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Kurzfassung

Die vorliegende Arbeit hat die numerische Modellierung des Stréomungsverhal-
tens in einem HPLWR-Brennelement mit Drahtwendelabstandshaltern
zum Gegenstand. Bei dem HPLWR handelt es sich um eine thermische Variante ei-
nes Kernreaktors, wobei iiberkritisches, leichtes Wasser sowohl als Kiihlmedium als
auch zur Moderation der Neutronen verwendet wird. Aufgrund der geometrischen
und thermohydraulischen Anforderungen werden Drahtwendeln als Abstandshal-
terkonzept eingesetzt, welche helixformig um die Brennstébe gewickelt sind. Somit
unterscheiden sich die Brennelemente in ihren Eigenschaften erheblich von denen
bestehender Druck- und Siedewasserreaktoren. Die Anwendung von etablierten Un-
terkanalprogrammen ist nicht vorbehaltlos moglich, da die zur Schliefung der ver-
einfachten, eindimensionalen Erhaltungsgleichungen verwendeten Modelle nicht auf
die vorliegende spezielle Brennelementgeometrie kalibriert sind. Dafiir wéren auf-
wandige und teure Experimente notwendig. Ferner sind diese Programme mit ihren
sogenannten Schlieffungsgleichungen zum Teil nicht in der Lage, die komplexen Stro-
mungsverhéltnisse vollstandig zu bestimmen.

Als Alternative zum Stand der Technik wird im Rahmen dieser Arbeit eine innova-
tive Methode zur numerischen Berechnung von Stromungen auf groben Rechengit-
tern konsistent erarbeitet. Sie basiert auf den in kommerziellen Rechenprogrammen
(hier: STAR-CD 3.26) gelosten, dreidimensionalen Erhaltungsgleichungen. Da ein
rdaumlich dhnlich grober Diskretisierungsgrad wie bei Unterkanalprogrammen zur
Verkiirzung der Rechenzeiten Verwendung findet, miissen auch hier integrale, nicht
aufgeloste Effekte innerhalb einer Rechengitterzelle in geeigneter Weise iiber zusitz-
lich eingeprigte Volumenkrifte beriicksichtigt werden. Durch die Anwendung von
detaillierten RANS-Simulationen zur Bestimmung der lokalen Stromungsverhéltnis-
se im HPLWR-Brennelement ist die Auswertung der angesprochenen Kréfte nume-
risch exakt iiber die Evaluation der auf die Struktur wirkenden Oberflichenkréfte
bzw. der Flusskrifte der Stromungsgrofen durch die Kontrollraumbegrenzungsfla-
chen moglich. Die RANS-Methoden wurden mit einem Experiment fiir hexagonale
Stabanordnungen validiert und mit einer LES fiir die gleiche Geometrie verifiziert.
Um die Zusatzinformationen iiber einen weiten Anwendungsbereich und fiir beheiz-
te Stromungen zur Verfiigung zu stellen, wurden entsprechende Parameterstudien
in den RANS-Simulationen vorgenommen und ausgewertet. Die Einsetzbarkeit der
vorgestellten Methode wird anhand eines generischen Falles demonstriert.






Abstract

Modeling of the Flow Pattern in a HPLWR Fuel Assembly
with Wire Wraps

The subject of the present work is the numerical modeling of the fluid flow
in a HPLWR fuel assembly with wire wraps. The HPLWR is a thermal
design concept where super-critical light water is used for both neutron moderation
and cooling. Because of geometrical and thermal-hydraulic requirements, wires were
chosen as grid spacers which are helically wrapped around each cladding. Due to this
fact, the fuel assemblies differ significantly from typical PWR and BWR designs.
The use of well established sub-channel codes is not implicitly possible because
the additional empirical or semi-empirical terms acting as closure models for the
simplified one-dimensional conservation equations are not calibrated on the present
fuel assembly geometry. Due to the lack of existing data, complex and expensive
experiments would be needed for this purpose. Furthermore, such codes with their
inherent set of equations are to some extend not capable to accurately reproduce
the complex flow regimes.

