dass die Anreicherung in verschiedenen Zonen vorgegeben werden muss. Die
vorgegebenen Verteilung ist ebenfalls in Abb. 5.4 zu sehen und umfasst 4 Zonen mit an-
steigender Anreicherung (U-235 in Massen-% 3,75 - 4,0 - 4,25 - 5,5) vom Kernmittelpunkt
nach aussen. Diese Werte wurde durch Vergleich der resultierenden Leistungsprofile aus
verschiedenen Anreicherungsverteilungen mit dem eines heutigen DWR, optimiert.

Ringspalt

Dampfplenum

Oberer Reflektor : 26 cm
A

Kernbehalter

3,75%  4,00%

Stahlreflektor 420 cm
Brennstab Eckbrennstab
Moderatorkasten Kernachse\
Spalt
., 60 cm
Unterer Reflektor— 2

i 169 cm

Brennelementkasten

Abbildung 5.4: Querschnitt (oben links) und Axialschnitt (rechts) des Kerns. Skalierte Rechen-
zelle der gekoppelten Rechnung (unten links).

Zur Ermittlung der lokalen Leistung im Kern, muss der aktive Bereich des Kerns in Zel-
len unterteilt werden. Im vorliegenden Kernmodell umfasst jede Zelle den Querschnitt
eines einzelnen BE (7,72 cm x 7,72 cm) auf einer Hohe von 20 ¢cm (Abb. 5.4 unten
links). Somit besteht das Modell des 1/8-Kern aus insgesamt 2205 Zellen, die sich auf 21
axiale Schichten verteilen. Die BE werden in vollem geometrischen Detail (inkl. Wand-
starken, Verrundungen, Heliumspalt etc.) abgebildet. Innerhalb jeder Berechnungszelle
befinden sich 40 Brennstabstiicke von je 20 cm Lénge. Basierend auf den Untersuchun-
gen von Waata et al. [106] haben die Eckbrennstéibe eine um 1% reduzierte Anreicherung.
Dies dient der Vergleichméfigung der Kiihlmittelaufheizung im BE. Die Leistung aller
40 Stabe wird wihrend der MCNP5 Rechnung kumulativ erfasst. Das bedeutet, dass die
Leistungserzeugung innerhalb der Zellen homogenisiert wird. Analog dazu werden auch
andere Parameter innerhalb dieser Zelle als homogen angenommen. Darunter fallen die
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Dichte und Temperatur des Moderators im Kasten, Dichte und Temperatur des Kiihlmit-
tels zwischen den Stdben und die Temperatur des Brennstoffs. Der Zustand des Wassers
im Spalt wird innerhalb der gesamten axialen Zellschicht als homogen angenommen.

Eine detailliertere riumliche Auflésung der Leistung ist mit MCNP5 aufgrund der dazu
benotigten grofen Rechenleistung nicht moglich. Der Grund liegt in der Funktionsweise
des Programms (vgl. Kap. 3.1) und kann an einem Beispiel verdeutlicht werden. Wiirde
eine Tally (d.h. Z&hler) beispielsweise auf alle Brennstéibe im Kern gemeinsam gelegt
werden, wire die Wahrscheinlichkeit hoch, dass ein Neutron ein zéhlbares Ereignis (z.B.
Spaltung) innerhalb dieses Volumens auslost. Dementsprechend finden pro (mit einer
festen Anzahl an Partikeln) simuliertem Zyklus viele Ereignisse statt, und es folgt ei-
ne schnelle statistische Konvergenz des Tallys. Wenn nun das Tally nur auf ein kleines
Stiick eines einzelnen Brennstabs in der Kerngeometrie gelegt werden wiirde, dann wéi-
re die Wahrscheinlichkeit fiir ein zédhlbares Ereignis viel kleiner und es miisste fiir eine
vergleichbare statistische Sicherheit des Ergebnisses eine viel grofere Anzahl von Zyklen
gerechnet werden. Man spricht in diesem Zusammenhang auch h&dufig von schwieriger
lokaler Konvergenz des Problems.

Zur Ermittlung der Leistungsverteilung wird das in Kap. 3.1 beschriebene F6-Tally ver-
wendet. Das Ergebnis wird als lokaler Skalierungsfaktor F; fiir die festgelegte thermische
Leistung des Kerns von P,,; = 2000 MW verwendet. Damit berechnet sich die lokale
Leistung P; der Zelle ¢ durch:

IE

P, Py . (5.1)

5.3 STAFAS Modell des Kerns

Die mit MCNP5 berechnete Leistung dient zur Bestimmung der Autheizung des Wasser-
inventars im Kern. Das Modell, das zur Berechnung dieser Daten entwickelt wurde, soll
anhand der Skizze in Abb. 5.5 erldutert werden.

Die BE werden entsprechend des in Kap. 2.2.1 gezeigten Unterkanalansatzes zu 105 eindi-
mensionalen Stromungskanélen vereinfacht und analog zum MCNP5-Modell in 21 axiale
Schichten unterteilt. Da die Kiihlmittelkanile durch die BE-Késten voneinander getrennt
sind, haben sie keinen gerichteten oder turbulenten Stoffaustausch untereinander. Erreicht
wird dies in STAFAS, indem der Querdruckverlustkoeffizient C);, in der Unterkanalglei-
chung Gl. 2.72 sehr hoch (Cj; = 10'°) und der turbulente Austauschkoeffizient in Gl.
2.86 auf 0 = 0,0 gesetzt wird.

Aufgrund der gleichen rdumlichen Diskretisierung der Modelle in MCNP5 und STAFAS,
kann die Leistung aus der Kernberechnung den einzelnen BE in der richtigen axialen
Koordinate direkt zugeordnet werden. Zusétzlich umfasst das thermohydraulische Mo-
dell jeweils eine Zellschicht ober- und unterhalb des aktiven Teils. Hier werden die Ein-
und Auslassverluste der Stromung berechnet. Am Eintritt der BE-Kanile féllt zudem
ein Druckverlust an der Einlassblende ab, der zur Regelung der Massenstromverteilung
benutzt wird (vgl. Kap. 5.4).
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D Aktiver Bereich
BX] Einlassblenden

| | | | l l | Spaltwasser
Kastenwasser

= Ringspaltwasser

Dampfplenum

BE 2 BE 3 L BE i 4_
Unterer Mischungsraum

Abbildung 5.5: Schematische Darstellung des entwickelten thermohydraulischen Kernmodells in
STAFAS fiir eine beliebige Anzahl von ¢ BE.

Die Kiihlmittelstromung in den Kanélen ist thermisch mit den Moderatorkasten bzw.
dem Spalt verbunden und tauscht mit diesen in beide Richtungen Warme aus. Das Kern-
modell beinhaltet insgesamt 105 Moderatorkisten, die je mit einem BE thermisch ver-
bunden sind. Das gesamte Stromungsgebiet im Spalt wird wie bereits erwidhnt als ideal
durchmischt betrachtet und deshalb durch einen einzigen Kanal beriicksichtigt, der mit
allen BE gekoppelt ist. Eine Verifikation dieser Annahme wird in Kap. 7 durchgefiihrt.
Fiir die Berechnung des Warmeiibergangs wird die in Kap. 2.2.3 beschriebene Bishop-
Korrelation verwendet. Die Wérme die von den BE-Kanélen in den Spalt bzw. Kasten
transportiert wird, beeinflusst {iber die Vermischung von Moderatorwasser und Ring-
spaltwasser im unteren Mischplenum die Eintrittsbedingungen des Kiihlwassers in die
BE-Kanéle. Dies fiihrt zu einem gekoppelten System, dessen Losung iterativ ermittelt
werden muss. Der dazu in STAFAS implementierte Losungsalgorithmus wurde bereits in
Kap. 2.2.4 erlautert.

5.4 Kopplung

Bis jetzt wurden jeweils das Modell zur getrennten Berechnung der thermohydraulischen
und neutronischen Grofen im Kern beschrieben. In diesem Kapitel soll die Kopplung
dieser beiden bisher als unabhingig behandelten Bereiche erlautert werden. Die starke
Kopplung der Thermohydraulik mit der Neutronik im Kern des Reaktor resultiert aus
verschiedenen physikalischen Zusammenhéngen:

1. Die Brennstofftemperatur und damit der Dopplereffekt ist abhéngig von der
lokal erzeugten Leistung und der Kiihlung der Brennstabe.

2. Die Moderation der Neutronen und damit die Produktion der thermischen Neu-
tronen, die zu weiteren Spaltungen fithren konnen, ist von Dichte und Temperatur
des Wassers im Kern abhéngig.
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Aus diesen Abhéngigkeiten ergibt sich ein Kopplungsschema, wie es in Abb. 5.6 zu sehen
ist. Als Startbedingung fiir die gekoppelten Rechnungen wird eine sinusférmige axiale
Leistungsverteilung innerhalb der BE vorgegeben. Durch Verwendung von STAFAS im

Startwerte

Abbildung 5.6: Schema fiir gekoppelte MCNP5/STAFAS Rechnungen des SDWR Reaktorkerns.

Kanalmodus wird damit die Auftheizung des Kiihlmittels und des Moderators in Spalt
und Kasten sowie die Temperatur des Brennstoffs berechnet. Als Randbedingung dient
dabei unter anderem die Verteilung der Einlassblenden an den BE-Biindeln. Diese beein-
flussen iiber den verursachten Druckverlust die Verteilung des Kiihlmittelmassenstroms
auf die einzelnen BE. Das Hauptkriterium zur Auslegung dieser Blenden ist die Forde-
rung nach einer moglichst homogenen Verteilung der Kiihlmitteltemperatur am Austritt
aus den BE zur optimalen Ausnutzung der verfiigharen Sicherheitsmargen des Reaktors
(d.h. moglichst geringe Heiftkanalfaktoren). Der Zielwert der Austrittstemperatur 7}, soll
laut den Auslegungskriterien im Mittel 380°C betragen. Es gilt fiir T, bzw. fiir die Ent-
halpieerhohung Ah im BE

Qzu

Ah =h, —h. =

= konstant . (5.2)

Da angenommen wird, dass alle BE die gleiche Eintrittstemperatur 7, bzw. Enthalpie h,
haben, muss als Auslegungskriterium Ah fiir alle BE moglichst gleich sein. Aus GI. 5.2
ist ersichtlich, dass dies erreicht werden kann, indem der Kiihlmittelmassenstrom 7 an
die im BE effektiv zugefithrte Warme @),,, angepasst wird. Aufgrund der Kopplung der
beiden Effekte kann auch dies nur iterativ gelost werden. Zu Bestimmung einer Start-
verteilung der Blendenkoeffizienten Cj; (vgl. Gl. 2.95) kann jedoch eine Abschitzung
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hergeleitet werden. Diese basiert auf der Tatsache, dass in allen BE der gleiche Druckab-
fall Apsoy zwischen Mischplenum und Dampfplenum stattfinden muss. Ap,,; ergibt sich
durch Aufschliisselung in Einzeldruckverluste

Apiot = Ape + Apa + Apint + Apur (5.3)

Dabei ist Ap, bzw. Ap, (vgl. Gl. 2.92 bzw. Gl. 2.93) der Druckverlust der sich durch
den Eintritt bzw. durch den Austritt der Stromung aus dem Stabgitter ergibt, und Ap;,,
der Druckverlust innerhalb des BE (Reibung GI. 2.2.3 und Abstandshalter Gl. 2.94). Der
Druckverlust Ap,; ergibt sich an der Einlassblende. Driickt man die Einzeldruckverluste
durch einen quadratischen Ansatz mit Verlustkoeffizienten aus ergibt sich:
m2
Apior = (Coe+Co+Cint +Ch) —— - 5.4
Dot (Ce + Co + Cint + bl)szQ (5.4)
Unter der Annahme, dass der durch die Blende erzeugte Druckverlust dominant ist, kon-
nen die anderen Komponenten vernachlassigt werden. Unter Verwendung der Bedingung
Apyor = konstant folgt fiir das Verhéltnis der Blendenkoeffizienten von BE i und k:

. N2
Ch.pi _ m? _ Wiz (5.5)
Ciy m;, Q-

Mit Beziehung 5.5 kann unter Definition einer Referenzblende eine Startverteilung fiir die
Blendenkoeffizienten Cj; gefunden werden. Normalerweise ist dieser Wert das Ergebnis
einer ausfiihrlichen Stabilitdatsanalyse des Systems, die fiir das SDWR-~Konzept noch nicht
durchgefiihrt wurde. Generell ist diese Thematik fiir Reaktorsysteme mit iiberkritischem
Wasser noch Gegenstand der Forschung. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde eine
Referenzblende mit einem Blendenkoeffizienten von C% = 50 fiir das BE-Biindel in der
Mitte des Kern angenommen.

Nach erfolgreicher Berechnung der Thermohydraulik im Kern, wird im néchsten Schritt
des Kopplungsschemas in Abb. 5.6 zur Stabilisierung der Losung ein Dampfungsfaktor
RF eingefiihrt [106|. Dabei wird die Losung einer beliebigen Variablen B berechnet aus

B=RF B+ (1—RF)- By . (5.6)

By ist die im aktuellen Programmdurchlauf ¢ berechnete Losung, B, die alte Losung
aus dem vorherigen Kopplungsschritt + — 1 und RF der Relaxationsfaktor bzw. Damp-
fungsfaktor. Mit zunehmender Konvergenz der gekoppelten Losung ndhert sich B an B,
und B, an, so dass der Faktor keine Relevanz mehr hat. In dieser Untersuchung wurde
ein Faktor RF' = 0, 2 auf folgende Variablen des gekoppelten Systems angewendet:

e Dichte und Temperatur des Kiihlmittels
e Dichte und Temperatur des Moderators im Spalt und in den Késten

e Temperatur des Brennstoffs.

Mit den neuen Werten fiir die Kopplungsvariablen wird im folgenden Kopplungsschritt
1+ 1 erneut die Leistungsverteilung mit MCNP5 berechnet. Dazu wird neben den Daten
fiir Geometrie und Material unter anderem die Gesamtleistung aller Brennstoffzonen
benotigt, um mit Gl. 5.1 die lokale Zonenleistung bestimmen zu koénnen.
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5.5 Ergebnisse der gekoppelten Rechnung

Untersuchung der Konvergenz

Die Konvergenz der Kopplung wird iiber die Analyse der axialen Leistungsverteilung
bewertet, da sich so zum einen die statistische Genauigkeit der MCNP5-Losung gut be-
werten lésst und diese zum anderen auch sensibel auf Schwankungen in der Kopplung
reagiert. Die axiale Leistungsverteilung des mittleren BE-Biindels im Kern ist in Abb.
5.7 fiir die gerechneten 13 Iteration abgebildet. Dazu passend ist in Abb. 5.8 die Kiihl-
mitteltemperatur sowie in Abb. 5.9 die mittlere Brennstofftemperatur in der Mitte der
Pellets im Biindel aufgetragen. Der Ubersichtlichkeit halber wurden die Leistungsprofile,
die Kiihlmitteltemperatur und die Brennstofftemperatur auf zwei Diagramme verteilt.
Das erste Diagramm auf der linken Seite von Abb. 5.7 zeigt die Leistungsverteilung fiir
die ersten Schritte der Kopplung und man sieht im Wesentlichen das Einschwingen von
der Startlésung auf das stationdre Leistungsprofil des Biindels. Als Startlosung fiir die
Kopplung wird ein kalter Reaktor mit 280 °C Wassertemperatur und 560 K Brennstoft-
temperatur gerechnet. Dabei wird in MCNP5 allen Kopplungsschritten eine Gesamtan-
zahl von 10000 Neutronen pro Zyklus und eine Gesamtzahl von 7000 Zyklen gerechnet.
Zur Konvergenz der Neutronenstartverteilung in der gerechneten Geometrie, werden je-
weils die ersten 1000 Zyklen verworfen und nur die letzten 6000 Zyklen zur statistischen
Auswertung verwendet. Dadurch ergibt sich fiir die statistische Auswertung eine Anzahl
von 60 Mio. Histories.

Die sich aus der Rechnung ergebende erste Leistungsverteilung ,Iteration 0° beschreibt ei-
ne Sinusfunktion und wird zu Berechnung der Thermohydraulik ,Iteration 0 verwendet.
Nach Durchfiihrung des nachsten MCNP5 Rechnung, ergibt sich die neue Leistungsvertei-
lung ,Iteration 1. Diese zeigt einen ausgepriigten Uberschwinger der Leistung im unteren
Bereich des Kerns, der sich aus dem Zusammenspiel von Brennstofftemperatur, Dichte-
verteilung und Leistung erkldren ldsst. Ein Grund liegt in der Aufheizung des Kiihlmittels
und der damit geringeren Dichte und Moderationsfihigkeit im oberen Bereich des Kerns
(,Iteration 0“ in Abb. 5.8). Somit findet eine Umverteilung der Leistung vom oberen in
den unteren Kernbereich statt. Zusétzlich wird durch die Anwendung der Normierung
GL.5.1 die Leistung des Kerns konstant gehalten und dadurch die natiirlich Reaktion des
Kerns (Leistungsverminderung im oberen Kernbereich und annéhernd gleich bleibende
Leistung im unteren Kernbereich) verhindert. Ein weiterer Effekt resultiert aus der Tat-
sache, dass die Temperaturverteilung des Brennstoffs (vgl. ,Iteration 0%, Abb. ) noch aus
der vorhergehenden STAFAS-Rechnung (mit sinusférmigen Leistungsprofil) stammt und
dementsprechend die Brennstofftemperatur im unteren Kernbereich relativ niedrig ist.
Dadurch dampft der Brennstofftemperatureffekt (Doppler-Effekt bzw. Resonanzverbrei-
terung des Absorptionsquerschnitts von U-238) bei der Berechnung der Leistungsvertei-
lung von ,lteration 1“ das Leistungsprofil an dieser Stelle nicht. Somit ist das berechnete
Leistungsprofil in ,Iteration 1¢ zwar streng genommen physikalisch korrekt, wiirde sich
in einem realen Reaktor aber so niemals einstellen, da der Doppler-Effekt unmittelbar an
die Brennstofftemperatur bzw. die Leistung gekoppelt ist. Umgekehrtes spielt sich bei der
Berechnung von ,Iteration 2“ ab. Hier zeigt die Leistung einen Unterschwinger unter das
erwartete stationédre Profil, weil die Brennstofftemperatur sehr hohe Werte angenommen
hat und somit der Brennstofftemperatureffekt ibermafig
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Abbildung 5.7: Normierte Biindelleistung - Iterationen 0-5 (links) und Iterationen 6-12; (rechts).
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(rechts).
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zum Tragen kommt. Dies bewirkt trotz der niedrigen Dichte im oberen und mittleren
Kernbereich eine Umverteilung der Leistung nach oben im Kern. In den nachfolgenden
Iterationen schwingt sich diese Zusammenspiel weiter ein, bis nach ca. 6 Iterationen (It.
0 - It. 5) ein annéhernd stationérer Zustand erreicht ist.

Die weitere Entwicklung der Leistungsverteilung ist in Abb. 5.7 rechts zu sehen. Es wird
deutlich, dass die Leistung keinen eindeutigen Zustand erreicht, sondern um einen Mit-
telwert schwankt. Der Grund fiir diese Verhalten ist die lokale statistische Ungenauigkeit
in MCNP5 die trotz globaler Konvergenz des axialen Leistungsprofils in einzelnen Kern-
bereichen grofere Abweichungen zeigt. Dieser Effekt tritt auf, obwohl die von MCNP5
berechneten statistischen Fehler im Mittel bei 0,76% liegen und im ungiinstigsten Fall
einen Wert von 2,5% aufweist. Diese Fehler sind sehr viel kleiner als die tatséchlichen
Unterschiede in den Leistungsverteilungen auf der rechten Seite von Abb. 5.7. Der Grund
hierfiir ist, dass MCNP5 jeden der gerechneten Zyklen als statistisch unabhéngig be-
trachtet, obwohl diese iiber die Benutzung der Spaltorte des vorhergehenden Zyklus als
Startpunkte fiir Partikel des néchsten Zyklus voneinander abhéngig sind. Dadurch findet
eine Uberschitzung der statistischen Unabhiingigkeit und damit eine Unterschétzung des
statistischen Fehlers statt.
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Abbildung 5.10: Vergleich der statistisch berechneten Leistungsverteilung aus den Iterationen
7-9 und den Iterationen 10-12.

Verdeutlicht wird dies anhand des Diagramms in Abb. 5.10, in dem der Mittelwert aus
den Leistungsverteilungen der Iterationen 7-9 bzw. der Iterationen 10-12 aufgetragen
ist. Man sieht, dass die Leistungsverteilungen sich kaum unterscheiden. Die maximale
Abweichung liegt bei einem Wert von 1,01% wobei die mittlere Abweichung bei 0,42%
liegt. Die Auswertung der Leistungsverteilung als statistisches Mittel ist zuldssig, wenn
es sich bei der Berechnung der Verteilungen um stochastisch unabhéngige Losungen des
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gleichen Problems handelt. Aufgrund des probabilistischen Funktionsweise von MCNP5
ist diese Bedingung erfiillt, da eine gute Konvergenz auf Seiten der Thermohydraulik
gegeben ist (vgl. Abb. 5.8). Diese liegt im Falle der Kiihlmitteltemperatur bei einer mitt-
leren Abweichung von 0,04 % zwischen Iteration 11 und Iteration 12. Alternativ zur
vorgeschlagenen statistischen Auswertung, kann auf eine Verbesserung der Konvergenz
innerhalb von MCNP5 hingearbeitet werden, indem die Anzahl der gerechneten Teilchen
vervielfacht wird. Damit steigt allerdings auch die Rechenzeit proportional an, so dass
die Rechnungen nicht weiter auf einem einzelnen Biiro-PC durchgefiihrt werden kénnen,
sondern der Einsatz von Parallelrechnern notwendig ist, welche im Rahmen dieser Arbeit
nicht zur Verfiigung standen.

Ergebnisse fiir Leistung und Thermohydraulik des Kerns

Nachdem die Konvergenz der Kopplung untersucht wurde, folgen nun einige Einzeler-
gebnisse der Berechnungen. Dabei wird entsprechend den Erlduterungen im vorherigen
Kapitel die lokale Zellleistung durch Mittelung der letzten vier Iterationen der gekoppel-
ten Rechnung bestimmt. Durch Aufsummieren der 21 Zellleistungen fiir jedes BE ergibt
sich die BE-Leistung. Diese ist in Abb. 5.11 {iber den Kernradius an zwei reprisentati-
ve Schnitte aufgetragen. Dabei handelt es sich um die Schnitte entlang der horizontalen
bzw. diagonalen Symmetrieebenen des modellierten 1/8-Kerns (vgl. Abb. 5.4). Durch die
optimierte Verteilung der U-235 Anreicherung (vgl. Abb. 5.4) ergibt sich fiir die Leistung
ein relativ flacher Verlauf. In den Auftenbereichen des Kerns kommt dann immer stérker
der Einfluss der Neutronenleckage zum tragen, so dass hier eine immer stérkeres Abfallen
der Leistung zu beobachten ist. Dabei ist der grofste Leistungsgradient jeweils innerhalb
des dufersten BE-Biindels zu finden. Aufgrund seiner exponierten Position im Kern, ist
der Gradient fiir das duferste BE-Biindel des diagonalen Schnitts gravierender. Die axia-
le Leistungsverteilung einiger BE entlang des horizontalen bzw. diagonalen Schnitts ist
in Abb. 5.12 zu sehen. Dabei wurden der Ubersichtlichkeit halber nicht alle BE entlang
der Schnittlinien aufgefiihrt, sondern jeweils nur das mittleren BE jedes Biindels. Analog
zur radialen Verteilung der BE-Gesamtleistung liegt auch die lokale Leistung der BE im
zentralen Kernbereich nahe beieinander. Mit zunehmendem Kernradius r erfolgt dann
iiber die gesamte Kernhohe ein gleichméfiger Riickgang der Leistung. Das Maximum des
Leistungsprofils liegt bei allen BE auf der selben Kernhéhe von 110 cm. Aufgrund der
Neutronenleckage am oberen und unteren Ende fillt die Leistung in Richtung Kiihlmit-
teleintritt (Kernhohe — 0) bzw. Kiihlmittelaustritt ebenfalls stark ab. Der axiale Form-
faktor der Leistung ist ein géingiger Parameter zur Beschreibung der lokalen Uberhéhung
des axialen Leistungsprofils. Er ist definiert als die lokale Zonenleistung geteilt durch
den Mittelwert der Zonenleistungen im BE. Die Auswertung dieser Groéfen ergab ein
Maximum des axialen Formfaktors von 1,54. Vergleichswerte aus der Literatur beriick-
sichtigten in der Regel einen Wert von ca. 1,55 [48|. Die in Abb. 5.11 gezeigte radiale
Leistungsverteilung erfordert wie schon eingangs erwiahnt eine passende Dimensionierung
der Einlassblenden, damit das Kiihlmittel mit einer moéglichst homogenen Temperatur
aus dem Kern austritt. Die wihrend der gekoppelten Rechnung optimierten Blenden-
koeffizienten sind in Abb. 5.13 eingetragen. Da das BE-Biindeldesign ein gemeinsames
Fufsstiick vorsieht, wird fiir jedes Biindel eine gemeinsame Blende definiert. Die aus der
gekoppelten Rechnung resultierende Massenstromverteilung in den BE ist ebenfalls in
Abb. 5.13 zu sehen. Aufgrund der Dominanz des Blendendruckverlusts im Vergleich zum
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Druckverlust innerhalb der BE wird die Verteilung des Kiihlmittels ein fast ausschlieftlich
durch die Blenden kontrolliert. Somit ergibt sich fiir alle BE innerhalb eines Biindels ein
fast konstanter Kiihlmittelmassenstrom. Wie sich aus der Analyse der Leistungsverteilung
ergab, existieren besonders im duferen Kernbereich starke Leistungsgradienten innerhalb
der BE-Biindel. Dies hat zur Folge, dass selbst bei optimaler Anpassung der Blenden an
die mittlere BE-Leistung der Biindel eine Abweichung in der Aufheizung auftritt. Um
diese zu quantifizieren, wurde die relative Aufheizung F,. (vgl. Anhang A.1) in den BE
des Kerns mit

_ Ahgg
" Ahg

bestimmt. Dabei ist Ahgg die lokale Aufheizung bzw. Enthalpiedifferenz im BE und Ah,,
die mittlere Aufheizung des Kiihlmittels im Kern. Durch Anwendung des Ausdrucks auf
die Ergebnisse der gekoppelten Berechnung ergibt sich die in Abb. 5.14 gezeigte Vertei-
lung. In der Mitte des Kerns ergibt sich F,. ~ 1,0 aufgrund der geringen Leistungsgra-
dienten innerhalb der BE-Biindel. Anders verhélt sich F, im dufseren Kernbereich. Hier
ergibt sich der maximale bzw. minimale Wert des Heifkanalfaktors zu F; ;4 = 1,35 und
F, min = 0,66 an den in Abb. 5.14 markierten Stellen.
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Abbildung 5.13: Verteilung der Massenstromdichte und der Blendenkoeffizienten im Kern.

Die resultierende Verteilung der Kernaustrittstemperatur (KAT) ist in Abb. 5.15 zu se-
hen. Die beschriebene Inhomogenitét in der Aufheizung fiihrt aufgrund der gleichen Ein-
trittsbedingungen des Kiihlmittels in den Kern zu einer entsprechenden Verteilung der
KAT. Dabei sind die Extremstellen die gleichen wie bei der Aufheizung und es ergibt sich
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eine maximale KAT von 385,5 °C und eine minimale KAT von 355,0 °C.

Bei der im Anhang A.1 dokumentierten Heifskanalfaktoranalyse wurde fiir F). ein Fak-
tor von 1,25 angenommen, welcher sich fiir das gerechnete Kerndesign als zu optimistisch
herausgestellt hat. Durch die gekoppelte Kernberechnung wurde der Formfaktor der Leis-
tung im Kern zu F,. = 1, 35 bestimmt. Dies erlaubt die Durchfiihrung einer realistischeren
Heifkanalfaktoranalyse zur Bewertung des vorliegenden Konzepts und ergibt einen tota-
len Heifskanalfaktor F},; inklusive aller Toleranzen und Unsicherheiten von 2,14. Die damit
zu erwartende maximale Kernaustrittstemperatur liegt bei moderaten 416 °C.
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Abbildung 5.14: Verteilung des Formfaktors der Leistung F). im Kern.

Der Temperaturverlauf des Moderatorwassers im homogenisierten Spaltkanal und in den
Moderatorkisten ist in Abb. 5.16 zu sehen. Es sind insgesamt 5 Temperaturverldufe in
den Moderatorkisten zu sehen. Dabei handelt es sich um die Moderatorkisten in der
Mitte von BE-Biindel im horizontalen Kernschnitt (vgl. Abb. 5.4). Das Moderatorwas-
ser tritt mit 280 °C bei einer axialen Kernhéhe von 4,5 m in die Kanéle ein und wird
durch das heifse Kiihlwasser in den BE aufgeheizt. Der eigentliche Eintritt in den aktiven
Kern erfolgt bei einer Hohe von 4,20 m. Die zugefiihrte Warme im oberen Kernbereich
ist durch die hohe Temperaturdifferenz zwischen Moderator und Kiihlmittel am hdchs-
ten. Durch zunehmende Auftheizung des Moderatorwassers im weiteren Verlauf wird die
Temperaturdifferenz und damit die iibertragen Wérme zunéchst kleiner und kehrt sich
schlieflich unterhalb einer Kernhéhe von 130 cm um. Das Maximum der Temperatur in
den betrachteten Kanilen liegt dabei bei ca. 335°C. Ab hier nimmt die Temperatur des
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Abbildung 5.15: Verteilung der Kernaustrittstemperatur im Kern.

Moderators wieder ab, weil nun Warme aus dem Moderatorwasser in das Kiihlmittel ge-
leitet wird. Fiir die Moderatorkésten zeigt sich, dass die radiale Position fiir den Verlauf
der Temperatur keine grofke Rolle spielt.

Aus den gezeigten Ergebnissen der Kernberechnung lassen sich folgende Schlussfolgerun-
gen ziehen:

e Eine Berechnung des stationdren Kernzustands mit der vorgestellten Kopplung

von MCNP5 und der modifizierten Version von STAFAS wurde erfolgreich durch-
gefithrt. Wahrend die thermohydraulische Seite durch Verwendung einer numeri-
schen Déampfung relativ schnell konvergiert und dabei unempfindlich auf statisti-
sche Schwankungen der MCNP5 Ergebnisse ist, weist die neutronische Seite durch
den probabilistischen Losungsansatz von MCNP5 eine statistische Streuung der Er-
gebnisse auf. Die vom Programm ausgegebenen Fehler unterschétzen die tatséchlich
beobachtete Schwankung erheblich. Durch Verwendung einer statistische Mittelung
ist die Berechnung der stationdren Leistungsverteilung bis zu einer mittleren Abwei-
chung von ca. 1% moglich. Die Rechenzeit pro Kopplungsschritt betragt ca. 70 h auf
einem einzelnen Prozessor, wobei nur einige Minuten auf die thermohydraulische
Berechnung fallen. Durch die hohe Rechenzeit eignet sich die verwendete Metho-
de mit MCNP5 nicht zur Kopplung mit Abbrand-Berechnungsprogrammen, da in
diesem Fall fiir jeden Abbrandschritt die stationédre Leistungsverteilung gerechnet
werden muss und dariiber hinaus noch eine Vielzahl unterschiedlicher Materialien
(Spaltprodukte) die Speichernutzung von MCNP5 stark in die Hohe treiben. Vorteil
der verwendeten Methode ist die Moglichkeit zur genauen und schnellen Geome-
triemodellierung in MCNP5 gegeniiber den konkuriereneden deterministischen Me-
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Abbildung 5.16: Temperaturverlauf im Spaltkanal und in den Moderatorkisten an verschieden
radialen Positionen im Kern (r = entdimensionierter Kernradius).

thoden (vgl. Kap. 3.1). Dadurch kénnen in vergleichbar kurzer Zeit unterschiedliche
BE-Designs auf ihr Verhalten im Kern hin untersucht werden. Die langwierige Auf-
bereitung von Wirkungsquerschnitt-Tabellen fiir die deterministischen Programme
entfillt. Die gezeigte Kopplungsmethode kann somit insbesondere zur Berechnung
von Referenzlosungen und zur Validierung deterministischer Programmsysteme be-
nutzt werden. Die modifizierte Version von STAFAS kann jederzeit fiir gekoppelte
Kernberechnungen mit iiberkritischem Wasser mit einem anderen Neutronikpro-
gramm als MCNP5 verwendet werden. Hierfiir sind nur wenige programmspezifische
Anderungen beziiglich der Input-Datei des neuen Programms erforderlich.

e Das BE-Design von Hofmeister et al. [33| fithrt zu einem relativ hohen Formfaktor
der Leistung F,. = 1,35 im Kern. Hauptgrund ist die konstruktive Zusammenlegung
der BE zu einem 3x3 BE-Biindel mit gemeinsamen Fufstiick und Blende. Dadurch
ergibt sich der relativ hohe Formfaktor trotz optimaler Dimensionierung der Blen-
denkoeffizienten beziiglich homogener Aufheizung fiir jedes BE-Biindel. Fiir den
axiale Formfaktor der Leistung wurde ein Wert von 1,54 ermittelt. Verglichen mit
Werten aus der Literatur, ist dies im normalen Bereich. Allerdings ist die vorge-
stellte gezeigte Rechnung in diesem Zusammenhang noch keine konservative Ab-
schitzung dar, da Abbrandeffekte, die zu einer zusitzlichen Inhomogenisierung der
Leistung fithren, nicht beriicksichtigt wurden. Eine Anderung des aktuellen Fuf-
stiicks zu einem Design mit individueller Blende wiirde den Formfaktor erheblich
reduzieren.

e Durch eine Heifkanalfaktorenanalyse mit dem berechneten Kerndesign Formfak-
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toren der Leistung von Fr = 1,35 ergibt sich eine totaler Heifskanalfaktor von
Fioy = 2,14. Die daraus resultierende Abschitzung der hochstmoglichen KAT er-
gab mit 416 °C nur eine moderaten Anstieg der Kiihlmitteltemperatur. Diese rela-
tiv niedrige Temperatur garantiert selbst bei extremen Féllen eine gute Kiihlwir-
kung im Kern und bestéitigt die erwartete unkritische Charakteristik des SDWR-
Konzepts gegeniiber Abweichungen der Leistung vom Nennwert.



6 Detaillierte Unterkanalanalyse des
heilsesten Brennelements

6.1 Flussverteilung und Interpolationsverfahren fiir die
lokale Stableistung

Wie schon in Kap. 1.2 erwidhnt, muss zur Bewertung des SDWR-Konzepts unter anderem
eine detaillierte Analyse des heiflesten BE vorgenommen werden, um lokale Parameter
wie z.B. die Hiillrohrtemperatur ermitteln zu kénnen. Grundvoraussetzung zur Durch-
fiihrung dieser Analyse ist die Kenntnis der detaillierten Leistungsverteilung im BE. Das
bedeutet, dass die Leistung von jedem der 40 Brennstidbe in Abhéngigkeit der axialen
Koordinate bekannt sein muss. Da die gekoppelte Kernberechnung diesen Detaillierungs-
grad aufgrund des erforderlichen numerischen Aufwands nicht leisten kann, muss eine
Interpolationsmethode zu Bestimmung der lokalen Stableistung P(i,z) aus den Ergebnis-
sen der Kernberechnung verwendet werden. Dabei wird der schon in Kap. 3 beschriebene
Ansatz Gl. 3.5 verfolgt:

w
Yi,2) = x-®>i,2) - 340 — . 6.1
Qf (Z, Z) X (Zv Z) f(l) [cm?’] ( )
Dabei bedeutet ®(i,z) der lokale Neutronenfluss in [1/¢m?s| im Brennstab 4, ¥;(7) der ma-
kroskopische Wirkungsquerschnitt in |[1/e¢m| und x die pro Spaltung freigesetzte Energie
in [J/Spaltung|. 3 () ist nicht von der axialen Koordinate abhéngig, da die Anreicherung
und die Position der Stabes in diese Richtung immer gleich ist.

Zunachst muss fiir den in Kap. 5 ermittelten stationdren Kernzustand die Neutronen-
flussverteilung bestimmt werden. Diese wird durch eine einzelne MCNP5 Rechnung mit
dem ebenfalls in Kap. 5 beschriebenen Modell berechnet. Dabei wird ein F4-Tally zur
Bestimmung des Neutronenflusses verwendet (vgl. Kap. 3.1). Aufgrund der beschriebe-
nen problematischen Konvergenz von MCNP5 wurden zwei verschiedene Rechnungen mit
unterschiedlich vielen Histories ( 60 Mio und 180 Mio.) gerechnet, um die Genauigkeit
der Flussberechnung zu ermitteln. Die Ergebnisse beider Rechnungen werden in Abb. 6.1
gegeniiber gestellt. Dabei ist jeweils der Neutronenfluss iiber den Kernradius an verschie-
denen axialen Positionen im Kern aufgetragen (oben, mitte, unten). Die Werte stammen
von den BE, die entlang der horizontalen Symmetrieebene des Kerns (Abb. 5.4 oben
links) angeordnet sind. Man sieht, dass beide Rechnungen trotz der Verdreifachung der
gerechneten Histories nahezu gleich sind. Die Auswertung ergibt bei einer maximalen
Abweichung von 0,86% eine mittlere Abweichung von 0,27% zwischen den berechneten
Einzelwerten. Somit zeigt sich, dass die Flussverteilung im Vergleich zur Leistungsvertei-
lung ein besseres statistisches Konvergenzverhalten aufweist. Das ldsst sich damit erkla-
ren, dass X (i) << 1 und somit viel weniger Neutronen in einem Brennstoffvolumen eine
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Abbildung 6.1: Vergleich der Neutronenflussverteilung im oberen, mittleren und unteren Kern-
bereich bei der Verwendung von 60 Mio. bzw. 180 Mio. Histories in MCNP5.