As an alternative approach to the state-of-the-art technology, an innovative and
consistent method is developed to numerically determine the flow field on coarse
grids. It is based on the three-dimensional conservation equations implemented in
the commercial software package STAR-CD 3.26. Since the spatial resolution is
similar to sub-channel codes in order to reduce computational costs, integral and
not resolved sub-grid effects have to be accounted for in an appropriate way by the
introduction of additional volume forces acting as closure terms. With the use of
detailed RANS simulations to reproduce the local flow regime in the HPLWR fuel
assembly, these forces can be determined in a numerically exact way. For this reason,
the loads acting on the solid structure or the fluxes of flow quantities over the borders
of the control volumes have to be evaluated. The RANS method is validated against
an experiment with hexagonally arranged fuel rods and verified with a LES for the
same geometry. In order to ensure a braod applicability of the volume forces also for
heated cases, appropriate parametric studies have been performed and evaluated.
The applicability of the new method is demonstrated on a generic case.
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Kapitel 1

Einleitung

1.1 Einfiihrung

Im Jahre 2002 wurden von dem US-amerikanischen Department of Energy
(DOE) und dem Generation IV International Forum (GIF) die Zielsetzungen
fiir die Forschungs- und Entwicklungstitigkeiten zukiinftiger Reaktorsysteme der
sogenannten IV. Generation definiert [145]. Diese lassen sich unter den Schlag-
worten Nachhaltigkeit, Wirtschaftlichkeit, Sicherheit und Zuverléssigkeit sowie
Proliferationsschutz zusammenfassen. So sollten diese Kernreaktoren durch eine
optimierte Ausnutzung des Brennstoffs Urandioxid (***UQ,) verantwortbar mit
kostbaren Ressourcen umgehen und dabei den entstehenden Abfall, im Besonderen
die langlebigen Aktinide, minimieren. Ferner miissen solche Systeme im immer
harter umkidmpften Energiemarkt gegeniiber fossilen bzw. erneuerbaren Technolo-
gien ihre Rentabilitdt weiterhin unter Beweis stellen. Durch die Verwendung der
neuesten aktiven und passiven Sicherheitseinrichtungen werden bei einer weiteren
Verringerung der Ausfallswahrscheinlichkeit ein Maximum an Sicherheit und hohe
Standzeiten erreicht. Nicht minder wichtig bei der derzeitigen, weltweiten politi-
schen Lage ist die Gewihrleistung der Sicherheit vor terroristischen Attacken sowie
der physikalischen Vermeidung der Produktion von waffenfihigem Spaltmaterial.

Im Zuge des 6. Rahmenprogramms der Europdischen Union [140] als Mitglied
des GIF wird am Institut fiir Kern- und Energietechnik des Forschungszentrums
Karlsruhe GmbH neben anderen in Europa gelegenen Forschungseinrichtungen
eine europdische, thermische Variante eines mit iiberkritischem Wasser gekiihlten
Leistungsreaktors konzipiert - der HPLWR.
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1.1.1 HPLWR - ein innovatives Reaktorkonzept der
IV. Generation

Der High Performance Light Water Reactor (HPLWR) stellt unter den sechs inno-
vativen Reaktortypen der IV. Generation ein vielversprechendes Konzept im Hin-
blick auf eine zukiinftige technische Realisierung dar. Dabei handelt es sich um
eine konsequente Weiterentwicklung der erfolgreich betriebenen II. Generation von
Leichtwasserreaktoren der mittleren Leistungsklasse hin zu hoheren Systemdriicken
von 25M Pa und Frischdampftemperaturen um die 500°C'. Wie schon seit geraumer
Zeit bei Kohlekraftwerken Stand der Technik, soll zur Verwirklichung dieser heraus-
fordenden Systemparameter iiberkritisches Wasser als Kiihl- und Moderatormedium
eingesetzt werden. Auf Basis dieser in der konventionellen Stromerzeugung etablier-
ten Technik kann auf langjéhrige Betriebserfahrung im Umgang mit dem eingesetz-
ten Fluid zuriickgegriffen werden. Da das iiberkritische Wasser als Arbeitsmedium
im gesamten Kreislauf einphasig bleibt, kann im Vergleich zu Siedewasserreaktoren
(SWR) auf Dampftrocknung und im Vergleich zu Druckwasserreaktoren (DWR) auf
teure Dampferzeuger verzichtet werden. Zusammen mit der im aktiven Kern vor-
liegenden hohen Energiedichte fiihrt die Einsparung dieser Komponenten zu einer
deutlich verringerten Anlagengréfte. Weiterhin konnen bei dem von Schulenberg et
al. [132] konzipierten Direktkreislauf mit dreistufiger Auftheizung des Kiihlwassers
im aktiven Kern Umwéilzpumpen eingespart und die Leistung neben den Steuer-
stiben durch die Hauptkiihlmittelpumpen geregelt werden. Diese Faktoren und die
durch Bittermann et al. [24]| vorgeschlagene Verwendung von bestehender Turbinen-
technologie fiir den HPLWR helfen, die Investitionskosten zu senken. Desweiteren
profitiert der hier vorgestellte Reaktortyp von den erweiterten aktiven und passiven
Sicherheitskonzepten der zurzeit in Bau befindlichen und als Generation III be-
zeichneten Reaktoren wie z.B. dem European Pressurized-Water Reactor (EPR).
Die nukleare Warmeerzeugung wird beim derzeitigen HPLWR-Konzept durch ther-
mische oder auch langsam genannte Neutronenspaltung bewerkstelligt. Varianten
eines mit iiberkritischem Wasser gekiihlten Reaktors, welche ein schnelles Neutro-
nenspektrum fiir die Kernspaltungsprozesse favorisieren, wurden z.B. durch Oka et
al. [109] untersucht.

pSystem[MPa] Ui [%] 1)el [MWe] Mges [kg/S] Ahges [k‘]/kg]
25 ~ 44 1.000 1.160 ~ 1.940

Tabelle 1.1: Thermodynamische Daten des HPLWR.

In Tabelle 1.1 sind die wichtigsten thermodynamischen Eckdaten zusammengefasst.
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HKP

Abbildung 1.1: Anlagenschema des HPLWR.

In Abb. 1.1 ist das allgemeine Anlagenschema des HPLWR dargestellt. Nach dem
Austritt aus dem Reaktordruckbehélter (RDB) wird der Frischdampfstrom von
Myes = 1.160kg/s geteilt. Ein Teil wird direkt in der Hochdruckturbine (HD)
entspannt, wohingegen der andere Teil durch einen Zwischeniiberhitzer (ZU) ge-
leitet wird. Dieser dient dazu, den aus der Hochdruckturbine kommenden Dampf zu
iiberhitzen und den Feuchtegrad des Dampfes vor der weiteren Entspannung in der
Mitteldruckturbine (MD) bzw. der finalen Entspannung in der Niederdruckturbine
(ND) zu verringern. Von dort wird der Dampf im Kondensator (K) kondensiert,
um dann von der Hauptspeisewasserpumpe (HSP) iiber mehrere, durch Anzapf-
dampf der Niederdruckturbine gespeiste Vorwarmstufen in den Speisewasserkessel
(SWK) gefordert zu werden. Die Hauptkithlmittelpumpe (HKP) erhoht den Sy-
stemdruck wieder auf pgysien, = 25M Pa und fiihrt schlieRlich das iiber Anzapfun-
gen der Hochdruck- bzw. Mitteldruckturbine und des Zwischeniiberhitzers weiter
vorgewarmte Wasser zuriick in den Reaktordruckbehélter. Die von den Turbinen im
Generator (G) erzeugte elektrische Leistung betrigt nominell P,; = 1.000M W, bei
einem Anlagenwirkungsgrad von ungefihr 44%.
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Abbildung 1.2: Stromungsfiihrung nach Schulenberg et al. [132] im Reaktordruckbehélter
des HPLWR nach Fischer et al. [51].