Spaltung auslésen, als sich Neutronen hindurch bewegen. Somit steht fiir die Auswertung
des Neutronenflusses eine viel hohere Anzahl an ,Ereignissen” zur Verfiigung. Zur spé-
teren Interpolation des Flusses in den Brennstédben, wird das Ergebnisse der Rechnung
mit 180 Mio. Histories verwendet. Dieses beschreibt die Flussverteilung im 1/8 Kern in
Abhéngikeit kartesischer Koordinaten in den Mittelpunkten der 2205 Zellen des Kernmo-
dells.

Die grob aufgeldsten Daten der kernweiten Flussverteilung werden durch Verwendung
eines in MATLAB geschrieben Programms auf die Brennstébe interpoliert. Dazu miissen
die Daten im Blockformat (15 x 15 x 21) vorliegen. Dies wird durch Spiegelung der Er-
gebnisse auf 1/4-Kern und durch fiillen der Fehlstellen (Bereiche auferhalb der aktiven
Zone wie z.B. Stahlreflektor) mit Nullen erreicht. Da die Nodalisierung in Axialrichtung
bei Kern- und Unterkanalanalyse gleich bleibt, wird die Interpolation fiir jede der 21
axialen Zellschichten des Kern einzeln durchgefiihrt. Dazu wird eine MATLAB Routine
verwendet, die nach der Delaunay-Triangulierung funktioniert und eine kubisches Interpo-
lationsverfahren benutzt. Es handelt sich dabei um ein weitldufig verwendetes Verfahren
deren Details u.a. im MATLAB-Handbuch nachgelesen werden kénnen. Vereinfacht ge-
sagt werden zunéchst die Flussdaten aus einer der 21 Zellschichten der Kernberechnung
eingelesen. Darin ist die Flussverteilung in der betreffenden Ebene des 1/4-Kerns in der
groben Auflésung von 15 x 15 Punkten gegeben. Dann wird durch kubische Interpola-
tion ein feines Netz von Zwischengitterpunkten berechnet und darauf basierend quasi
eine Oberflache definiert. Durch Angabe von Zielkoordinaten x und y (d.h. Koordinaten
der Brennstabmittelpunkte eines bestimmten BE) konnen die lokalen Werte des Flusses
bestimmt werden. Die interpolierte Flussverteilung in den Stédben des heifesten BE (vgl.
Abb. 5.14) im Kern ist in Abb. 6.2 zu sehen.
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Abbildung 6.2: Verteilung des interpolierten Neutronenflusses im heiffesten BE. Maximalwert:
4370 Neutronen/cm?.

Nachdem der lokale Neutronenfluss ®(i, z) bekannt ist, fehlt fiir die Berechnung der loka-
len Stableistung noch der Spaltquerschnitt ¥ ¢(z). Dieser kann durch eine weitere MCNP5
Rechnung bestimmt werden. Dabei wird ein einzelnes BE inkl. des Spaltbereichs als 2di-
mensionales Modell gerechnet. Durch gleichzeitige Auswertung des lokalen Flusses ®(7)
(F4-Tally, GL. 3.7) und der durch Spaltung erzeugten Leistung ¢;(i) (F6-Tally, Gl. 3.8)
in den verschieden Brennstében ¢ kann der Spaltquerschnitt ¥;(¢) durch Auswertung des
Ausdrucks

(i) = % (6.2)

ermittelt werden. Dabei bedeutet pp, die Dichte des Brennstoffs in [g/cm?| und y die
pro Spaltung freiwerdende Energie [MeV /Spaltung|. Die ermittelten Werte fiir den ma-
kroskopischen Wirkungsquerschnitt sind in Abb. 6.3 zu sehen. Dabei entspricht jede der
dargestellten Zellen einem Brennstab im BE. Das Minimum von Y ist in den 4 Eckbrenn-
stiben des BE zu finden, da hier die Brennstoffanreicherung von U-235 um 1% reduziert
ist. Unmittelbar benachbart finden sich die Stdbe mit dem hochsten Spaltquerschnitt.
Dies liegt an der grofen Menge Moderatorwasser in deren unmittelbarer Umgebung und
der damit verbundenen guten Moderation der Neutronen. Gleiches gilt fiir die drei jeweils
dazwischen liegenden Stébe. Auch diese sind unmittelbar am Moderatorspalt gelegen. Die
Brennstibe an den Ecken des inneren Kastens haben einen relativ niedrigen Spaltquer-
schnitt, da jeder durch 4 benachbarten Stébe stark vom Moderatorwasser abgeschirmt
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wird. Einen relativ hohen Querschnitt haben die vier Stdbe die in der Mitte der Mode-
ratorkastenseiten liegen.
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Abbildung 6.3: Makroskopischer Spaltquerschnitt X, fiir die Brennstébe eines BE.

Durch die beschriebenen MCNP5 Rechnungen wurde nun zum einen die Verteilung des
Neutronenflusses im Kern bzw. durch Interpolation dieser Ergebnisse auch die Verteilung
®(i) in den Stdbe des heifesten BE ermittelt. Zum anderen ergab die 2dimensionale
BE-Simulation den lokalen Spaltquerschnitt im Material der Stdbe. Da MCNP5 nicht
die absolute Werte des Neutronenflusses berechnet, miissen die ermittelten Werte ®(i, 2)
zur Berechnung der lokalen effektiven Leistung P(i,z) des Brennstabes i an der axialen
Position z skaliert werden. Dazu wird folgende Vorschrift angewendet

O(i, 2) - X4 (7)

0(i.2) - 2(0)

P(i,z) =

- Pot(2) . (6.3)

N

Dabei entspricht Py, (z) der Gesamtleistung des BE-Abschnitts auf der axialen Héhe z
und ist aus der gekoppelten Kernberechnung bekannt.

6.2 Ergebnisse der Unterkanalanalyse

Die durch Anwendung dieser Vorschrift resultierende absolute Leistung in den Brennsta-
babschnitten ist in Abb. 6.4 zu sehen. In der Abbildung wurde die axiale Koordinate des
BE um den Faktor 1/20 skaliert, damit eine iibersichtliche Darstellung der Ergebnisse
moglich ist. Man kann deutlich die Uberlagerung der Flussverteilung und des lokalen
Wirkungsquerschnitts erkennen. Die Flussverteilung erzeugt einen Leistungsgradienten
von der vorderen Kante (x = y = -27,6 cm) abfallend in Richtung der hinteren Kante
(x =y = 27,6 cm). Wihrend die Funktion des Flusses stetig abfallend ist, werden die
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sprunghaften Anderungen in der Leistungsverteilung durch die lokal unterschiedlichen
Spaltquerschnitte erzeugt. Am deutlichsten ist dies in den Ecken zu sehen, wo der Eck-
brennstab mit der 1% reduzierten Anreicherung eine wesentlich kleinere Leistung als die
Nachbarbrennstibe erzeugt. Die maximale absolute Leistung betrigt in einem Brenn-
stabstiick betragt ca. 4300 W.

Durch Normierung der Leistungsdaten mit der Lange der Brennstabstiicke [ = 0,20
m erhilt man die sogenannte lineare Stableistung. Diese stellt ein Maf fiir die thermische
Belastung der Brennstidbe dar und ist in Abb. 6.5 dargestellt. Genau wie bei der absolu-
ten Leistung ergibt sich eine Spreizung der Werte um einen Faktor von ungefihr 10. Der
maximale Wert der linearen Stableistung betriagt ¢' = 21,5 kW /m und befindet sich im
Brennstab mit der Koordinate x = -18,4 mm und y = -27,6 mm auf eine axialen Hohe
von z = 1100 mm.
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Abbildung 6.4: Absolute Leistung der Brennstabstiicke mit 20 cm Linge. Maximalwert: 4,40 kW.

Unter Beriicksichtigung einer Leistungsexkursion um den Faktor Fy;- Fy = 1.38 (vgl. Heifs-
kanalfaktoren in Kap. A.1) ergibt sich ein maximaler Wert von ca. ¢, ., = 29,7 kW /m.
Werte aus der Literatur empfehlen eine Begrenzung der maximalen linearen Stableistung
auf ¢y, = 38 kW /m [42] (SCLWR-Reaktorkonzept). Alternativ errechnen Tong und Weis-
man [94] eine Grenze fiir die maximale lineare Stableistung von ca. q,;; — 50 kW /m, um
eine Schidigung der Brennstoffpelletstruktur noch sicher ausschliefsen zu kénnen. Dem-
zufolge liegt ¢/, beim SDWR Konzept deutlich unter den bekannten Grenzwerten g,
Dies gilt im besonderen Mafe, da noch keinerlei Optimierung des axialen Leistungspro-
fil durchgefiihrt wurde und damit erhebliches Verbesserungspotential vorhanden ist. Die
Techniken zur Glattung des Leistungsprofils sind zum Teil schon aus der Siedwasserreak-
tortechnik bekannt und umfassen Maknahmen wie reduzierte Anreicherung im unteren
Kernbereich, abbrennbare Neutronengifte wie Gadolinium, Steuerstibe zur lokalen Beein-
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Abbildung 6.5: Lineare Stableistung der Brennstdbe im heiflesten BE. Maximalwert:
21,50 kW /m.

flussung des Leistungsprofils und zum Abbrandausgleich, Dummy-Brennstébe zur lokalen
Reduzierung der Kritikalitdt. Dariiber hinaus sind Daten fiir die typische mittlere lineare
Stableistungen ¢’ [94] (Auslegung bei normalen Reaktorbedingungen) von konventionellen
Anlagen bekannt: DWR (altes Design) 23,1 kW/m; DWR (neueres Design) 17,3 kW /m;
CANDU 25,7 - 26,5 kW /m. Unter Voraussetzung eines ideal glatten Leistungsprofils er-
rechnet sich fiir die zugrunde gelegten Kerndaten eine lineare Stableistung von g, =
15 kW/m. Im Vergleich zu den aufgefiihrten Designs liegt der SDWR damit deutlich
unter den Auslegungswerten von vergleichbaren Reaktorkonzepten. Dies bedeutet, dass
die Brennstdbe des SDWR einer vergleichsweise niedrigen thermischen Beanspruchung
ausgesetzt sind und dadurch iiber grofe Sicherheitsreserven im Falle eine Uberhitzung
verfiigen. Alternativ kann bei zukiinftigen Designstufen iiber eine Erhéhung der ther-
mischen Belastung zugunsten einer Verkleinerung des Kerns nachgedacht werden. Dies
wiirde schlieflich auch zu einer Verkleinerung des RDB fiihren und damit zu weiteren
Vorteilen beziiglich der Anlagenkosten.

Kiihlmittelmassenstrom und -temperatur

Aus der gekoppelten Kernberechnung wurde fiir das heifeste BE ein Kiihlmittelmassen-
strom von 1,934 kg/s ermittelt. Dieser teilt sich beim Eintritt in das Stabgitter auf die
Unterkanile des BE auf, wobei diese Aufteilung von STAFAS unter der Bedingung von
gleichem Druckverlust in Axialrichtung iterativ fiir jede axiale Zellschicht neu berech-
net wird. Die resultierenden Massenstrome sind in Form der axialen Massenstromdichte
(Massenstrom pro Querschnittsfliche) in Abb. 6.6 dargestellt. Bei der gewdhlten Dar-
stellung ist zu beachten, dass es in jeder axialen Zellschicht 60 Zellen gibt, wobei jede
der dargestellten Zellen einem Unterkanal des BE entspricht. Auf die reale geometrische
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Form der Unterkandle wurde bei der Ergebnisdarstellung keine Riicksicht genommen, so
dass die Unterkanile alle gleich grof sind. Analog zum realen Modell sind die Unterkané-
le in drei Schichten um den zentralen Moderatorkasten angeordnet. Man sieht, dass der
Massenstrom stark vom Querschnitt des Unterkanals abhéngig ist. So ist das Minimum
der Massenstromdichte in den Eckbrennstiben des BE zu finden. Dies liegt grofitenteils
am hoheren Druckverlustkoeffizienten durch den geringeren hydraulischen Durchmesser
(vgl. Kap. 2.2.3). Eine zweite Abhéngigkeit des axialen Druckverlustes und damit der
lokalen Massenstromverteilung ergibt sich aus der Temperaturabhéngigkeit der Stoffei-
genschaften. So fiihrt eine héhere Temperatur zu einer geringeren Dichte und damit zu
einer hoheren Axialgeschwindigkeit. Dies resultiert wiederum in einem hoheren Druck-
verlust und bewirkt dadurch das Umverteilen des Kiihlmittels von wirmere in kiltere
Kanélen. Analoge Beobachtungen wurden auch von Yamaji et al. [115] gemacht. Die
Temperaturverteilung, welche dieses Verhalten verursacht ist in Abb. 6.7 zu sehen.
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Abbildung 6.6: Massenstromverteilung des Kiihlmittels im Brennelement. Maximalwert:
1437 kg/sm?.
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Abbildung 6.7: Temperaturverteilung des Kiihlmittels im Brennelement. Maximalwert: 394,6 °C.
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Man sieht, dass im Vergleich zur Kernberechnung die Maximalwerte der Kiihlmitteltem-
peratur hoher liegen. In besonderem Masse trifft das auf die zentralen Unterkanile in der
mittleren Reihe zu, weil diese keine Wéarme mit dem Spalt oder dem Moderatorkasten
austauschen konnen. Die maximale Kiihlmitteltemperatur ergibt sich zu 7},,. = 394,6
°C in der mittleren Unterkanalreihe (Abb. 6.7 mitte). Dariiber hinaus zeigt sich dass der
Anstieg der Temperatur im unteren BE-Bereich sehr stark ist und sich dann ab einer
Hohe von 1100 °C stark verlangsamt. Dieser Effekt ist darauf zuriickzufiihren, dass schon
durch die starken Leistungsspitze in diesem Bereich das Kiihlmittel bis in die Nédhe des
pseudo-kritischen Punktes (384 °C) erhitzt wird. Ein weiterer starker Temperaturanstieg
des Kiihlmittels wird dann durch das Maximum der spezifischen Warmekapazitit ver-
hindert (vgl. Abb. 1.3).

Brennstoff- und Hiillrohrtemperaturen

Aus der beschriebenen Leistungsverteilung berechnet STAFAS die maximale Brennstoff-
temperatur im Zentrum der Brennstoffpellets (vgl. Kap.2.2.2). Die Ergebnisse dieser
Berechnung sind in Abb. 6.8 zu erkennen. Es ist deutlich zu sehen, dass die Tempe-
raturverteilung annidhernd proportional zur linearen Stableistung ist und kaum von der
Temperatur des Kiihlmittels abhidngt. Begrenzt wird die Temperatur iiber die maximal
ertragbare Temperatur des Brennstoffs. Im SDWR wird der keramische Brennstoff Uran-
oxid mit eine Schmelztemperatur von ca. 2720 °C eingesetzt. Noch vor erreichen des
Schmelzpunktes in der Mitte des Brennstoffs neigt der Brennstoff zu Rissbildung ab ei-
ner Temperatur von ca. 2000 °C. Beide Zustdnde miissen moglichst verhindert werden.
Die maximale Temperatur des Brennstoffs im stationéren Betriebszustand betriagt 1200
°C und bewegt sich damit im Rahmen von herkémmlichen Druckwassereaktoren [89).
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Abbildung 6.8: Temperatur in der Mitte des Brennstoffpellets. Maximalwert: 1195 °C.
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Ein weiterer kritischer Parameter innerhalb des Reaktorkerns ist die lokale Hiillrohrtem-
peratur der Brennstidbe. Die Hiillrohre haben im Wesentlichen die Aufgabe, den direkten
Kontakt zwischen dem Kiihlmittel und dem Brennstoff zu verhindern und stellen somit
eine der wichtigsten Barrieren gegen die Austragung von radioaktiven Materialien aus
dem Reaktordruckbehilter dar. Die Integritdt und Dichtheit der Hiillrohre muss also in
jedem Fall gewéhrleistet sein. Dabei sind die Hiillrohre starken Beanspruchungen durch
Hitze, Korrosion und mechanische Belastung ausgesetzt. Als Hiillrohrmaterial wurde im
SDWR der Edelstahl SS316L verwendet [33]. Dieses Material zeichnet sich durch gute
Korrosionsbestindigkeit und eine hohe Warmfestigkeit bis zu Temperaturen von 600°C
aus. Die Temperaturen, die im SDWR erwartet werden, sind in Abb. 6.9 zu sehen. Es wird
deutlich, dass die Hiillrohrtemperatur durch zwei Effekte kontrolliert werden. Zum einen
spielt die im Brennstab erzeugte Warme und damit die Warmestromdichte auf der Ober-
flache eine Rolle. Zum anderen ist die Hiillrohrtemperatur stark von der Temperatur des
Kiihlmittels abhéngig. Im unteren Bereich des Kerns wo die Stableistung ihr Maximum
hat, ist auch die hochste Hiillrohrtemperatur 755" = 404,3 °C zu finden. Somit ist hier
der Effekt der hohen Leistung dominant. Im oberen Bereich nimmt die Leistung dagegen
ab, und die Hiillrohrtemperatur nihert sich stark der Kiihlmitteltemperatur an. Uber die
ganze BE Hohe sind die Hiillrohrtemperaturen fern der kritischen Temperatur die zum
Versagen des Hiillrohrwerkstoffs fiihrt. Dies liegt hauptséichlich an den vergleichsweise
niedrigen Temperaturen des Kiihlmittels welches dadurch eine hohe Kiihleffektivitéit hat.
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Abbildung 6.9: Oberflichentemperatur des Hiillrohrs. Maximalwert: 404,3 °C.

Bei Uberschreitung einer bestimmten kritischen Heizflichenbelastung kann das Phino-
men der  Heat Transfer Deterioration* (HTD), d.h. des lokal verschlechterten Wéarme-
ibergangs beobachtet werden [51]. Das bedeutet, dass es aufgrund einer schlechteren
Wirmeleitung unter Umstédnden zu héheren als den Normalbedingungen vorhergesagten
Hiillrohrtemperaturen kommt. Zur Uberpriifung ob dieses Phinomen auftritt, kann die
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Korrelation von Yamagata et al. [112] fiir die kritische Heizflachenbelastung ¢y, verwen-
det werden:

qllc/rit = Oa 2- G1’2 . (64)

Dabei bedeutet GG die Massenstromdichte im Kanal. Damit die Formel Giiltigkeit hat,
miissen ¢j,;, und G in den Einheiten kW/m? bzw. kg/sm? eingesetzt werden. Tab. 6.1
enthilt die Auswertung fiir bestimmte kritische Kanéle und Brennstdbe im untersuchten
BE. Es zeigt sich, dass im untersuchten BE die tatsidchliche Heizflichenlast im Mittel

kritische tatsdchliche  Abweichung
Fall Heizflichenlast Heizflichenlast
EW /m? kW /m? %
1 1141,0 596,8 + 91,2
2 701,6 802,24 - 12,5
3 9524 855,45 + 11,3

Tabelle 6.1: Auswertung der Heizflichenbelastung fiir verschieden Positionen im BE nach dem
Kriterium von Yamagata [112].