Die bereits angesprochene dreistufige Autheizung des Kiihlmittels im Kern des
HPLWR ist in Abb. 1.2 in dem Schnitt durch den Reaktordruckbehilter inklu-
sive Kerneinbauten nach Fischer et al. [51| wiedergegeben. Die Grundidee hinter
diesem Konzept der Stromungsfithrung ist, durch den verlingerten Stromungsweg
die Aufheizspanne pro Brennelement zu verringern und auftretende, heifse Tempera-
turstrdhnen durch regelméfiges Vermischen in den beiden Plena zu eliminieren. Das
auf 280°C' vorgewarmte Wasser wird durch vier um jeweils 90° iiber dem Umfang
versetzt angeordnete Stromungsbegrenzer in den Reaktordruckbehilter eingeleitet.
Diese Armaturen beschrinken den im postulierten Bruch des kalten Stranges aus-
stromenden Leckagemassenstrom. Im Reaktordruckbehélter werden dann 75% des
Massenstroms als sogenanntes Ringspaltwasser durch den Stahlreflektor geleitet, so
dass durch Kiihlung die Wandtemperaturen des Reaktordruckbehilters beschrankt
werden. Von dort aus stromt es in den Sumpf und danach direkt ins untere Mischple-
num. Die iibrigen 25% werden oberhalb des oberen Mischplenums in das sogennante
Moderator- und Spaltwasser im Verhéltnis 1:3 aufgeteilt. Dabei flielt das Modera-
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torwasser in den dafiir vorgesehenen Moderatorkéisten in den Brennelementen und
das Spaltwasser zwischen den einzelnen Brennelementen auferhalb der Brennele-
mentkésten in das untere Mischplenum. Der zur Verdampferstufe gehérende An-
teil aus Spalt- und Moderatorwasser wird mit dem aus dem Sumpf einstromenden
Wasser vermengt. Diese Strome haben sich hier bereits auf ca. 310°C' erwiarmt. An-
schlieffend werden sie zur Kiihlung der Brennstidbe durch die Brennelemente der
Verdampferstufe aufwérts geleitet, an deren Austritt sie eine Temperatur von un-
gefihr 390°C' erreichen. Nach einer Durchmischung im oberen Plenum strémt das
Fluid abwirts durch die Brennelementbiindel der ersten Uberhitzerstufe und er-
warmt sich dabei auf etwa 430°C'. Auf die erneute Vermischung im unteren Plenum
folgt die Aufwirtsstrémung in der zweiten Uberhitzerstufe. Danach wird der Kern-
massenstrom mit Frischdampftemperaturen von ca. 500°C' durch den Auslass zu den
Turbinen geleitet.

Speisewasserleitung

5_2. Uberhitzerstufe

1. Uberhitzerstufe

Verdampferstufe

Abbildung 1.3: Draufsicht auf den offenen Reaktordruckbehilter des HPLWR.

In der Draufsicht auf ein Drittel des offenen Reaktordruckbehélters des HPLWR
aus Abb. 1.3 lasst sich die gleichméfige Verteilung der insgesamt 156 Brennelement-
biindel, hier durch farbige Kreise dargestellt, auf die drei ringférmig angeordneten
Zonen zu je 52 Einheiten pro Stufe erkennen. Der gesamte Kern umfasst somit 1.404
einzelne Brennelemente, da jedes Biindel neun Brennelemente umfasst.
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1.1.2 Das Brennelement des HPLWR

Grundsitzlich findet die nukleare Energieerzeugung durch Spaltung des Brennstoffs
in den sogenannten Brennstiben statt. Diese bestehen aus diinnen Hiillrohren,
welche den tablettenférmigen Brennstoff umgeben und als erste Sicherheitsbarriere
die radioaktiven Spaltstoffe einschlieken. Ublicherweise werden solche Brennstibe
zu Brennelementen zusammengefasst.

Moderatorkasten
Brennstab

Brennelementkasten

Abbildung 1.4: HPLWR-Brennelement nach Hofmeister et al. [67].

In Abb. 1.4 ist das Konzept des HPLWR-Brennelements nach Hofmeister et al. [67]
dargestellt. Hierbei werden die insgesamt 40 Brennstdbe mit einem Aufendurch-
messer von D = 8mm in quadratischer 7x7-Anordnung mit einer Stabteilung von
P = 9,44mm aufen durch den Brennelementkasten eingeschlossen. Der zentrale
Moderatorkasten ersetzt dabei die innersten neun Brennstdbe. Die Brennstdbe
besitzen eine aktiv beheizte Linge von Ly, = 4.200mm. Der nominelle Kiihlmit-
telmassenstrom durch ein solches Brennelement betrigt Mpp = 2,479kg/s, welcher
durch Verwendung von Blenden noch individuell angepasst werden kann.
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1.1.3 Das Brennelementbiindel des HPLWR

Abb. 1.5 zeigt das Brennelementbiindel des HPLWR nach Fischer [50], welches aus
neun Brennelementen aus Abb. 1.4 zusammengesetzt ist. In solch einem Brennele-
mentbiindel sind neun Brennelemente durch ein gemeinsames Fufs- sowie Kopfstiick
zusammengefasst. Dabei werden durch die Fufistiicke die abwirts fliekenden Mode-
ratorwasserstrome aus den Moderatorkisten nach aufen zu den ebenfalls abwirts
flielsenden Stromen aus den Spaltregionen zwischen den &ufseren Késten der ein-
zelnen Brennelemente geleitet. Im unteren Mischplenum vor dem Eintritt in die
Verdampferstufe vereinigen sich diese beiden Strome dann mit dem Kiihlmittel-
strom, um dann von dort aus in den Fufstiicken der Verdampferstufe aus Abb.
1.2 auf die zu einem Brennelementbiindel gehorenden Brennelemente verteilt zu
werden. Das Kopfstiick sammelt dann diese aufgespaltenen Strome wieder und ent-
liisst sie in das sogenannte obere Mischplenum. In der ersten Uberhitzerstufe iiber-
nimmt das Kopfstiick die Aufteilung des Kiihlmittelstroms auf die neun Brennele-
mente und das Fufstiick fiihrt diese wieder zusammen, um sie dann in das untere
Mischplenum einzuleiten. Die Giite der Vermischung in den beiden Plena wurde
von Wank et al. [151] berechnet. Zur Leistungsregelung des Reaktorkerns sowie zur
Reaktorschnellabschaltung (Resa) konnen nach Abb. 1.5 in jeweils fiinf kreuzférmig
angeordnete Brennelemente Steuerstibe eingelassen werden, welche Schlagenhaufer
et al. [128] dimensionierten. Die als Brennelement- und Moderatorkésten bezeich-
neten Wiande trennen das aufzuheizende Kiihlwasser innerhalb der Brennelemente
von dem moglichst kalt zu haltenden Spalt- und Moderatorwasser. Dies ist not-
wendig, da ansonsten aufgrund der starken Abnahme der Fluiddichte infolge der
Aufheizung des Fluids die Moderation von Neutronen im oberen Teil der Brennele-
mente zu gering wire. Himmel et al. [64] haben fiir den Entwurf des Brennelement-
aukenkastens nach Hofmeister et al. [67] unter Verwendung der durch Waata et al.
[149] ermittelten Temperaturverteilung den Festigkeitsnachweis erbracht. Herbell
und Himmel [60] haben fiir das gleiche Bauteil Festigkeitsanalysen fiir eine Aus-
fiihrung in Leichtbauweise durchgefiihrt. Um eine bessere thermische Isolation des
Kiihlwassers gegeniiber dem Spalt- und Moderatorwasser zu erreichen, wurden die
massiven Kastenwinde durch eine zwischen zwei Deckblechen eingebettete Honigwa-
benstruktur ausgetauscht, welche mit isolierendem Aluminiumoxid (Aly,O3) gefiillt
ist. Diese Ausfiihrung des Brennelements liegt den mit der Neutronik gekoppelten
Thermohydraulik-Rechnungen zur Analyse des gesamten HPLWR-Kerns von Monti
et al. [102] bereits zugrunde.
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Steuerstabe___|
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Abbildung 1.5: HPLWR-Brennelementbiindel nach Fischer [50].