(d.h. mittlere Massenstromdichte und mittlere Heizflachenlast im BE) weit von den be-
rechneten Grenzwerten entfernt liegt (Fall 1 in Tab. 6.1). Die einzige Stelle, an denen das
Verhéltnis kritische Werte annimmt, befindet auf der selben Hohe im BE wo sich auch
das Maximums der linearen Stableistung befindet. Dabei entspricht Fall 2 der Berech-
nung von ¢y, fiir den Unterkanal mit der geringsten Massenstromdichte (Eckkanal vorne
links in Abb. 6.6) und Fall 3 der Berechnung mit der maximalen linearen Stableistung
(vgl. Abb. 6.5) in dieser Ebene. Man sieht in Fall 2, dass die kritische Heizfldchenbe-
lastung im Eckkanal/Eckbrennstab um 12% iiberschritten wird, da sich hier ein relativ
kleine Massenstromdichte einstellt. Aufgrund der niedrigen thermischen Belastung des
Hiillrohrwerkstoffs SS3161 ist diese Uberschreitung allerdings relativ unkritisch. Zur Ver-
besserung der Werte kann analog zu [106]| die Leistung des Eckstabes weiter verringert
werden oder der hydraulische Durchmesser des Eckkanals vergrofiert werden, so dass die
Massenstromdichte im Kanal ansteigt.

Die Ergebnisse der durchgefiihrten Detailanalyse des heifesten BE lassen sich wie folgt
zusammenfassen:

e Die maximale lineare Stableistung ¢, .. liegt mit Werten von 29,7 kW/m deutlich
unter den in der Literatur empfohlenen Grenzwerten g,,,,. Zusétzlich ist die mittlere
Stableistung mit 15 kW /m im Vergleich zu anderen Druckwasserreaktoren relativ
niedrig. Daraus folgt, dass der Brennstoff in den Brennstdben des SDWR einer rela-
tiv geringen thermischen Beanspruchung unterliegt und somit grofe Sicherheitsre-
serven gegeniiber einer Schiadigung der Brennstoffmatrix vorhanden sind. Alternativ
kann iiber eine Erhohung der Leistungsdichte der Kern und damit der RDB mit
Einbauten verkleinert werden und so die Kosten dieser Komponenten verringert
werden.
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e Die in der Mitte des Pellets maximal auftretende Brennstofftemperatur betrigt
1195 °C. Damit liegt sie weit unter den Materialgrenzwerten von 2720 °C fiir kera-
mische Brennstoffe.

e Die maximale Kiihlmitteltemperatur wurde mit 394,3 °C berechnet und ist trotz
der Leistungsiiberhéhung im BE von F. = 1, 35 moderat.

e Die maximale Hiillrohrtemperatur liegt mit 404,3 °C im unkritischen Bereich des
Hiillrohrwerkstoffs SS3161.

e Im Eckkanal des BE ergibt sich eine leichte Uberschreitung der kritischen Heiz-
flichenbelastung von 12 %. Somit kann das Auftreten der HTD nicht vollstiandig
ausgeschlossen werden. Durch hydraulische Anpassung des Eckkanals oder durch
Reduzierung der Stableistung kann dies verbessert werden.






7 Analyse der Spaltstromung mittels

eines Ansatzes fiir porose Medien

Wie in Abbildung 7.1 zu sehen, stehen die BE im Kern mit einem Abstand von 10
mm nebeneinander. Dadurch ergibt sich ein weit verzweigtes Netz von Spalten (in roter
Farbe dargestellt), welches den Kern in radialer Richtung und axialer Richtung durch alle
Bereiche durchzieht. Die geometrischen Details der Spalte sind in Abb. A.2 dokumentiert.
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Abbildung 7.1: Strémungsquerschnitt der abwértsgerichteten Moderatorstromung im Spalt zwi-
schen den BE.

In diesen Spalten stromt Wasser welches zur Moderation der Neutronen benotigt wird
vom oberen Teil des Kern nach unten. Dabei wird das Wasser durch Warmeiibertragung
vom heiferen Kiihlmittel in den BE erhitzt. Bei der in Kap. 5 beschriebenen Kernberech-
nung wurde eine homogene Dichte- und Temperaturverteilung iiber die jeweilige axial
Hohe angenommen. Dadurch konnte bei der Berechnung der Thermohydraulik im Kern
die Stromung des Moderators in den Spalten zu einem einzigen thermohydraulischen
Stromungskanal vereinfacht werden, welcher thermisch an die BE gekoppelt ist. Zur Ve-
rifizierung dieser Annahme wurde in der Arbeit von Kunik und Vogt [45] ein Simulations-
code fiir porose Medien entwickelt. Um damit die Korrektheit der getroffenen Annahme
nachweisen zu konnen, miissen im Wesentlichen zwei Bedingungen erfiillt werden:

1. Die Aufheizung des Spaltwassers durch das heiffe Kiihlmittel in den BE muss aus-
reichend homogen sein, damit keine groken Gradienten in der radialen Temperatur-
und Dichteverteilung auftreten. (Ap < 1%)
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2. Die Aufheizung des Spaltwassers und die damit verbundene Verringerung der Dichte
muss ausreichend gering sein, damit Auftrieb und Naturkonvektion gegeniiber der
zwangskonvektiven Abwiértsstromung vernachléssigt werden konnen. Stromungs-
umkehr und die dadurch auftretende Rayleigh-Bernard Konvektion muss verhin-
dert werden, um sowohl fiir die Simulation als auch fiir die Leistungsregelung eines
derartigen Reaktors stabile und verldssliche Randbedingungen sicher zu stellen.

7.1 Numerisches Modell

Im Gegensatz zu der in [45] veroffentlichten Version des Codes wurde in dieser Untersu-
chung die bei der Kernauslegung in Kap. 5 berechnete Massenstromverteilung in den BE
vorgegebenen. Dies hat hauptsichlich Auswirkungen auf den Quellterm der Warme (GI.
2.101) und fiihrt dementsprechend zu einer realistischeren Verteilung der Wérmequellen
im Spaltwasser. In Gl. 2.101 ist der Warmedurchgangskoeffizient k

1

k =
1 S 1
v s vl

E]

(7.1)

mit der Wandstérke des BE-Kastens S, und der Wérmeleitfahigkeit des Stahls Ay (vgl.
Kap. 2.2.3) enthalten. oy bzw. «,, bezeichnet den Wirmeiibergangskoeffizienten des
Kiihlmittel auf die Kastenwand bzw. von der Kastenwand auf das Spaltwasser. Aufgrund
der Wiarmeiibertragung mit relativ geringen Warmestromdichten und aufgrund der Tat-
sache, dass der Zustand der Fluide sich deutlich im unterkritischen Bereich befinden, wird
fiir die Berechnung der Wérmeiibergangskoeffizienten die Dittus-Boelter Korrelation (GI.
2.91) verwendet. Uber die darin enthaltene Reynoldszahl bestimmt die Massenstromver-
teilung des Kiihlmittels in den BE die Warmequellenverteilung fiir das Moderatorwasser
im Spalt und muss in den Simulationen beriicksichtigt werden. Die Massenstromvertei-
lung des Kiihlmittels in den BE ist fiir zwei reprasentative radiale Schnitte in Abb. 7.1
als Punkte abgebildet.
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Abbildung 7.2: Massenstromverteilung des Kiihlmittels in den BE entlang der radialen Schnitte
xo = 1 (links) und z9 = 0 (rechts) (vgl. Abb. 7.1).
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Aufgrund der unterschiedlichen Blenden am Einlass eines jeden BE-Biindels variiert der
Massenstrom vom Biindel zu Biindel stark. Dabei umfasst ein Biindel jeweils drei BE. Fiir
die Simulation der Spaltstrémung wurden aus numerischen Griinden statt der genauen
Werte die ebenfalls dargestellten Naherungsfunktionen benutzt. Neben der Massenstrom-
verteilung des Kiihlmittels ist auch dessen Temperaturprofil iiber die Kernhohe fiir die
Wirmeiibertragung von Bedeutung. Das verwendete axiale Temperaturprofil entspricht
dem Ergebnis der gekoppelten Kernberechnung (Abb. 5.8) und wird iiber den Kernradius
als konstant angenommen. Dariiber hinaus ist es auch unabhéngig von der zu- oder abge-
fithrten Wéarmemenge. Zur Reduzierung des numerischen Aufwands wurde auf eine volle
dreidimensionale Modellierung des Kerns verzichtet und stattdessen der Kern als rotati-
onsymmetrisch vereinfacht. Dadurch kann ein zweidimensionales Gitter zur Berechnung
der Spaltstromung verwendet werden. Die Geometrie, das Gitter und die verwendeten
Randbedingungen sind in Abb. 7.3 zu sehen. Das Gitter besteht aus ca. 3200 Dreiecks-
elementen. Da der Rand des Kerns nicht auf einem konstanten Radius liegt (vgl. Abb. 7.1)

Einlass-Randbedingung

a) Geschwindigkeit u, und u,

b) T,=280 °C
Symmetrie-Achse
E Wandrandbedingung
§ a) Schlupfbedingung
< b) adiabat

Auslass-Randbedingung

a) Druck p und u,=0
b) konvektiver Fluss

1250 mm

Abbildung 7.3: Zweidimensionales Netz mit Randbedingungen fiir a) Impuls- und b) Energie-
gleichung.

wurde ein mittlerer Radius von 1,25 m angenommen. In der Hohe erfasst das Modell den
Bereich des aktiven Kerns mit einer Gesamthdhe von 4,20 m. Die Einstromung des Mode-
ratorwassers findet von oben an der Stelle z3 = 4,2 m statt. Die Eintrittsgeschwindigkeit
u;, des Spaltwassers wurde entsprechend 16,7 % des gesamten Kiihlmittelmassenstroms
bestimmt, wobei auf jedes BE ein Massenstrom von 0,5925 kg/S kommt. Da der Anteil
an Spaltfliche pro BE 0,001402 m? betriigt, ergibt sich ein Geschwindigkeit im Spalt von
0,544 m/s. Mit der Porositit in z3-Richtung von 3 = 0,2689 [45| entspricht dies einer
volumetrischen Eintrittsgeschwindigkeit von us = u;, = 0,1463 m/s. Der eintretende
Massenstrom hat eine konstante Temperatur von T;, = 280 °C. Um die Entwicklung der
Stromung iiber die Zeit untersuchen zu kénnen, wurden instationire Rechnungen mit ei-
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nem variablen Zeitschritt durchgefiihrt. Dies bedeutet, dass der Zeitschritt je nach Stirke
der Instationaritit durch den Code angepasst wird. Ausgangspunkt der Losung ist eine
stationdre, mit der Geschwindigkeit u;, abwérts fliefende, isotherme Strémung der Tem-
peratur T;, — 280 °C. Der Massenstrom in den BE wurde durch die linke der beiden in
Abb. 7.1 gezeigten Verteilungen vorgegeben, da diese die grofste Inhomogenitit aufweist
und somit eine ,worst case“-Abschitzung beziiglich der Inhomogenitét der Spaltstrémung
vorgenommen werden kann.

7.2 Ergebnis der Analyse

Wie schon Eingangs erwihnt muss einerseits eine stationére, stabile Abwértsstromung in
den Spalten sichergestellt werden und andererseits darf die Inhomogenitét der radialen
Temperatur und Dichteverteilung aus neutronischen Gesichtspunkten nur gering sein, da
sonst die Moderation der Neutronen und damit auch die Leistungsverteilung im Kern
falsch beriicksichtigt wird. Fiir die Beurteilung der Stationaritit der Losung wird die
Temperaturverteilung des Moderatorwassers im Spalt betrachtet (Abb. 7.4). Dabei stell-
te sich nach einer Zeit t = 50 s ein stationdrer Zustand in der Temperaturverteilung ein.
Um sicher zu sein, dass keine instationdren Phinomene zu spiteren Zeitpunkten auftre-
ten, wurde insgesamt eine Zeitspanne von 200 s berechnet. Die im folgenden gezeigten
Ergebnisse entsprechen der Losung zum Zeitpunkt t = 200 s.

Nach dem Eintritt des Wassers mit 280°C in den Spaltraum am oberen Ende des Kerns
fliefst es abwiéirts und wird durch die aus den BE iibertragene Warme zunéchst aufgeheizt.
Die sich einstellende stationédre Temperaturverteilung ist auf der linken Seite von Abb. 7.4
zu sehen. Das Maximum der Spaltwassertemperatur von T = 320 °C ist bei einer Kern-
hohe von x3 ~ 950 mm zu finden. Oberhalb dieser Koordinate ist die Temperatur des
Kiihlmittels grofer als die des Spaltwassers, so dass ein positiver Wérmeeintrag stattfin-
det. Unterhalb des Maximums kehrt sich die Temperaturdifferenz um und es wird Warme
aus dem Spalt in die BE transportiert. Die gréfste Inhomogenitit der Temperaturvertei-
lung in radiale x;-Richtung ist ebenfalls im Bereich x3 ~ 950 mm zu finden. Die maximale
radiale Temperaturdifferenz zwischen der Mitte und dem Rand des Kerns betrigt AT
= 1,2 °C und entspricht einer Abweichung von 0,375%. Aufgrund dieser Temperaturdif-
ferenz stellt sich ein maximaler Dichteunterschied von Ap=2,7 kg/m? bzw. 0,391% ein.
Somit sind die Unterschiede ausreichend klein (< 1%), um einen signifikanten Einfluss auf
die Moderation der Neutronen ausschliefen zu konnen. Die Vereinfachung der Spaltstro-
mung zu einem homogenen Strémungskanals in der Kernberechnung ist demnach zuléssig.

Auf der rechten Seite von Abb.7.4 ist die volumetrisch gemittelte Geschwindigkeit der
Moderatorstromung zu sehen. Dabei geben die Vektoren die Strémungsrichtung an und
die farbige Hinterlegung zeigt den Betrag der volumetrischen Geschwindigkeit. Nach dem
Eintritt der Stromung im oberen Kernbereich findet eine kontinuierlich Umverteilung der
Masse von der Mitte des Kerns zum Rand hin statt. Dadurch ist entlang einer Strom-
linie in der Mitte des Kerns eine Verzogerung der Stromung zu beobachten, wihrend
an der Aufienseite des Kerns die Stromung beschleunigt wird. Dieser Effekt ist auf die
festgestellte Inhomogenitit der Aufheizung und dem damit verbundenen Auftrieb durch
die Dichtedifferenzen zuriickzufiihren. Die nach oben gerichtete Auftriebskraft hat ihr
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Abbildung 7.4: Stationédre Temperaturverteilung (links) und Geschwindigkeitsverteilung (rechts)
des Moderatorwassers im Spalt zur Zeit t = 200 s und einer mittleren Eintrittsgeschwindigkeit
von 0,1463 m/s.

Maximum im Bereich der niedrigsten Dichte in der Kernmitte und fiihrt dadurch zu der
beobachteten Verdriangung von Masse. Aufgrund der relativ geringen Autheizung und der
damit verbundenen geringen Dichtednderung, hat dieser Effekt jedoch abgesehen von der
Verdrangung von Masse in den dufseren Kernbereich keine Auswirkungen.

Es ist allerdings aus der Literatur bekannt, dass es sich bei der abwirtsgerichteten,
beheizten Stromung um einen potentiell instabilen Stromungsfall handelt, der ab einer
bestimmten Aufheizung des Mediums bzw. ab einer bestimmten Auftriebskraft zur Stro-
mungsumkehr bzw. zur Ausbildung instabiler thermischer Konvektionszellen (Rayleigh-
Bénard-Konvektion) neigt (Oertel und Delfs [62]). Analog zu [45] wurde zur groben Ab-
schitzung der Stabilitédtsgrenze diese Stromungfalls der Massenstrom der Spaltstréomung
und dadurch die volumetrische Eintrittsgeschwindigkeit variiert. Fiir niedrige Eintrittsge-
schwindigkeiten (Beispiel u;, = 0,04 m/s; Abb. 7.5) stellte sich nach einer Berechnungszeit
von 150 s eine stabile Naturkonvektionswalze ein. Die dadurch entstehende Temperatur-
verteilung ist auf der linken Seite von Abb. 7.5 zu sehen und zeigt grofse Inhomoge-
nitdten unter denen eine verlédssliche Kernauslegung nicht méglich ist. Die Entstehung
solcher Phénomene ist also in jedem Fall zu verhindern. Die Grenze zwischen stabiler
Abwirtsstromung und dem auftreten von Naturkonvektion liegt bei einem Massenstrom
von 0,09 m/s. Bei der in [45] durchgefiihrten Rechnung ohne Beriicksichtigung der Mas-
senstromverteilung des Kiihlmittels in den BE wurde hingegen die Stabilitdtsgrenze mit
0,07 m/s bestimmt.
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Abbildung 7.5: Temperaturverteilung (links) und Geschwindigkeitsverteilung (rechts) des Mo-
deratorwassers im Spalt zur Zeit t = 200 s und einer mittleren Eintrittsgeschwindigkeit von
0,04 m/s.

Daraus lassen sich im Wesentlichen zwei Dinge folgern. Zum einen liegt der beim SDWR
gewahlte Spaltwassermassenstrom von 16,7% des Kiihlmittelmassenstroms um ca. 60%
iiber der ermittelten Stabilitdtsgrenze und ist fiir den angenommenen stationdren Kern-
zustand im stabilen Bereich. Zum anderen hat die Warmequellenverteilung und damit
die Massenstromverteilung in den BE einen starken Einfluss auf die Stabilitdtsgrenze und
auf die Struktur der sich einstellenenden Naturkonvektion.



8 Berechnung der Stromung im
Unterkanal mit CFD

In der vorliegenden Arbeit wurde der Fall zweier benachbarter, zentraler Unterkanile des
BE-Designs von [33] mit CFD untersucht. Ziel ist einerseits die Ermittlung von Modellko-
effizienten und Schliefungstermen fiir die Unterkanalmodelle bzw. die Uberpriifung der
Tauglichkeit aktuell verfiigharer CFD Programme (Star-CD) und deren Modelle (Tur-
bulenzmodelle u. a.) zur richtigen Bestimmung solcher empirischer Korrelationen. Drei
verschiedene Schlieffungsmodelle werden im Folgenden untersucht und die Ergebnisse mit
verfiigharen empirischen Korrelationen verifiziert und verglichen.

8.1 Axialer Druckverlustkoeffizient C'

Numerisches Modell

Der axiale Druckverlustterm kommt in Unterkanalgleichungen in der axialen Impulsbilanz
vor und bestimmt den Druckverlust der Stromung in Hauptstromungsrichtung. Generell
setzt sich dieser Impulsverlust aus einem Formwiderstand und einem Reibungswiderstand
zusammen. Da die Stromung stets parallel zu den Rohrbiindeln verlauft, ist der Formwi-
derstand in diesem Fall allerdings relativ klein. Fiir den Druckverlust in Stromungsrich-
tung in einem Biindel ohne Abstandshalter ist also in erster Linie der Reibungswiderstand
verantwortlich. Dieser entsteht in erster Linie auf Grund der Haftbedingung an den festen
Strukturen des Biindels (Brennstab, Kastenwand etc.).