Aufgrund der thermodynamischen Bedingungen im Kern des HPLWR nach Abb. 1.2
ist bei dem Auslegungsmassenstrom mit sehr hohen Strémungsgeschwindigkeiten
des Kiihlmittels im Inneren der Brennelemente zu rechnen. Dies ruft resultierende
Kréfte auf die Brennstidbe hervor, was zu einem Verbiegen der Stidbe fiihren kann.
Die hohe Energiedichte im Kern des HPLWR und der Neutronenfluss begiinstigen
ebenfalls solche unzuldssigen Deformationen, welche zu lokalem Versagen durch
Uberhitzung fiihren kénnten. Um dies zu vermeiden, muss stets eine Kiihlung der
Hiillrohre gewihrleistet werden, indem direkter Kontakt und somit die Ausbildung
von Stellen mit schlechter Warmeabfuhr vermieden wird. In der Regel wird dies
durch geeignete Abstandshalter realisiert.

Schon in der frithen Phase der Konstruktion des HPLWR-Reaktorkerns ist eine
thermohydraulische Auslegung der Brennelemente essentielle Voraussetzung.
Als ersten Schritt gilt es, eine geeignete Abstandshalterkonstruktion fiir das
HPLWR-Brennelemment zu erarbeiten. Die im Vergleich zu Siede- bzw. Druck-
wasserreaktoren relativ kleinen Abmessungen des Bauteils in lateraler Richtung,
insbesondere in Bezug auf das Stabteilungs-zu-Stabdurchmesser-Verhéltnis P/ D,
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1.1. EINFUHRUNG

stellen Herausforderungen bei dessen Auslegung dar. Nach der Konzeption des
Abstandshalters ist es erforderlich, seinen Einfluss auf das thermohydrauli-
sche Verhalten des als Kiihlmedium verwendeten, iiberkritischen Wassers zu
bestimmen. Eine experimentelle Analyse der Stromungsverhéltnisse in einer
Brennelementgeometrie ist bei den hier vorliegenden Systemparametern mit sehr
groffem Aufwand und damit einhergehenden, hohen Kosten verbunden. Dariiber-
hinaus ist die Auslegung eines kompletten Brennelements mit Computational
Fluid Dynamics (CFD) auch unter der Verwendung von Hochleistungsrechnern
immer noch nicht hinreichend praktikabel. Eine 6konomische Berechnung der
Kiihlmittelstromung in gesamten Brennelementen mit der RANS-Modellierung
(Reynolds-Averaged Navier Stokes) turbulenter Stromungen oder gar Large Eddy
Simulation (LES) ist derzeit nicht moglich. Deshalb werden weiterhin etablierte,
sogenannte Unterkanalprogramme wie zum Beispiel COBRA-IV-I [153| zur nu-
merischen Stromungssimulation angewendet. Diese Klasse von Stromungssoftware
basiert auf vereinfachten, eindimensionalen Erhaltungsgleichungen, welche iiber
semi-empirische Korrelationen geschlossen werden miissen. Die Modellkonstanten
in diesen Korrelationen werden zumeist auf bestimmte Geometrien geeicht, was
die Ubertragbarkeit auf abweichende Anordnungen nicht ohne erginzende Unter-
suchungen erlaubt. Einen solchen Sonderfall stellt das HPLWR-Brennelement mit
seinem zentralen Moderatorkasten und seiner engen, quadratischen Stabanordnung
mit Drahtwendeln als Abstandshalter dar. Da diese Konstellation bisher noch
nie untersucht wurde, wiren teure Experimente notwendig, um die Modelle der
etablierten Unterkanalprogramme entsprechend anzupassen.
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1.2 Ziel der Arbeit

Im Rahmen dieser Arbeit wird eine innovative Methode zur Auslegung von
Brennelementen erarbeitet, welche den bisher erforderlichen, experimentellen
Aufwand durch detaillierte CFD-Simulationen von reprisentativen Ausschnitten
der Geometrie reduziert. Eine anschliefende Berechnung der Stromungsverhalt-
nisse im gesamten Brennelement durch CEFD-Rechnungen auf Basis eines groben
Gitternetzes mit dem gleichen Softwarepaket wird dadurch ermdglicht.