Wichtigste Aufgabe in diesem Zusammenhang ist also die richtige Berechnung und Wie-
dergabe der Vorgéinge und Gradienten in den Wandgrenzschichten. Aus diesem Grund
wurde fiir die Berechnungen das schon beschriebene quadratische Low-Reynolds-k-e-
Turbulenzmodell mit direkter Auflosung der Grenzschicht an der Wand verwendet. Wie
schon in Kap. 2.1.2 diskutiert, muss ein nichtlineares Modell benutzt werden, um die Se-
kundérstromungen im Kanal beriicksichtigen zu konnen [100]. Die Verifikation des Netzes
und die numerische Auflésung der Grenzschicht wurde in Kap. 2.1.5 besprochen und soll
hier nicht weiter ausgefiihrt werden. Es wurde ein blockstrukturiertes Hexaedernetz mit
5000 Zellen pro axiale Schicht verwendet. In axiale Richtung umfasst das Netz 10 Schich-
ten, so dass sich insgesamt 50000 Zellen ergeben. Die gerechnete Geometrie ist in Abb. 8.1
zu sehen und umfasst zwei benachbarte Zentralkanile mit einer axialen Hohe von 2 mm.
Die geringe Ausdehnung in axiale Richtung wird moglich, da auf dem oberen und unteren
Rand des Stromungsgebiets teilweise-zyklische Randbedingungen mit einem festen inte-
gralen Durchtrittsmassenstrom 7 definiert wurden. Aufgrund der dadurch auftretenden
Periodizitiat des Geschwindigkeitsfeldes resultiert dieses Vorgehen in einer eingelaufenen
Stromung ohne den Einlaufbereich explizit mitrechnen zu miissen. Dadurch reduziert sich
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die Rechenzeit enorm und ermoglicht die schnelle Durchfiihrung von Parameterstudien
mit hochauflésenden numerischen Gittern.

Teilweise zyklische RB
(Integraler Massenstrom)

Symmetrie

Symmetrie
Symmetrie

Abbildung 8.1: Rechennetz mit Randbedingungen zur Berechnung des axialen Druckverlustko-
effizienten.

Wie schon in Kap. 2.2.3 ausgefiihrt wurde, ist der axiale Druckverlustkoeffizient von der
Reynoldszahl der Stromung abhéngig. Bei konstanten Stoffwerten ist diese linear vom
axialen Massenstrom abhéngig. Aus diesem Grund werden 20 verschieden Rechnungen
mit Durchgangsmassenstromen 7 zwischen 0,01 kg/s und 0,20 kg/s durchgefiihrt. Da-
durch ergibt sich eine Variation der mittleren Geschwindigkeit von 0,19 - 3,75 m/s und
der Reynoldszahl von ca. 8000 — 160000. Der gewihlte Variationsbereich ist damit sehr
breit und deckt den tatsdchlich im Reaktor auftretende Bereich von 70000 < Re < 145000
gut ab. Alle Rechnungen wurden isotherm mit konstanten Stoffwerten durchgefiihrt (vgl.
Tab. 8.1).

Auswertung des axialen Druckverlustkoeffizienten C/

Die CFD-Rechnungen liefern die Verteilung des Drucks p und den drei Geschwindigkeits-
komponenten wu; im Fluidraum. Fiir den eindimensionalen Druckverlust im Biindel gilt
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Temperatur 7' Druck p Dichte p Viskositat p
°C MPa  kg/m? kg/ms

280,0 25,0 776,993 99,11E-6

Tabelle 8.1: Stoffwerte fiir die CFD Untersuchungen nach Wagner und Kruse [107]

nach GIl. 2.56

Al‘g

Ziel der Auswertung ist die Bestimmung von C mit

C -
! 1% A$3U32

(8.2)

wobei dj, der hydraulische Durchmesser und p die Dichte des Wassers ist. Die Lauflén-
ge des Fluids entspricht dem Abstand der Querschnitte in denen der Druck bestimmt
wird. In diesem Beispiel entspricht das dem Abstand der Zellschwerpunkte der obersten
und der untersten Zellschicht. Die mittlere Axialgeschwindigkeit u3 kann aus dem in der
Randbedingung vorgegebenen Massenstrom, der Querschnittsfliche und der Dichte des
Fluids bestimmt werden. Die Druckdifferenz Ap zwischen dem Ein- und Austritt des
Kanals wird aus den CFD-Rechnungen ermittelt. Dabei ist zu beachten, dass es sich ent-
sprechend Gl. 2.71 um gemittelte Driicke iiber den Unterkanalquerschnitt handelt. Die
Mittelungsvorschrift fiir den Druck {p} in einen Querschnitt mit ¢ Zellen in denen der
lokale Druck p; herrscht lautet

(i A 8:3)

{r} =
Dabei ist A; die Einzelfliche der Zelle . Durch Anwendung von Gl. 8.2 und 8.3 auf die
CFD-Ergebnisse kann das in Abb. 8.2 gezeigte Diagramm erzeugt werden. Es zeigt den
Verlauf des Druckverlustkoeffizient C/ iiber der Reynoldszahl Re (Definition Gl. A.3) in
doppel-logarithmischer Darstellung. Zum Vergleich wurden die Verldufe von mehreren
experimentellen Korrelation (vgl. Kap. 2.2.3) ebenfalls aufgetragen.

Die Korrelationen zeigen eine Streuung von ca. 5% um den Mittelwert. Es ist zu se-
hen, dass die mit CFD ermittelten Daten fiir kleine Reynoldszahlen innerhalb des Streu-
bands liegen. Fiir hohere Reynolds-Zahlen iiber 30000 laufen die Ergebnisse der CFD-
Rechnungen nach unten aus dem Streuband heraus und folgen damit gleichzeitig der Kor-

relation von Filonenko. Wéhrend der Verlauf der Korrelationen mit der Form C'y = LCQ

im Diagram per Definition immer linear ist, haben die CFD-Ergebnisse und die Korrelati-
on von Filonenko einen leicht gekriimmten Verlauf. Generell ist der lineare Velauf immer
eine Annahme die nicht der Realitdt entspricht aber im definierten Reynoldszahlenbereich
hinreichend genau ist. Filonenkos Formel Gl. 2.80 hingegen gibt aufgrund seiner logarith-
mischen Definition den realistischeren Verlauf des Druckverlustkoeffizienten wieder und
wird nicht zuletzt deswegen in [17| empfohlen.
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Abbildung 8.2: Vergleich ausgewdhlter Druckverlustkorrelation mit den Ergebnissen aus der
CFD Rechnung.

Bemerkenswert ist auch der Verlauf der Korrelation von Presser, welche als einzige aus
Stabbiindelexperimenten gewonnen wurde aber trotzdem nicht von den anderen Daten
abweicht.

Aus den Ergebnissen lassen sich folgende Schlussfolgerungen ziehen:

1. Die CFD Ergebnisse liegen innerhalb der Streuung der Korrelationen und zeigen
einen realistischen Verlauf. Dies spricht fiir die korrekte Simulation der relevanten
Phianomene. Die maximale Abweichung der CFD-Ergebnisse vom Mittelwert aller
Korrelation wurde mit 6,5% berechnet und liegt bei einer Reynoldszahl von 160000.

2. Die Unterschiede zwischen den Korrelationen fiir Rohrstromung und fiir Biindel-
stromung sind gering. Die Korrekturformel von Marek et al. [54] kann dennoch
angewendet werden.

8.2 Sekundarstromungen

Eine Besonderheit der Biindelstromung ist das Auftreten von so genannten Sekundarstro-
mungen, welche wie in allen Kanélen mit nichtkreisférmigen Querschnitt aufgrund der
Anisotropie der Turbulenz in Wandnéhe entstehen. Durch Verwendung des quadratischen
Turbulenzmodells von [1] kann dieses Stromungsphéinomen auch in den CFD Simulation
wiedergegeben und dessen Intensitdt untersucht werden. Die Auswertung basiert dabei
auf den schon in Kap. 8.1 vorgestellten Rechnungen. Ziel ist dabei die Abschitzung des
Einflusses der Sekundarstromung auf das Verhalten der Hauptstromung. Die Struktur
der Sekundérstromung ist in Abb. 8.3 zu sehen.
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Abbildung 8.3: Vektordarstellung der wu;-us- Geschwindigkeiten in einem Unterkanal bei Re =
160000.

Der Unterkanal ist in 8 periodische Stiicke unterteilt wobei sich in jedem eine Sekundér-
stromungszelle befindet. Jeweils zwei Zellen befinden sich innerhalb des Spaltes zwischen
zwei Brennstdben und bilden eine zirkulierende Stromung, die in der Mitte des Spaltes
Masse aus dem Kernbereich des Unterkanals in den Spalt hinein transportiert und entlang
der Wand wieder hinaus stromt. Die hochste Geschwindigkeit erreichen die Sekundérstro-
mungen unmittelbar in Wandnédhe. Die Begrenzung zu benachbarten Unterkanélen wird
dabei nicht iiberschritten. Die Existenz und die Struktur der Sekundéarstromungen wurde
erstmals von Seale [81] nachgewiesen und in den folgenden Jahren sowohl experimentell
[105] als auch numerisch [1], [47] bestétigt. Erzeugt werden die Sekundérstromung durch
die Anisotropie der Reynoldsspannungen. Der Einfluss, den die Sekundérstromungen auf
die Hauptstromung haben, hangt stark von deren Intensitiat ab. Wie in Abb. 8.4 zu sehen,
hingt die Intensitit bzw. die maximale Zirkulationsgeschwindigkeit in den Sekundarstro-
mungszellen linear von der axialen Geschwindigkeit bzw. der Reynoldszahl ab. Der Betrag
der maximalen Zirkulationsgeschwindigkeit entspricht dabei relativ konstant 1,1 % der
mittleren axialen Hauptstromungsgeschwindigkeit.

Durch die geringe Intensitit der Stromung, werden die Auswirkungen auf die Hauptstro-
mung im BE im Allgemeinen als eher klein eingeschétzt [72|. Aufgrund der Tatsache, dass
die Sekundérstromungen nicht iiber die Unterkanalgrenzen hinaus gehen, ist eine Verbes-
serung der Durchmischung zwischen benachbarten Kanélen nicht zu erwarten. Dariiber
hinaus ist zu beachten, dass die Wirkungsrichtung der Strémung orthogonal zur Haupt-
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stromung ist und somit eine relevante Beeinflussung der axialen Stromung kaum méoglich
ist ist. Lediglich eine Umverteilung der Stromungsgrofen innerhalb eines Unterkanals
(Turbulenz, Enthalpie, Temperatur etc.) ist denkbar. So haben [1] nachgewiesen, das die
Verteilung der Wandschubspannung auf der Brennstabwand nur dann richtig berechnet
wird, wenn die Sekundarstromungen richtig beriicksichtigt werden. Gleiches gilt fiir an-
dere Phinomene, die in der Querschnittsebene des Unterkanals wirken und von dhnlicher
Starke und Intensitit wie die Sekundirstromungen sind. Ein Beispiel ist der Fall von
dominanter axialer Stromung mit hoher Geschwindigkeit und iiberlagerter, schwécherer
Querstromung und soll im nachfolgenden Kapitel betrachtet werden.
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Abbildung 8.4: Abhéngigkeit der maximalen Zirkulationsgeschwindigkeit der Sekundérstrémung
von der axialen Reynoldszahl bei konstanten Stoffwerten.

8.3 Lateraler Druckverlustkoeffizient C'j;,

Der laterale Druckverlustkoeffizient wirkt in der Querimpulsbilanz der Unterkanalglei-
chungen (Gl 2.72) und bestimmt mafgeblich die Querstromung zwischen benachbarten
Unterkanélen auf Grund von Druckdifferenzen. Weitere Details zur dieser Querstromung
wie Ursache und Entstehung wurden schon in Kap. 1.2 bzw. 2.2.3 dieser Arbeit erldutert.
Unabhéngig davon wie er entsteht, bewirkt der Druckunterschied zwischen benachbarten
Unterkanélen eine Druckausgleichsstromung und damit einen Massen-, Energie- und Im-
pulstransport. Dieser muss fiir akkurate Unterkanalsimulationen beriicksichtigt werden
muss. Wie in der Einleitung zu dieser Arbeit bereits erwihnt, betrachten die experimen-
tell ermittelten und heute gebrauchlichen Druckverlustkorrelationen stets den Fall der
reinen Querstromung (z.B. aus [94] oder [89]). Lediglich St. Pierre [86] etablierte eine
Korrelation die den Druckverlustkoeffizient mit dem Geschwindigkeitsverhdltnis uz/ufj
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in Verbindung bringt. Die Dokumentation dieser Ergebnisse ist allerdings aufgrund des
hohen Alters nicht mehr verfiigbar. Es ergibt sich also Klarungsbedarf beziiglich des Ein-
flusses der in Reaktoranwendungen meist dominanten Axialstromung auf den quer dazu
stattfindenden Massenaustausch.

Numerisches Modell

Das Netz umfasst wie in Kap. 8.1 beschrieben zwei benachbarte zentrale Unterkanéle
des BE. Es handelt sich dabei um ein blockstrukturiertes Netz aus Hexaederzellen des-
sen Grenzschichtauflosung und Diskretisierungsfehler schon in Kap. 2.1.5 untersucht und
bestimmt wurde. Wie in Kap. 8.1 wurden die benachbarten Kanéle fiir eine Hohe von 2
mm gerechnet und dabei 10 Zellschichten verwendet. In axiale Richtung wurden wieder
teilweise zyklische Randbedingungen mit einem definierbaren integralen Durchtrittsmas-
senstrom 7m,, verwendet (Abb. 8.5). Die Querverbindung zu benachbarten Unterkanélen
in x,-Richtung wurde mit symmetrischen Randbedingungen belegt. In z;-Richtung soll
die Querstromung stattfinden, so dass hier wiederum teilweise zyklische Randbedingun-
gen verwendet werden. In diesem Fall wird anstatt eines integralen Massenstroms aller-
dings eine fixe Druckdifferenz Ap;,; zwischen den zyklischen Flichenpaaren vorgegeben
(Kap. 2.1.4). Zur Bestimmung des Einflusses der Axialstromung auf den Querdruckver-
lust werden der Axialmassenstrom 7., und die Querdruckdifferenz Ap,; variiert. g,
nimmt dabei wie in Kap. 8.1 Werte zwischen 0,01 kg/s und 0,20 kg/s an. Fiir jeden dieser
Axialmassenstrome werden 15 verschieden laterale Druckdifferenzen Ap,; zwischen 0 Pa
und 80 Pa gerechnet und jeweils der resultierende Quermassenstrom zwischen den Un-
terkanédlen bestimmt. Durch eine Sensibilitdtsanalyse hat sich gezeigt, dass die durch die
Druckdifferenz erzeugte Querstromung sehr sensibel auf die Etablierung und volle Ent-
wicklung der Sekundérstromung ist. Da diese allerdings im Vergleich zur Hauptstréomung
in axiale Richtung eine geringe Geschwindigkeit hat und sich relativ langsam entwickelt,
wird ein sehr kleines Konvergenzkriterium von ca. 1075 angewendet (Standard 10™*). Die
Definition eines groberen Kriteriums hat zu Abweichungen im Ergebnis gefiihrt, die auf
nicht voll entwickelte Sekundirstromungen zuriickzufiihren waren.

Teilweise zyklische RB

X (Druckdifferenz)
<7 \V
\b’ Teilweise zyklische RB \~ RS
%2 (Integraler Massenstrom) 0
<‘V "

Symmetrie

Teilweise zyklische RB
(Druckdifferenz) Symmetrie

Abbildung 8.5: Geometrie und Randbedingungen zur Berechnung des Druckverlustkoeffizienten
in Querrichtung des iiberlagerten Stromungsfalls.
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Auswertung des lateralen Druckverlustkoeffizienten

Stromungsstruktur bei verschiedenen Querdruckdifferenzen

In den Abbildungen 8.6 bis 8.21 ist jeweils die Stromung im Querschnitt des linken Unter-
kanals abgebildet, da beide Unterkanile symmetrische Stromungen aufweisen. Die Haupt-
stromung in axiale Richtung hat im dargestellten Fall einen Massenstrom von 0,20 kg/s,
was einer mittleren Geschwindigkeit von ca. 3,7m/s entspricht. Zur Sichtbarmachung
der Stromungsstruktur wurden in regelméfigen Abstdnden und an interessanten Stellen
Teilchenbahnen erzeugt. Diese markieren die Stromungspfade im Unterkanal und die lo-
kale Fliefrichtung. Der Betrag der lokalen Geschwindigkeit ist dabei farbig hinterlegt.
Zur genaueren Darstellung der Geschwindigkeiten wurde fiir jeden Plot ein individuelle
Farbskala definiert. Dadurch sind die lokalen Abstufungen der Geschwindigkeit besser zu
erkennen.

In Abb. 8.6 ist die Stromungsstruktur fiir die reine Axialstromung zu sehen. Wie schon in
Kap. 8.2 gezeigt, bilden sich Sekundirstromungszellen in den das Fluid mit einer maxi-
malen Geschwindigkeit von 1,1% der Axialgeschwindigkeit zirkuliert. Die Sekundérstro-
mungswirbel sind zweck einfacherer Beschreibung mit Zahlen von (1) bis (8) nummeriert.

Durch Aufprégen einer geringen Druckdifferenz zwischen den Kanélen beginnt sich eine
leichte Querstromung entgegen der X-Richtung einzustellen, deren Weg allerdings nicht
direkt durch den Kanal, sondern um die Sekundarstromungszellen herum fiihrt. Die bei-
den Sekundérstromungszellen (1) und (8), die sich im Einlassbereich der Querstrémung
befinden, werden durch diese leicht aus dem Spalt heraus gedriickt und spalten sie in zwei
Teilstromungen auf. Begiinstigt durch die Zirkulationsrichtungen der Sekundérstromung
fliefsen diese ober- und unterhalb der Zellen an der Wand entlang. Im weiteren Verlauf
treffen die Teilstrome auf die Gegenstromung der Sekundirstromungszellen (2) bzw. (7)
und werden um diese herum in den oberen bzw. den unteren Spalt gelenkt. Dort erfolgt
eine Umkehrung der Stromung und der Weitertransport um die Wirbel (3) bzw. (6) her-
um, zuriick in die Kanalmitte. Zwischen Zellen (4) und (5) hindurch verlésst das Fluid
den Unterkanal. Der beschriebene Stromungspfad ist so kompliziert, weil die Sekundar-
stromungszellen den direkten Weg durch den Kanal versperren. Dies liegt daran, dass
die Querstromung aufgrund der geringen Druckdifferenz nur relativ schwach ausgeprégt
ist und die Zellen nicht durchdringen oder zerstéren kann. Aus diesem Grund folgt die
Querstromung stets der Vorzugsrichtung der Sekundérstrémungszellen.