Solch ein effizientes Auslegungswerkzeug wird besonders in der frithen Designphase
benotigt, um schnell und kostengiinstig eine Vielfalt technisch moglicher Varianten
auf ihre Tauglichkeit hin zu iiberpriifen. Der Vorteil der hier neu eingefiihrten
Vorgehensweise besteht darin, dass mit der gleichen Software die fiir anschlieffende
Rechnungen mit grober Diskretisierung notwendigen Detailinformationen bestimmt
werden konnen. Der Anwender kann dadurch mit dem ihm zur Verfiigung gestellten
Werkzeug zu jedem Stadium des Designprozesses die jeweils erforderlichen Analysen
durchfiihren.

Ferner ist bei Realisierung der Zielsetzung eine Vereinfachung der Beriicksichtigung
der Stromungs-Struktur-Kopplung z.B. bei der Analyse von Brennstabschwingun-
gen zu erwarten, da solche Rechnungen entweder direkt durch ein kommerzielles
Programm ermoglicht werden oder die auf die Struktur wirkenden, resultierenden
Krifte an entsprechende Software iibergeben werden konnen. Dariiber hinaus
ist bei den weitverbreiteten, kommerziellen CFD-Programmen die Verwendung
neuer, vom Anwender ausgewihlter Modelle zur Simulation der Turbulenz oder
des Wiarmeiibergangs bzw. der Wérmezufuhr durch die Einbindung von selbst
programmierbaren Unterprogrammen deutlich einfacher als bei Unterkanalpro-
grammen. Somit wird eine Weiterentwicklung bzw. Optimierung der eingesetzten
Programmsysteme erheblich erleichtert. Gerade dann kann man von der op-
timierten Numerik und dem guten Konvergenzverhalten profitieren, da diese
Programme darauf ausgelegt sind, einen Grofiteil der in der Stromungsmechanik
vorkommenden Phinomene erfassen zu konnen. Die universellen Programme
zur Stromungsberechnung werden sowohl in Industrie als auch in der Forschung
fiir die unterschiedlichsten Anwendungen benutzt. Dadurch ist der Umgang mit
einem solchen Programm aufgrund breiterer Erfahrungen benutzerfreundlicher
und 6konomischer als bei den hoch spezialisierten Unterkanalprogrammen. Durch
die dreidimensionale Modellierung der Geometrie ist es moglich, ohne grofen
Aufwand die Auswirkungen von lokalen Blockaden und Naturkonvektion sowie
bei geniigend feiner Diskretisierung Sekundarstromungen zu untersuchen. Eine
beliebige Erweiterung des bestehenden Modells durch z.B. die Kopplung mehrerer
Brennelemente iiber ein gemeinsames Plenum macht dann erst die Untersuchung
eines ganzen HPLWR-Brennelementbiindels moglich. Fiir die Simulation der z.T.
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richtungsabhingigen Stromungsverhéltnisse in einem Brennelement mit Draht-
wendelabstandshaltern sind lediglich Grundkenntnisse des Anwenders iiber die
speziellen Strémungsverhéiltnisse notwendig, da sich die fiir die grobe CFD bend-
tigten Informationen direkt aus der Geometrie der vorangegangenen, detaillierten
Rechnungen extrahieren lassen. Die Visualisierung der FErgebnisse wird durch
das Softwarepaket in der Regel schon bereitgestellt und dadurch die Auswertung
erheblich erleichtert und beschleunigt. Diese aufgefiihrten Beispiele gilt es in
weiteren Untersuchungen zu bestétigen.

Das in dieser Arbeit entwickelte, in sich geschlossene Verfahren zur effizienten, ther-
mohydraulischen Auslegung eines in diesem Falle HPLWR-Brennelements unter Ver-
wendung von kommerziellen CFD-Programmen wird im Nachfolgenden zusammen-
fassend vorgestellt:

1. Das numerische Verfahren zur Ermittlung der bendtigten Detailinformationen
wird fiir die individuellen Stromungsverhéltnisse mit ausgewédhlten experimen-
tellen Daten validiert und mit den Ergebnissen einer Grobstruktursimulation
verifiziert. (Kapitel 3)

2. Die fiir das spezielle Design des HPLWR-Brennelements mit seiner quadrati-
schen Stabanordnung und Drahtwendelabstandshaltern benétigten Daten wer-
den mittels detaillierter RANS-Simulationen bestimmt. (Kapitel 4)