Durch weitere Erhohung der Querdruckdifferenz (Abb. 8.8 und 8.9) auf 2,5 Pa bzw.
5,0 Pa nimmt auch die Intensitédt der Querstromung zu. Dies bewirkt, dass die Zellen (1)
und (8) aus dem Spalt heraus in Richtung der Mitte des Unterkanals gedriickt werden,
sich verkleinern und dadurch zunehmend breiter werdende Stromungskanile in Wandné-
he freigeben. Stromab nimmt die Stromung nach wie vor den Weg durch den oberen bzw.
unteren Spaltbereich des Unterkanals, wobei sie zu einer starken Zersetzung der Wirbel
(3) und (6) fithrt und diese in zunehmendem Mafe in die Mitte des Unterkanals ver-
dréngt. Die Wirbel (2) und (7) werden durch die stérker werdende Querstromung weiter
in den oberen und unteren Spaltbereich hinein gedringt und verkleinern sich ebenfalls.
In noch stirkerem Masse geschieht dies mit den Zellen (4) und (5), welche durch die in
der Mitte des Spaltes verlaufende Querstromung an die Brennstabwand gedriickt werden.
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Bei Querdruckdifferenzen von 7,5 Pa und 10,0 Pa (Abb. 8.10 und 8.11) verstirken sich
die beschriebenen Effekte, was nach und nach zur Zerstorung der Sekundérstréomungs-
zellen (3) - (6) fithrt. Dadurch verringert sich der Einfluss der Sekundéirstromung auf die
Querstromung und der Stromungsverlauf begradigt sich erheblich. Die Zellen (1) und (8)
sind noch immer vorhanden und wirken wie eine kiinstliches Stromungshindernis in der
Mitte des Unterkanals, welches von der Querstromung umflossen werden muss. Die Se-
kundarstromungszellen (2) und (7) sind ebenfalls noch vorhanden und verlieren aufgrund
ihrer Lage im Totwassergebiet der Querstromung hinter dem Brennstab kaum an Grofe.

Durch sukzessive Erhthung der Querdruckdifferenz von 15 Pa auf 80 Pa (Abb. 8.12 bis
8.21) verschwinden zunéchst die Sekundarstromungszellen (1) und (8) sowie im Folgen-
den auch die Stromungsbehinderung in der Mitte des Unterkanals. Die Zellen (2) und
(7) wandeln sich zunehmend zu stationiren Riickstromgebieten hinter dem Brennstab
und vergrofern sich naturgemift mit steigender Quergeschwindigkeit. Die Ausbildung
eines typischerweise instationdren Nachlaufs wird durch die starke axiale Stréomung ver-
hindert, konnte allerdings bei Testrechnungen ohne Axialstromung beobachtet werden.
Dariiber hinaus ergeben sich zuniichst kaum noch Anderungen in der Strémungsstruktur.

Erst ab einer Querdruckdifferenz von 35Pa entsteht im oberen und unteren Spalt je
ein zweites, dem Riickstromwirbel entgegengesetzt drehendes Zirkulationsgebiet, welches
sich mit zunehmender Intensitdt der Querstromung vergrofert. Durch das Anwachsen
der Wirbelsysteme im Todwassergebiet des oberen und unteren Spaltbereichs bei hohen
Querstromungsgeschwindigkeiten, engt sich der effektive Stromungskanal der Querstro-
mung ein, so dass die tatséchlich verwendete Kanalbreite wenig gréfer als die Spaltbreite
am engsten Querschnitt zwischen den Brennstébe ist. Dadurch ist die Stromung fiir hohe
Quergeschwindigkeiten dem Fall einer Stromung in einem geraden Kanal nicht unéhnlich.
Diese Beobachtung entspricht auch den Schlussfolgerungen von [41] und [24].
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Abbildung 8.6: Druckdifferenz Ap = 0Pa. Abbildung 8.7: Druckdifferenz Ap = 1.0Pa.
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Abbildung 8.10: Druckdifferenz Ap = 7,5Pa. Abbildung 8.11: Druckdifferenz Ap = 10, 0Pa.
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Abbildung 8.12: Druckdifferenz Ap = 15Pa0.  Abbildung 8.13: Druckdifferenz Ap = 20Pa.
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Abbildung 8.14: Druckdifferenz Ap = 25Pa.  Abbildung 8.15: Druckdifferenz Ap = 30Pa.
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Abbildung 8.16: Druckdifferenz Ap = 35Pa.  Abbildung 8.17: Druckdifferenz Ap = 40Pa.
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Abbildung 8.18: Druckdifferenz Ap = 50Pa.  Abbildung 8.19: Druckdifferenz Ap = 60Pa.
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Abbildung 8.20: Druckdifferenz Ap = 70Pa.  Abbildung 8.21: Druckdifferenz Ap = 80Pa.

Korrelation

Aus den beschriebenen Beobachtungen der Stromungsstruktur senkrecht zur dominanten
Axialstromung im Unterkanal ist ersichtlich, dass die Sekundarstrémung die Querstro-
mung und den damit verbundenen Druckverlust stark beeinflusst. Wie schon in 8.2 gezeigt
sind die Sekundéarstrémungen ihrerseits stark von der Axialgeschwindigkeit im Unterka-
nal abhingig, wodurch sich automatisch eine Verkniipfung von Axialstromung, Sekun-
darstromung und Querdruckverlust ergibt. Zur Evaluierung dieser Abhingigkeit wird fiir
die Rechnungen jeweils der Druckverlustkoeffizient nach Gl. 2.61 bestimmt. Dadurch er-
geben sich fiir jeden der 20 eingestellten Massenstrome zwischen m = 0,01 kg/s und m =
0,20 kg/s jeweils 15 Werte fiir den Druckverlustkoeffizienten Cj;. Aufgrund von Gl. 2.61
ist fiir die Druckdifferenz Ap jeweils der mittlere Druck in den Unterkanélen mafigeblich.
Zur Mittelung des Drucks iiber den Querschnitt des linken bzw. des rechten Unterkanals
kann die im vorangehenden Kapitel schon benutzte Gl. 8.3 verwendet werden. Aufgrund
der axialen Symmetrie der Rechnung entspricht dies gleichzeitig dem volumengemittelten
Druck, wie er im Unterkanalansatz verwendet wird. Der Quermassenstrom wird auf der
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Grenzfliche zwischen den beiden Unterkanilen im engsten Querschnitt des Spalts be-
stimmt. Die so ermittelten Druckverlustkoeffizienten sind in Abb. 8.22 iiber die laterale
Reynoldszahl Re;,; doppellogarithmisch aufgetragen. Der Ubersichtlichkeit halber wur-

Korrelation
10 5 —x—m = 0,01 kg/s
1 —x—m = 0,02 kg/s
—x—m = 0,03 kg/s
—*—m = 0,04 kg/s
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Druckverlustkoeffizient C.k

0,1

— . —
1000 10000
Laterale Reynoldszahl Re

Abbildung 8.22: Verlauf des Druckverlustkoeffizienten fiir verschieden Axialmassenstrome m im
Vergleich zur Korrelation von |28]

den die fiir einen bestimmten Axialmassenstrom berechneten Werte durch Kurven ver-
bunden. Jede der Kurven ist also das Ergebnis von 15 Rechnungen mit unterschiedlichen
Querdruckdifferenzen bei einem konstanten axialen Massenstrom. Zum Vergleich ist die
von Gunter und Shaw 28| ermittelte Korrelation ebenfalls eingetragen, welche aufgrund
ihrer mathematischen Form gemifs Gl. 8.4 einen ideal linearen Verlauf in der doppel-
logarithmischen Auftragung aufweist. Vergleiche mit experimentellen Daten von [24] fiir
reine Querstrémung zeigen jedoch gerade im Reynoldsbereich zwischen 10* < Rejq < 10°
einen nichtlinearen Ubergangsbereich, der dem Verlauf des Druckverlustkoeffizienten fiir
den geringsten axialen Massenstrom m = 0,01 kg/s dhnelt (vgl. 1.6)

Fiir hohere axiale Massenstrome verschiebt sich dieser Ubergangsbereich zunehmend in
Richtung hoher lateraler Reynoldszahlen. Dadurch bekommt der Druckverlustkoeffizi-
ent im interessierenden reaktortypischen Bereich (hohe Axialmassenstrome und geringe
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Quergeschwindigkeiten) mit guter Ndherung einen linearen Verlauf, der in der Form

~ Re®
beschrieben werden kann. Dies ist die am h&ufigsten verwendete Form der Nidherung des
Druckverlustkoeffizienten und wird als Basisfunktion zur Beschreibung der CFD Ergeb-
nisse genutzt. Durch lineare Naherung der Kurven im doppellogarithmischen Diagramm

(Abb. 8.22) kénnen die Koeffizienten C (y-Achsenabschnitt) und Cy (Steigung der Ge-
raden) bestimmt werden.

C; (8.4)

C

log Cy = log (R—a> = —(Cy - log Re + log C (8.5)
e

Werden die Ergebnisse iiber die axiale Definition der Reynoldszahl, welche im Falle kon-

stanter Stoffwerte proportional zur axiale Geschwindigkeit ist, aufgetragen, dann ergeben

sich die in Abb. 8.23 und Abb. 8.24 gezeigten Verldaufe. Die Kurven zeigen eine klare Ab-
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Abbildung 8.23: Koeffizient C' aus Gl. 8.4 fiir unterschiedliche Axialmassenstrome.

hiangigkeit der Koeffizienten C; und C5 von der axialen Stromungsgeschwindigkeit. Die
Néaherungsfunktionen, die diese Abhéngigkeit der Faktoren von der axialen Reynoldszahl
beschreiben sind ebenfalls in den Diagrammen 8.23 bzw. 8.24 abgebildet. Im Falle des
Faktors (] ist einen quadratische Ndherung mit:

C; =1,612-107" - Rey,” + 1,060 - 1072 - Rey, + 1,920 (8.6)

zweckmiiRig. Der Verlauf von Cy kann durch Uberlagerung einer Exponentialfunktion mit
einer Geradenfunktion an gendhert werden.

Cy = —0,616 - 790107 Reaz) 4 1 3781070 . Reg, + 0, 748 (8.7)
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Aufgrund des Mangels an experimentellen Daten fiir diesen Stromungsfall, ist eine Vali-
dierung der Ergebnisse derzeit nicht moglich. Allerdings liegen die Ergebnisse der CFD
Berechnung im Bereich niedriger Axialgeschwindigkeiten nahe an der Korrelation von
Gunter und Shaw (vgl. Abb. 8.22) bzw. zeigen den fiir reine Querstromung typischen
Verlauf [24]. Dies spricht fiir die Vertrauenswiirdigkeit der Ergebnisse.
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Abbildung 8.24: Koeffizient Cy aus Gl. 8.4 fiir unterschiedliche Axialmassenstrome.
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8.4 Turbulenter Austauschkoeffizient (3

Der turbulenten Austauschkoeffizient § taucht im Unterkanalansatz in Gl. 2.86 auf und
modelliert den turbulenten Austausch von Impuls und Enthalpie zwischen benachbarten
Unterkanélen eines Biindels. Dabei ist der Begriff turbulent streng genommen falsch,
da der Austausch nicht nur iiber turbulente Fluktuation der Stromungsgrofen passiert,
sondern zusatzlich makroskopische Wirbelsysteme im Unterkanal beteiligt sind. Diese
befordern in groffem Mafse Fluid von der Mitte des Unterkanals durch den Spalt in die
benachbarten Unterkanéle. Der Begriff des ,turbulenten Austauschs wird dennoch weiter
benutzt, weil beide Beitrige ohne Vorzugsrichtung wirken. D.h. der netto Stoffaustausch
durch beide Effekte ergibt null (vgl. Gl. 2.41).

Numerisches Modell

Im Vergleich zu den vorigen CFD Rechnungen miissen also in diesem Fall instationére
Rechnungen durchgefiihrt werden. Ein weiterer Unterschied ist, dass die Wirbel wie schon
erwahnt durch Geschwindigkeitsgradienten in der Stromung erzeugt und mit ihr trans-
portiert werden. Damit die Wirbel sich entwickeln kénnen, muss ein wesentlich langeres
Stiick des Unterkanals in Hauptstromungsrichtung vernetzt und gerechnet werden. Beim
vorliegenden Fall betridgt diese Léinge 110 mm, was ca. 32 hydraulischen Unterkanal-
durchmessern entspricht.

5 , Zyklische RB
Y
\b' Teilweise zyklische RB N R
& (Integraler Massenstrom) N
<Y ’ \

Zyklische RB

Zyklische RB
Zyklische RB

Abbildung 8.25: Geometrie und Randbedingungen zur Berechnung des turbulenten Austausch-
koeflizienten. x3-Richtung skaliert M 1:55.

Um den numerischen Aufwand in akzeptablen Grenzen zu halten wurde auf eine di-
rekte Auflosung der Geschwindigkeitsgrenzschicht an der Brennstabwand verzichtet und
stattdessen ein logarithmisches Wandgesetz verwendet (vgl. Kap. 2.1.4). Die Dicke der
Zellschicht auf der Wand wurde dementsprechend auf Werte des dimensionslosen Wan-
dabstands von 30 < y* < 100 angepasst. An der Blockstruktur des Netzes wurde festge-
halten und der Querschnitt des Fluidbereichs umfasst wie bei den anderen Rechnungen
zwei mittlere Unterkanidle des BE. In Hauptstromungsrichtung wurden teilweise zyklische
Randbedingungen mit einem integralen Massenstrom iiber die QQuerschnittsfliche von m
= 0,160 kg/s verwendet, was einer mittleren Axialgeschwindigkeit von uz = 3,0 m/s und
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einer Reynoldszahl von ca. 1,3 - 10° entspricht. Die Grenzfliichen zu den nicht modellier-
ten benachbarten Unterkandlen wurden als zyklische Randbedingung modelliert. Um eine
korrekte zeitliche Diskretisierung der Stromung zu gewéhrleisten, wurde unter Beachtung
des Stabilitdtskriteriums von Courant-Friedrich-Levy Gl. A.8 ein Zeitschritt von At=
0,0001 s definiert. Dabei wurden die Untersuchungen von Baglietto [2] beriicksichtigt, die
ergaben, dass bei dem vorliegenden Stromungsfall kleine CFL < 1 empfehlenswert sind.
Das verwendete Crank-Nicolson-Verfahren zur zeitlichen Diskretisierung wurde in Kap.
2.1.3.1 kurz beschrieben. Insgesamt wird eine Zeit von ¢t = 2 s gerechnet. Fiir die rdumliche
Diskretisierung wurde analog zu den anderen CEFD-Rechnungen das QUICK-Verfahren
verwendet.

Auswertung der instationdren Rechnung

Frequenz und Struktur der Stréomung

In Abb. 8.26 ist die Geschwindigkeit der Querstromung im Mittelpunkt des Spaltes iiber
die Zeit t aufgetragen. Zu Beginn des Berechnungszeitraumes ist die Stromung zunéchst
stationdr und bendtigt einige hundert Zeitschritte bis eine Destabilisierung dieses Zu-
stands eintritt. Das ist darauf zuriickzufiihren, dass von einer stark auskonvergierten,
stationér berechneten Startlosung (Residuum ca. 107°) ausgegangen wurde. Es folgt eine
Einlaufphase mit zunehmend stérker werdender, oszillierender Querstrémung, die unge-
fahr bis zur Zeit t = 0,5 s reicht. Danach kann die Oszillation als eingelaufen betrachtet
werden, da zwar die Amplitude einer Verdnderung von Schwingung zu Schwingung un-
terliegt, aber keine kontinuierlicher Anstieg oder Abnahme iiber einen lingeren Zeitraum
mehr stattfindet. Der Mittelwert der maximalen Amplitude wurde im eingelaufenen Be-
reich zwischen 0,5 s < t < 2,0 s zu Ty = 0,25 m/s ermittelt. Dies entspricht ca. 8,3 % der
mittleren Axialstromung von 3 m/s.
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Abbildung 8.26: Verlauf der Quergeschwindigkeit in der Mitte des Spaltes zwischen den Unter-
kanélen.



130 Berechnung der Stréomung im Unterkanal mit CFD

In Abb. 8.27 ist das Vektorfeld der Geschwindigkeit in einem Langsschnitt durch den Ver-
bindungsspalt zwischen den Unterkanilen zu sehen. Dieses Stromungsbild wird sichtbar,
wenn die axiale Fortbewegungsgeschwindigkeit der Wirbelzentren vom Geschwindigkeits-
feld in der Schnittebene subtrahiert wird und entspricht damit der Ansicht eines sich mit
der axialen Hauptstromung mit bewegenden Betrachters. Es sind zwei sich gegenldufig
drehende Wirbel zu sehen, deren Zentren sich in der Nahe der Spaltmitte befinden. Da die
Wirbel durch den Gradienten der Axialgeschwindigkeit zwischen der Hauptstromung und
der Spaltstromung angetrieben bzw. erzeugt werden, kann darauf geschlossene werden,
dass im Uhrzeigersinn drehende Wirbel aus dem rechten Unterkanal stammen und um-
gekehrt gegen den Uhrzeigersinn drehende Wirbel aus dem linken Unterkanal [57]. Durch
ihre Lage im Spalt erzeugen sie einen starken Stoffaustausch zwischen den beiden Unter-
kandlen und bewirken so den Hauptanteil des turbulenten Austausches. Dadurch, dass es
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Abbildung 8.27: Wirbelstruktur im Spalt zwischen den Unterkanilen.

sich nicht nur um ein reines Querstromungsphénomen handelt, ist analog zur Schwingung
in Querrichtung auch in der Axialkomponente eine Oszillation zu beobachten. Die Signale
der Quer- bzw. der Axialgeschwindigkeit im Spalt sind nochmals in Abb. 8.28 zu sehen,
wobei zwecks Ubersichtlichkeit nur der Zeitraum 2,4 s < ¢t < 2.5 s aufgetragen ist. Bei
beiden Signalen ist deutlich zu sehen, dass es sich nicht um eine homogene Oszillation
mit einer bestimmten Frequenz handelt, sondern um eine Uberlagerung unterschiedliche
Frequenzen und Amplituden. Diese Beobachtung deckt sich gut mit den Ergebnissen von
[34]. Die dominierende Frequenz ist dabei ein charakteristisches Merkmal der pulsieren-
den Querstromung und kann zur Validierung der Rechnung benutzt werden. Als Referenz
dient eine Korrelation von Moller [57] die durch Experimente an quadratisch angeordne-
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Abbildung 8.28: Oszillation der Quergeschwindigkeit (links) und der Axialgeschwindigkeit
(rechts) im Spalt.

ten Stabbiindeln mit verschiedenen p/d-Verhéltnissen und Reynoldszahlen erstellt wurde.

—1 (d . d) - Sij
Srt = —— =19.5-—40.57 (8.8)
Uus d
Die Strouhal-Zahl Sr wird normalerweise zur Beschreibung der instationdren Wirbelab-
16sung bei der Umstrémung von Kérpern benutzt (z.B. Karmansche Wirbelstrafe). In
diesem Fall beschreibt sie jedoch die charakteristische Wirbelbildung im Spalt und ist
deshalb mit der dominanten Frequenz der Wirbel f;, dem Durchmesser der Brennstéibe
d und der mittleren Axialgeschwindigkeit in den Unterkanilen des Stabbiindels uz defi-
niert. Auf der rechten Seite von Gl. 8.8 stehen das Verhiltnis aus Spaltweite s;; und dem
Brennstabdurchmesser d. Anwendung der Gleichung auf die gerechnete BE-Geometrie

ergibt eine dominante Wirbelfrequenz von

f1=107,3 Hz . (8.9)

Um einen Vergleich zu ermdglichen, muss die dominante Wirbelfrequenz aus dem zeitli-
chen Signal der CFD Rechnung bestimmt werden. Dafiir kommt eine ,,Fast Fourier Trans-
formation“ (FFT) zur Anwendung. Ergebnis der FEFT fiir die Querstromung im Spalt ist
das in Abb. 8.29 gezeigte Diagramm, welches die Signalstérke (Leistung) der Schwan-
kungsbewegung in den einzelnen Frequenzbereichen beschreibt. Der Verlauf der Kurve
zeigt in der doppellogarithmischen Auftragung einen leichten Anstieg der Signalstirke
schon ab einer Frequenz von ca. 60 Hz. Dieser Anstieg resultiert in einem ausgeprigten
absoluten Maximum bei 107 Hz. Anschliefend ist eine Abnahme der Stirke bis zu eine
Frequenz von ca. 150 Hz zu beobachten. Die dominante Frequenz der Wirbel liegt bei
fa = 107 Hz wobei aufgrund des quasi-chaotischen Charakters der Wirbel im Kanal eine
Streuung der Frequenz feststellbar ist.

Zusétzlich zur Frequenz der Wirbel ist auch noch Grofe und Fortbewegungsgeschwin-
digkeit der Wirbel interessant. Um diese zu Analysieren muss zusétzlich zum zeitlichen
Signal das rdumlich Signal der Quergeschwindigkeit im Spalt untersucht werden. Dieses
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Abbildung 8.29: Leistung bzw. Stirke des Signals in den relevanten Frequenzbereichen aus der
FFT-Analyse.

ist in Abb. 8.30 zu sehen, wo die Quergeschwindigkeit in der Spaltmitte fiir den Zeitschritt
t = 2,250 s iiber die gesamte berechnete axiale Hohe von x5 = 110 mm aufgetragen ist.
Aus der Struktur der Stromung in Abb. 8.27 ist bekannt, dass jeder Nulldurchgang des
Signals dem Mittelpunkt eines Wirbels entspricht, d.h. jede Schwingungsperiode umfasst
zwei Wirbeln. Durch Kenntnis der mittleren Wellenldnge A\, des Signals kann dement-
sprechend die mittlere Grofe der Wirbel bestimmt werden. Dies geschieht analog zur
Frequenzbestimmung durch Verwendung einer FFT. Da das Geschwindigkeitssignal in
Abb. 8.30 nicht iiber die Zeitachse, sondern iiber die axiale Koordinate x3 in [mm| auf-
getragen ist, erhédlt man auf der Abszisse des Diagramms in Abb. 8.31 den Kehrwert der
Wellenlénge 1/\,,. Auf der Ordinate ist die Amplitude der Schwingung in der jeweiligen
Wellenlénge aufgetragen.

Das Maximum des gezeigten Wellenlingenspektrums liegt bei einem Wert von 1/A,
= 0,0354. Dies entspricht einer Wellenldnge von A\, = 28,27 mm und somit einem mittle-
ren Wirbeldurchmesser von d,, = 14,14 mm. Analog zur zeitlichen FFT ist eine Streuung
der Werte zu beobachten. Diese bedeutet, dass erwartungsgeméf Wirbel verschiedener
Grofse und geometrischer Position im Spaltmittelpunkt vorkommen. Die mittleren Fort-
bewegungsgeschwindigkeit der Wirbelzentren u,, in Hauptstromungsrichtung berechnet
sich zu

Upw = fa- A =3,03m/s . (8.10)

Dies liegt in guter Ubereinstimmung mit der durch die Randbedingung festgelegten mitt-
leren Axialgeschwindigkeit von 3,0 m/s. Aufgrund fehlender Experimente und Korrelatio-
nen ist eine Validierung der berechneten Daten fiir Wirbelgréfte und Transportgeschwin-
digkeit zur Zeit nicht mdoglich.
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Die Ergebnisse der FFT Analysen des zeitabhingigen Signals zeigen eine gute Uber-
einstimmung mit der Frequenzvorhersage der Korrelation Gl. 8.8. Zusétzlich entspricht
auch der generelle Verlauf der Kurve in Abb. 8.27 den aus der Literatur bekannten Ver-
laufen (Abb. 1.8) und experimentellen Ergebnissen. Problematisch bei der Bewertung des
gezeigten Frequenzspektrums ist der Bereich hoher Frequenzen. Hier ist eine Aussagekraft
des Diagramms nicht gegeben, da die Basis des gezeigten Spektrums eine CFD Berech-
nung mit zeitlich gemittelten Gleichung (Reynoldsgleichungen) ist. Durch die zeitliche
Mittelung bei der Herleitung der Reynoldsgleichungen (Kap. 2.1.1) findet eine Filterung
der Gleichungen statt, wobei kleinskalige Schwankungen der Geschwindigkeit modelliert
(Turbulenzmodell) und grofskalige Schwankungen der Geschwindigkeiten durch den in-
stationdren URANS-Ansatz berechnet werden konnen. Anders als bei der Berechnung mit
anderen numerischen Methoden wie der Large Eddy Simulation (LES) wo die Trennung
zwischen grobskaligen und kleinskaligen Schwankungen durch Filterung der Gleichungen
genau bestimmt ist, findet der Ubergang bei der URANS ab einer nicht genau definierten
Frequenz bzw. Grofe statt. Somit kann keine genau Aussage dariiber getroffen werden
bis zu welcher Frequenz die gezeigten Spektren physikalisch richtig sind. Genauere Aus-
sagen dariiber wéren z.B. durch eine LES-Rechnung moglich, wobei diese aufgrund der
hohen Komplexitit - insbesondere beziiglich der instationdren Randbedingungen - und
der grofsen Rechenzeit im Rahmen dieser Arbeit nicht durchgefiihrt werden konnte.

Bestimmung des turbulenten Austauschkoeffizienten

Zur Auswertung der effektiven Durchmischung wird ein zusétzliches passives Skalar (Mar-
ker) definiert und dessen Ausbreitung im Fluidraum durch die Berechnung einer zusétzli-
chen Transportgleichung (Gl. 2.10) simuliert. Passiv bedeutet, dass die Konzentration des
Skalars keine Auswirkungen auf die Hauptstromung hat und zusétzlich als masselos defi-
niert wird, so dass es keinerlei Tragheit aufweist und der Stromung ohne Schlupf folgt. Um
ausschlieflich den Stofftransport durch turbulente und konvektive Effekte zu bestimmen,
wurde der molekulare Diffusionsterm von GIl. 2.10 deaktiviert indem der Diffusionsko-
effizient D = 0,0 gesetzt wurde. Der turbulente Stofftransport wurde gemaf GIl. 2.18
als proportional zur Wirbelviskositit p; gesetzt. Dabei wurde eine turbulente Schmidt-
Zahl von Sc¢; = 0,9 verwendet. Wie schon in Kap. 2.1.2 erwdhnte ist aus Experimenten
jedoch bekannt, dass die Annahme einer konstanten turbulenten Schmidt-Zahl eine Ver-
einfachung darstellt. Dariiber hinaus ist dieses Stofftransportmodell isotrop, wihrend die
turbulenten Geschwindigkeitsschwankungen in der Biindelstréomung stark anisotrop sind
und durch das gewidhlte Turbulenzmodell auch entsprechend beriicksichtigt werden.

Zur Ermittlung des turbulenten Austauschkoeffizienten wird die Konzentration des Markers
C im Querschnitt des Unterkanals k bei einer axialen Hohe von z3 = 10 mm auf C), =
1,0 gesetzt (griine Fliche in Abb. 8.32). Auf gleicher Hohe wird im Querschnitt des Un-
terkanal j die Konzentration C; = 0,0 definiert (rote Fliache). Durch die Strémung wird
der Marker nun sowohl in axiale Richtung, als auch durch turbulente Effekte und die
pulsierende Querstromung in den benachbarten Unterkanal j transportiert. Damit zykli-
sche Randbedingungen in axiale Richtung verwendet werden kénnen, muss der Marker
am FEnde des berechneten Kanals zu null gesetzt werden.

Durch Auswertung der Konzentrationsverteilung C;(z3) und Cjy(z3) an einem Austritts-
und einem Eintrittsquerschnitt eines axialen Ausschnitts der Geometrie kann der Trans-
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Abbildung 8.32: Quelle und Senke der Markerkonzentration C, Einheiten [mm] [101].

port in Querrichtung durch eine Bilanz bestimmt werden. Dabei wir jeweils die mittlere
Konzentration iiber die Querschnittsfliche des Unterkanals durch Anwendung von GI. 8.3
ermittelt. Die Bilanz ldsst sich fiir den Unterkanal j der zwei benachbarten Unterkanile
schreiben als

9 (i - Cj(x3))
03

axial k nach j j nach k

+wy;(x3) - Cj(w3) — wjp(w3) - Cr(w3) =0 . (8.11)

Fiir die mittleren Axialmassenstréme und den turbulenten Austausch gilt fiir einphasige
Fluide

m; = 1y, =1m Wy = Wy, = w' . (8.12)
Dadurch wird GI. 8.11 zu

9(Cj(x3)) i E/ (Cj(xs) — Ci(x3)) =0 . (8.13)

O3 m

Fir den Fall eines Kontrollraums mit zwei Unterkanidlen muss die Gesamtmasse des
Markers konstant bleiben. Dadurch konnen die Konzentrationen nach eine bestimmten
Lauflinge x5 in Abhéngigkeit ihrer Anfangswerten ausgedriickt werden.

Cj(ﬂfg) — Cj70 = — (Ck(.Tg) — Ckp) (814)
Cj(xz3) = —Cilzs)+ Cro+ Cjpo
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Der Index o bedeutet, dass es sich um Grofen am Eintritt eines Kontrollvolumens handelt.
Einsetzen in GI. 8.13 liefert nach Trennung der Variablen und Integration:

m 20'(%3)—0'0—Ck0
‘= In | = 20 k0 1
2A$3 t ( Cj70 — Ck70 > (8 5)

w

Die Konzentration C}(x3) ist dabei als Konzentration am Austritt eines Kontrollvolumens
zu verstehen. Durch Bestimmung der Konzentrationen an den Stellen x3 = (10, 20 ,30
,40 ,50 ,60, 70 ,80 ,90 ,100) in den Unterkanidlen j und k entstehen 9 Kontrollvolumen
an den jeweils durch Anwendung von GI. 8.15 die lokale Mischrate w’ bestimmt wird.
Unter Verwendung der Tatsache, dass die Mischrate w’ = G’ - s mit der Mischungs-
massenstromdichte iiber die Spaltweite s;;, verkniipft ist, kann aus Gl. 2.86 der turbulente
Austauschkoeffizient ( berechnet werden.

Der Verlauf von (3 ist in Abb. 8.33 zu sehen. Zu Beginn der Auswertestrecke im Bereich
xr3 < 35 mm ist ein deutlicher Einlaufeffekt zu erkennen. Dies ist darauf zuriickzufiihren,
dass an der Grenzfliche zwischen den Unterkandlen Fluid mit der Markerkonzentration
C = 1,0 unmittelbar neben Fluid mit der Markerkonzentration C' = 0,0 zu finden ist.
Dies bedeuten einen unphysikalisch hohen Konzentrationsgradienten und fiihrt selbst bei
kleinen Transportbewegungen zu sehr hohen Mischraten. Nach einiger Zeit klingt die-
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Abbildung 8.33: Turbulenter Austauschkoeffizient 3 {iber die Lauflinge x3.

ser Effekt allerdings ab und die ermittelten Werte fiir 5 ndhern sich einem berechneten
Mittelwert von # = 0,01834. Wendet man die in Kap. 2.2.3 beschrieben Korrelation zur
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Bestimmung der Mischrate w’ und berechnet daraus den turbulenten Austauschkoeffizi-
enten dann ergibt sich § = 0,00575. Dies bedeutet fiir den aus der CFD berechneten
Wert von 3 eine Uberhohung um den Faktor 3, 14.

Aus den durchgefiihrten instationiren CFD-Berechungen zur Ermittlung des turbulenten
Austauschkoeffizient lassen sich folgende Schlussfolgerungen ziehen:

e Die Oszillationsfrequenz der berechneten Querstrémung wird im Vergleich zur giil-
tigen Korrelation von [57] gut wiedergegeben. Analog zu den Experimenten zeigt
auch die CFD eine Streuung um diesen Wert.

e Zur weiteren Analyse der turbulenten Quervermischung wurde die Transportglei-
chung eines zusitzlichen Markers gelost. Aus der Verteilung des Markers nach einer
bestimmten Lauflinge, gelang die Bestimmung des turbulenten Austauschkoeffizi-
enten, der eine Abweichung um den Faktor 3,14 von der giiltigen Korrelation zeigt.

e Die starke Uberschiitzung des turbulenten Austauschs durch die CFD Rechnung
kann durch mehrere Faktoren hervorgerufen werden. Zum einen kann die bereits
erwihnte Modellierungsschwiche des URANS-Ansatzes im Vergleich zu LES eine
Rolle spielen (d.h unbekannte Trennung zwischen instationirem Phédnomen und
turbulenter Fluktuation). Weiterhin wird der turbulente Stofftransport in heutigen
CFD-Codes mit einem stark vereinfachten Modell proportional zum turbulenten Im-
pulsaustausch gesetzt (Proportionalitidtskonstante Sct=0,9). Aus Experimenten ist
allerdings bekannt, dass in der realen Stabbiindelstromung der turbulente Warme-
und Stofftransport nicht proportional zum turbulenten Impulstransport ist [44].
Als weiterer Grund fiir die hohe Abweichung kénnte zudem die Darstellung der bei-
den Unterkanile als ein in alle Richtungen zyklisches Modell sein. Dadurch werden
eventuell Symmetrien und Periodizitdten erzwungen, welche in der realen Stab-
biindelstromung nicht vorhanden sind. Zur Uberpriifung dieser Vermutung sind
zusitzliche Rechnungen mit einer stark vergroflerten Geometrie notwendig die im
Rahmen dieser Arbeit leider nicht mehr durchgefiihrt werden konnten.






9 Zusammenfassung und Ausblick

Im Rahmen dieser Arbeit wurde erstmals ein mit iiberkritischem Wasser gekiihlter Druck-
wasserreaktor (SDWR) konzipiert und untersucht. Dies umfasst nach einer ersten thermo-
dynamischen Analyse und Optimierung des Konzepts unter den Randbedingungen 380 °C
Kernaustrittstemperatur und 25 MPa Systemdruck hauptséchlich eine Analyse der sicher-
heitsrelevanten Vorgidngen im Reaktorkern. Zu dessen gekoppelter thermohydraulisch-
neutronischer Auslegung wurde der Unterkanalcode STAFAS modifiziert, erweitert und
mit dem Neutronikcode MCNP5 gekoppelte. Durch erstmalige Anwendung dieser Metho-
de auf den Kern des SDWR, konnten die positiven Eigenschaften des SDWR-Konzepts
nachgewiesen werden und eine erste Bewertung des BE-Design und des Reaktorkonzepts
vorgenommen werden. Dariiber hinaus wurde durch Anwendung einer neuen Interpolati-
onsmethode die lokale Stableistung aus der grob auflésenden Kernberechnung bestimmt
werden. Dies erlaubte erstmals die detaillierte thermohydraulische Analyse kritischer BE
im Kern auf Unterkanalebene sowie die Berechnung sicherheitsrelevanter Parameter wie
Hiillrohr-, Brennstoff- und Kiihlmitteltemperatur unter realistischen Reaktorbedingun-
gen. Tiefer gehende thermohydraulische Analysen beschéftigten sich mit der Anwendung
von CFD (RANS und URANS) zur Simulation der Kiihlmittelstromung im BE. Anhand
bekannter und dokumentierter Stromungsfille konnte gezeigt werden, dass die CFD gu-
te Ergebnisse bei der Vorhersage von stationdren Stromungsphinomenen im Stabbiin-
del erzielt. Bei der Untersuchung instationdrer Effekte zeigte die CFD trotz genereller
Beriicksichtigung der mafigeblichen Stromungsphinomene relativ grofse Abweichungen
zum Verifikationsfall. Obwohl die Ursachen dafiir noch nicht abschliefend geklirt werden
konnten, steht fest, dass die CFD das Potential hat, bei der Entwicklung neuer Reaktor-
konzepte eine tragende Rolle zu spielen.

Als erster Schritt wurde in dieser Arbeit ein passendes Anlagenlayout zu den Rand-
bedingungen Kiihlmitteltemperatur 380 °C und Systemdruck 25 MPa erdacht. Dabei
erwies sich zur Realisierung des Konzepts ein Druckwasserreaktorprinzip mit getrenn-
tem Primér- und Sekundérkreislauf als am besten geeignet. Eine erste thermodynami-
sche Analyse des Systems, bei der die wesentlichen Eckdaten des SDWR, definiert und
hinsichtlich eines guten Wirkungsgrades optimiert wurden, zeigte Verbesserungsmoglich-
keiten im Vergleich zu konventionellen Anlagen auf. Ermittelt wurden diese durch Ver-
gleich des SDWR-Konzepts mit einem Referenzsystem, welches im Wesentlichen dem
eines modernen Druckwasserreaktors wie dem EPR entsprach. Aufgrund der héheren
Kernaustrittstemperatur (KKAT) von 380 °C ergab sich eine Verbesserung des Wirkungs-
grades um 2 Prozentpunkte und damit Vorteile beziiglich Brennstoftkosten und Betrieb
der Anlage. Zudem fiihrt die hohe Aufheizung von ca. 100 °C im Kern zu einer starken
Reduzierung des primér- und sekundérseitigen Massenstroms und damit zur Verkleine-
rung der Komponenten in den Kreisldufen (Pumpen,Turbinen, Rohre etc.). Dieser Effekt
zeigt sich besonders auf der Primérseite, wo eine Materialeinsparung von ca. 58% bei den
Primérkreiskomponenten abgeschéitzt werden konnte (ohne RDB). Auf der Sekundérseite
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resultiert die hohe KAT in einer Erhohung der Frischdampftemperaturen im Dampferzeu-
ger, der statt gesdttigten Dampfes nun iiberhitzten Dampf auf einem Temperaturniveau
von ca. 370 °C produziert. Daraus ergibt sich der Vorteil, dass durch die hohen Frisch-
dampftemperaturen ein Betrieb der Hochdruckturbine (HD) im Nassdampfgebiet nicht
notwendig ist. Dies schont einerseits die HD und spart zusétzlich Anlagenkomponenten
wie Wasserabscheider und Dampftrockner vor der nachgeschalteten Zwischeniiberhiztung
ein.

Nach Darstellung das wirtschaftliche Potential des SDWR-Konzept in Kap. 4, beschéftigt
sich der Grofteil dieser Arbeit mit detaillierteren Analysen des Reaktorkerns. Dazu wurde
basierend auf den Konzepten von [33| ein Kernmodell fiir gekoppelte thermohydraulische
und neutronische Analysen entwickelt. Der Schwerpunkt lag dabei in der thermohydrauli-
schen Modellierung des Kerns durch Modifikation des vorhandenen Unterkanalprogramms
STAFAS. Im Detail wurde unter anderem die Moglichkeit zur Berechnung mehrerer unab-
héngiger Moderatorkisten sowie zur Kontrolle der Massenstromverteilung durch Blenden
vorgesehen. Durch Erweiterung des Programms konnten dariiber hinaus alle benétigten
Funktionen fiir die automatische Kopplung mit dem kommerziellen Neutronikprogramm
MCNP5 implementiert werden. Dies umfasst hauptséchlich die automatischen Generie-
rung des MCNP5-Kernmodells mit korrekter Zuordnung der in STAFAS berechneten
Kopplungsvariablen (Temperatur- und Dichteverteilung von Wasser und Brennstoff). Ei-
ne Analyse des Konvergenzverhaltens der gekoppelten Rechnungen (Kap. 5.5) zeigte trotz
guter Konvergenz der thermohydraulischen Losungsseite eine andauernde Schwankung in
der dazugehorenden Leistungsverteilung. Dieses Verhalten lief sich auf die statistische
Ungenauigkeit der MCNP5 Losung zuriickfithren. Durch Mittelung der Ergebnisse aus
mehreren MCNP5-Rechnung konnte dennoch eine konvergente Losung mit ausreichen-
der Genauigkeit ermittelt werden. Die Anwendung der gekoppelten Methode auf den
SDWR-Kern zeigt die Vorteile von MCNP5 bei der schnellen und genauen Modellierung
von komplexen Geometrien wie dem SDWR - BE. Zum Vorteil dieser Berechnungsmetho-
de konnte im Gegensatz zu deterministischen Neutronikprogrammen auf die Erzeugung
von spezifischen, makroskopischen Wirkungsquerschnittstabellen verzichtet werden. Als
Nachteil zeigte sich die relative hohe Rechenzeit zur Ermittelung der Leistungverteilung
im Kern. Dies gilt besonders angesichts der gefundene Uberschiitzung der statistischen
Konvergenz von MCNP5.

Als Ergebnis lieferte die gekoppelte Kernberechnung Daten iiber die stationire dreidi-
mensionale Leistungs-, Massenstrom- und Temperaturverteilung fiir eine zuvor definierte
Kernkonfiguration (Kap. 5.5). Die Analyse der Daten offenbart eine relativ homogene
radiale Leistungsverteilung im Kern. Grofere Schwankungen treten nur im Aufsenbereich
des Kerns auf, wo aufgrund der Leckage grofere Gradienten zu finden sind. Dies fiihrt
dort zu einer starken Schwankung der Aufheizung der BE im dufsersten BE-Biindel, wo-
bei der ermittelte Formfaktor der radialen Leistungsverteilung bei einem relativ hohen
Wert von 1,35 lag. Der Grund fiir die Schwankung liegt in der gemeinsamen Blende im
Fufsstiick jedes BE-Biindels und kann durch entsprechende Modifikation des BE-Designs
beseitigt werden. Der ermittelte Formfaktor wurde zu einer genaueren Abschitzung der
maximalen Kernaustrittstemperatur bei Abweichung vom Normbetrieb durch eine Heif-
kanalfaktoranalyse verwendet. Die Ergebnisse zeigen, dass selbst bei einem Heifskanalfak-
tor von 2,14 (d.h. mehr als Verdopplung der zugefithrten Warme im Stromungskanal) die
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maximale KAT nur um knapp 10 % auf 416 °C steigt. Dies zeigt die Vorteile des gewéhl-
ten SDWR-Betriebspunkts und unterstreicht die dimpfende Wirkung des Maximums der
Wirmekapazitat am pseudo-kritischen Punkt. In axiale Richtung wies das Leistungpro-
fil ein ausgepriagtes Maximum im unteren Kernbereich auf. Die Auswertung des axialen
Heifkanalfaktors lag dabei bei 1,54. In nachfolgenden Arbeiten kann zur Verbesserung
dieses Werts eine Optimierung bzw. Glattung des Leistungprofils durch Definition einer
axialen Anreicherungsverteilung, durch Abbrandgifte, Dummy-Stéibe etc. erzielt werden.

Ein weiteres Ergebnis der Kernberechnung war die dreidimensionale Verteilung des Neu-
tronenflusses im Kern. Durch kubische Interpolation konnte daraus der lokale Neutronen-
fluss bzw. die lokale Brennstableistung im heifsesten BE bestimmt werden. Diese wurde
anschliefsend fiir detaillierte thermohydraulische Analysen unter realen Reaktorbedingun-
gen mit dem Unterkanalprogramm verwendet (Kap. 6). Die ermittelte maximale lineare
Stableistungen lag mit einem Wert von 29,7 kW /m deutlich unter dem fiir moderne Kon-
zepte definierten Grenzwert von 38 kW /m. Zusammen mit der ebenfalls vergleichsweise
niedrigen mittleren linearen Stableistung von 15 kW/m zeigt dies die relativ niedrige
thermische Belastung des Brennstoffmaterials und die hohen Sicherheitsmargen gegen
thermische Schédigung der Brennstoffmatrix. Alternativ ist eine gezielte Erhéhung der
Leistungsdichte um Kern denkbar, um iiber eine Verkleinerung des Kerns und damit des
RDBs mit Einbauten Kosten einzusparen. Die ebenfalls wichtige Verteilung der Hiill-
rohrtemperaturen im BE zeigte Werte von maximal 404°C und liegt damit weit im
unkritischen Bereich des dafiir verwendeten Edelstahls SS3161. Durch die Analyse der
Heizflichenbelastung an kritischen Stellen im BE wurde eine lokale Uberschreitung des
Grenzwertes gegeniiber dem Auftreten von HTD um 12% festgestellt. Dies kann unter
Umstinden zu erhchten Hiillrohrtemperaturen fiithren, die jedoch angesichts der geringen
thermischen Belastung des Hiillrohrwerkstoff relativ unkritisch sind. Alternativ wiirde
sich die Uberschreitung der kritische Heizleistung durch thermohydraulische Anpassung
des Eckkanals oder durch Leistungsreduzierung im Eckbrennstab verhindern lassen.

Wihrend der Kernberechnung wurde der gesamte Spaltbereich zwischen den BE als ho-
mogener, eindimensionaler Stromungskanal modelliert und somit eine homogene Vertei-
lung von Dichte und Temperatur der Moderatorstromung im Spalt auf einer bestimmten
Kernhohe vorausgesetzt. Diese Annahme bestétigte sich mittels Simulation der Spaltstro-
mung als ein poroses Medium und Implementierung eines entsprechenden Modells in das
kommerzielle Softwarepaket COMSOL. Die Simulation mit reaktortypischen Randbedin-
gungen (Spaltwassermassenstrom = 16,7% des gesamten Kiihlmittelmassenstroms) aus
der Kernberechnung ergab fiir den gewdhlten Moderatormassenstrom im Spalt ein hinrei-
chend homogen Temperatur- und Dichteverteilung (Kap. 7). Dariiber hinaus zeigten sich
keine Naturkonvektionsphdnomene wie sie bei Féllen mit geringerem Moderatormassen-
strom auftraten. Erst ab einem um ca. 60% reduzierten Spaltwassermassenstrom traten
die ersten Instabilitdtsphinomene mit Stromungsumkehr und Naturkonvektionszellen in
den Spalten auf.

Ein weiterer Schwerpunkt dieser Arbeit war die Analyse der Unterkanalstromung mit
CFD Methoden (Kap. 8). Dabei stand die Berechnung von Unterkanalmodellen und ih-
re anschliefende Verifikation durch passende experimentelle Korrelation im Mittelpunkt.
Zusitzlich sollte herausgefunden werden, ob CEFD generell in der Lage ist alle relevanten
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Phénomen der Biindelstromung abzubilden. Hierzu wurde das Beispiel zweier benachbar-
ter zentraler Unterkanéle aus dem zuvor zur Kernberechnung verwendeten BE gerechnet.
Fiir die erste Untersuchung wurde diese Geometrie auf eine Linge von 2 mm modelliert
und dafiir unter Verwendung zyklischer Randbedingungen das Druckverlustverhalten in
axiale und laterale Richtung bestimmt. Die Ergebnisse fiir den Druckverlustkoeffizienten
in Axialrichtung zeigten gute Ubereinstimmung mit den experimentellen Korrelationen
fiir diesen Stromungsfall und demonstrieren die Tauglichkeit der CFD-Methode (Kap.
8.1). Weiterfiihrende Rechnungen mit dem gleichen numerischen Modell aber geénder-
ten Randbedingungen hatten die Untersuchung des Querdruckverlusts zum Ziel (Kap.
8.3). Der Fokus lag dabei auf dem iiberlagerten Stromungsfall von dominanter axia-
le Stromung mit schwécherer Querstromung. Die Abhéngigkeit des Querdruckverlustes
wurde in einer Parameterstudie mit unterschiedlichen axialen Massenstromen und {iber-
lagerten Querdruckdifferenzen untersucht. Es zeigte sich, dass mit zunehmender axialer
Stromungsgeschwindigkeit die Druckverlustkoeffizienten einen starken Anstieg aufweisen
und die Sekundérstréomung eine immer starker werdende Rolle fiir den Querdruckverlust
spielt. Dies begriindet sich damit, dass die in sich geschlossenen Sekundirstrémungszellen
ein Hindernis fiir die sich etablierende Querstromung darstellen. Die starken Einfliisse der
axialen Stromungsgeschwindigkeit konnte durch Modifikation vorhandener Korrelationen
beriicksichtigt werden.

Eine weitere Untersuchung mit CFD wurde zur Bestimmung des turbulenten Austausch-
koeffizienten durchgefithrt (Kap. 8.4). Eine zuvor durchgefiihrte Literaturstudie zeig-
te, dass dieser Austausch nicht allein durch Turbulenz sondern vor allem durch ma-
kroskopische Wirbel verursacht wird, die eine pulsierende Querstrémung im Spalt zwi-
schen den Unterkanile erzeugen. Aufgrund der Instationaritit des Effekts wurden zeit-
abhéngige Rechnungen durchgefiihrt. Die Ergebnisse zeigen die charakteristische Pulsa-
tion der Querstromung im Spalt. Durch Vergleich des Frequenzspektrums der berechne-
ten Schwankung mit einer giiltigen experimentellen Korrelation zeigte sich, dass dessen
dominante Oszillationsfrequenz gut getroffen wurde. Durch Losung einer zusétzlichen
Transportgleichung fiir einen passiven Marker, konnte dariiber hinaus der turbulente
Mischungskoeffizient ermittelt werden. Auch diese Werte wurden mit einer Korrelation
verglichen und zeigten eine Abweichung der CFD-Ergebnisse von der Korrelation um den
Faktor 3,14. Die Griinde hierfiir konnen sowohl am verwendeten Modell (URANS) als
auch an anderen Dinge liegen, wie beispielsweise den verwendeten zyklischen Randbedin-
gungen.

Trotz der zwiespéltigen Ergebnisse stellt die CFD eine aussichtsreiche Methode zur ak-
kuraten Berechnung von Rohrbiindelstromungen dar. Durch weitere Verifikationsarbeit
und Untersuchungen, besonders fiir Rohrbiindel mit kleinen p/d-Verhéltnissen, kann das
Vertrauen in die implementierten Modelle weiter gesteigert werden. Dariiber hinaus kann
durch die Anwendung von CFD die Anzahl von teuren Experimenten bei der Entwicklung
neuer Reaktorsysteme verringert werden und zudem in den meisten Féllen ein tieferes Ver-
standnis fiir die betrachteten Stromungsvorginge gewonnen werden. Als néchster Schritt
in dieser Richtung steht dabei der direkte Vergleich der instationdren CFD mit einem
verfiighbaren Rohrbiindelexperiment.
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Es konnte im Rahmen dieser Arbeit gezeigt werden, dass das SDWR-~Konzept im Vergleich
zu konventionellen Anlagen wirtschaftliche Vorteile durch ein kostengiinstigeres Anlagen-
layout und durch einen hoheren Wirkungsgrad hat. Dariiber hinaus ergab die Analyse
des Reaktorkerns und der Brennelemente eine vergleichsweise niedrige thermische Bean-
spruchung des Systems und bestétigte so die erwarteten hohen Sicherheitsreserven. Diese
sind eine direkte Folge des gewahlten Betriebspunkts und der Eigenschaften des iiberkri-
tischen Wassers an dieser Stelle. Somit kann der in dieser Arbeit untersuchte SDWR als
ein aussichtsreiches Konzept bei der evolutionidren Weiterentwicklung der konventionellen
Reaktortechnik angesehen und fiir weitere, detailliertere Analyse empfohlen werden.
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A Anhang

A.1 Heillkanalfaktoranalyse

Die Heifkanalfaktoranalyse ist einen einfache Methode um den Zustand des Reaktors
unter schlimmstmoglichen Bedingungen abzuschétzen. Sie wird an dieser Stelle angewen-
det, um die Forderung nach einem moglichst hohen Wirkungsgrad (d.h. mdoglichst hohe
Kernaustrittstemperaturen) mit der nach bestméglichen Sicherheitseigenschaften abzu-
wagen. Der bestimmenden Parameter ist dabei die Kiihlmitteltemperatur deren Verhalten
mittels der Heifkanalfaktoranalyse abgeschitzt werden kann. Die so genannten Heifska-
nalfaktoren sind Multiplikatoren auf die mittlere Aufheizung Ah,, in einem typischen
Stromungskanal in einem Brennelement des Reaktors (Unterkanal) geméf Gleichung

Ahpae = Ahgy - Fiop (A.1)
wobei
Fiop=Fy-Fy-Fg-Fp, (A.2)
Dabei ist
o [ = 1.98 der gesamte Heifckanalfaktor

e Fy = 1.20 der Heifkanalfaktor fiir die Toleranzen (Werkstoffen, Fertigung, Model-
lierung, Auslegung etc)

e [y = 1.15 der Anteil der die Unsicherheiten im Betrieb kennzeichnet (z.B. Leistungs-
, Druck-, Kiihlmittelkontrolle etc)

e Fp = 1.25 der radiale Formfaktor zur Beriicksichtigung der Inhomogenitit der
Brennelementleistung im Kern

e F; = 1.15 der Formfaktor zur Beriicksichtigung der Inhomogenitit Stableistung
innerhalb eines Brennelements

Die Faktoren Fy; und F)4 lassen sich erst nach vollstindiger Auslegung und Inbetrieb-
nahme eines Reaktor mit absoluter Genauigkeit bestimmen und miissen daher basierend
auf Angaben der Hersteller von sich aktuell im Betrieb befindlichen Anlagen abgeschétzt
werden. Die Formfaktoren der Leistung im Kern Fg und Fj, sind ebenfalls erst nach
einer detaillierten Auslegung des Kerns verfiighar und wurden hier zunéchst mit typi-
schen Werten fiir Druckwasserreaktoren belegt. Basierend auf den eingefiihrten Werten
fiir die Heifkkanalfaktoren kann nun ausgehend von einer konstanten Einlasstemperatur
Tk . = 280°C und verschiedenen mittleren Kernaustrittstemperaturen Tk , = 280—500°C
die maximal mogliche Austrittstemperatur bestimmt werden. Die Ergebnisse sind fiir den



162 Anhang

Pseudo-kritische Temperatur

1 384 °C
200 ~

Maximale Kernaustrittstemperatur [°C]

T T T T T T T T T I:I T T T T T T T T T T
280 300 320 340 360 380 400 420 440 460 480 500

Mittlere Kernaustrittstemperatur [°C]

Abbildung A.1: Maximale Kernaustrittstemperaturen berechnet durch Heikkanalfaktoranalyse
bei einem Druck von 25 MPa und einer Kerneintrittstemperatur von 280 °C

Systemdruck im Primérkreislauf von pp,i, = 25M Pa in Schaubild A.1 zu sehen. Deutlich
zu erkennen ist der starke Anstieg der maximalen Kernaustrittstemperatur bei mittle-
ren Kernaustrittstemperaturen oberhalb der pseudo-kritischen Temperatur bei 384°C.
Dieser Verlauf begriindet sich durch das Maximum der spezifischen Wérmekapazitit am
pseudo-kritischen Punkt. Bei mittleren Kernaustrittstemperaturen unterhalb der Pseudo-
kritischen Temperatur steht dieses Maximum so zusagen als Warmepuffer zur Verfiigung
und selbst eine starke Uberhchung der zugefiihrten Leistung fiihrt nur zu einem relativ
geringen Anstieg der Kiihlmitteltemperatur.

A.2 Dimensionslose Kennzahlen

Zur Beschreibung von Stromungen in unterschiedlichen Geometrien werden hiufig di-
mensionslose Kennzahlen definiert um bestimmte Eigenschaften einer Strémung zu be-
schreiben. Dariiber hinaus lassen sich so Ahnlichkeiten von Strémungen ausdriicken. Die
im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Kennzahlen werden im Folgenden definiert.

Reynolds-Zahl Re
Die Reynoldszahl Re ist mit der Geschwindigkeit des Fluids u definiert als:
cp-d,
Re= — % (A.3)
1
und beschreibt das Verhéltnis aus Tragheitskriaften zu Reibungskriften. Die Variable d,,
ist ein hydraulischer Durchmesser und wird mit dem Fluidvolumen V' und der benetzten
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Flache A, gebildet

A4
=4
Abhéngig von der gewdhlten Bezugsgeschwindigkeit wird zwischen der axialen Reynolds-

zahl Re,y (Axialgeschwindigkeit) und der lateralen Reynoldszahl in Querrichtung Rej,;
(Quergeschwindigkeit im Spalt) unterschieden.

dy (A.4)

Nusselt-Zahl Nu
Die Nusselt-Zahl beschreibt das Verhaltnis aus konvektivem zu diffusivem Wéarmetrans-
port und ist definiert als

: Dc ar
Nu = O‘% . (A.5)

Dabei ist o der Warmeiibergangskoeffizient, D, eine charakteristische Lange (z.B. d,)
im Stabbiindel und A die Warmeleitfihigkeit des Fluids.

Prandtl-Zahl Pr
Die Prandtl-Zahl beschreibt das Verhéltnis aus diffusivem Impulstransport und diffusi-
vem Wiarmetransport in der Stromung. Sie ist definiert als

Vo - Cp
Pr=-=2_7 A.6
=T (A.6)

Mit der kinematischen Viskositat v, der Temperaturleitfihigkeit a, der Dichte p, der War-
meleitfahigkeit A und der Wérmespeicherkapazitit c,,.

Strouhal-Zahl Sr
Die Strouhal-Zahl beschreibt in dieser Arbeit die Frequenz f der pulsierenden Querstro-
mung im Stabbiindel mit

(A7)

Dabei bezeichnet d, den hydraulischen Durchmesser (Gl. A.4) und u die mittlere Axial-
geschwindigkeit in den Unterkanilen des Stabbiindels.

Courant-Zahl CFL

Die Courant-Zahl bzw. die Courant-Friedrich-Lewy-Zahl CFL beschreibt die Anzahl an
Zellen, um das sich ein Fluidpaket wéihrend eines Zeitschritts in der CFD Rechnung
fortbewegt. Sie ist definiert als:

u - At
Az

Dabei entspricht u der lokalen Geschwindigkeit in der Berechnungszelle und Az der loka-
len Gitterweite. Um {iberméfige numerische Diffusion in der zeitlichen Diskretisierung zu
verhindern, sollte der Zeitschritt At angepasst werden. Beim in dieser Arbeit verwendeten
Verfahren gilt generell CFL < 100 [13]. In manchen (wie dem in dieser Arbeit vorliegen-
den) Stromungsfillen kann jedoch zur Auflésung bestimmter zeitabhéingiger Phinomene
ein deutlich kleiner Wert fiir CFL notwendig sein.

CFL =

(A.8)
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