3. Ausgehend von den allgemeinen, stromungsmechanischen Erhaltungsgleichun-
gen werden die in den Analysen zu beriicksichtigenden Terme evaluiert und
diskutiert, wie die durch die Drahtwendeln induzierten Effekte beriicksichtigt
werden konnen. (Kapitel 3 bzw. 5.1)

4. Die grobe Diskretisierung der Geometrie des Fluidraums und der numerische
Aufbau des Modells werden erarbeitet. (Kapitel 5.2)

5. Schlieflich wird die Funktionalitit der vorgestellten Methode durch die Be-
rechnung eines generischen Brennelements aus der zweiten Uberhitzerstufe
demonstriert. (Kapitel 5.3)
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Kapitel 2

Abstandshalterkonzepte fur den
HPLWR

2.1 Anforderungen an Abstandshalter von Brenn-
staben

Durch geeignete Konstruktionen von Abstandshaltern wird die Einhaltung der
gegenseitigen geometrischen Lage in lateraler Richtung dieser mehrere Meter langen
Brennstibe relativ zueinander bzw. zu eventuell umschliefenden Kastenwinden
gewihrleistet. Dies ist zu jedem Zeitpunkt wihrend des Einsatzes im Reaktorkern
als auch beim Transport bzw. der Lagerung notwendig, um die Kiihlbarkeit der
Hiillrohre zu erhalten und ein Versagen durch lokales Uberhitzen zu vermeiden.
Wiéhrend des Transports und der Lagerung in horizontaler Lage miissen die Ab-
standshalterkonstruktionen dem hohen Eigengewicht der mit dem Schwermetalloxid
UQO, gefiillten Brennstidbe standhalten. Weitere laterale Belastungen entstehen
durch eventuelle seismische Beschleunigungen als Folge von Erdbeben und, im
Falle eines Kiihlmittelverluststorfalls oder Loss Of Coolant Accident (LOCA),
durch induzierte Querkréfte beim Abblasen des entstehenden Dampfes. Dabei darf
sich die Gesamtstruktur nur minimal verformen, damit sich die Steuerstibe noch
einfahren lassen. Ferner miissen stromungsinduzierte Schwingungen der Brennstébe
ausreichend geddmpft werden. Diese Anforderungen werden durch eine Vielzahl
von moglichen Feder-Dampfer-Konzepten umgesetzt. Eine zum Versagen fiihrende
Beschiadigung des Hiillrohres als zweite Sicherheitsbarriere durch sogenanntes
"Fretting" (Reibrost) oder durch scharfe Kanten ist dabei auszuschliefen, um eine
Kontamination des Kiihlmediums zu unterbinden. Zuséatzlich zu den strukturme-
chanischen Anforderungen erfiillt der Abstandshalter auch strémungsmechanische
Aufgaben. Durch eine geeignete Modifikation der Geometrie wird eine gute
Vermischung des als Kiihlmittel verwendeten Fluids realisiert. Hierzu notwendige
Deflektoren sind in der Regel stromabwirts des Bereiches, der strukturmecha-
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nische Anforderungen erfiillt, zu finden. Da in Realitit jeder Brennstab eine
unterschiedliche Wiarmeentwicklung erfihrt, heizt sich das Kiihlmedium in den
Unterkandlen ungleichméfig auf. Der Abstandshalter trigt durch entsprechende
Stromungsumlenkungen und der damit einhergehenden Quervermischung dazu bei,
die Temperaturverteilung im Kiihlmittel zu homogenisieren.

Im Falle von Siedewasserreaktoren durchliuft das Kiihlmedium Wasser wihrend
der Aufheizung in einem Brennelement einen Phasenwechsel von fliissig zu dampf-
formig. Drallfihnchen als Bestandteil der Abstandshalter zentrifugieren kélteres,
dichteres Fluid auf die Hiillrohroberfliche, um den Warmeiibergang zu verbessern
und lokales Versagen durch Uberhitzung zu verhindern. Die Beschleunigung der
Stromung durch Querschnittsverengung sowie die Erhéhung des Turbulenzgrades
durch zusitzliche Verwirbelungen verbessern den Wirmetransport an das Fluid.
In jedem Falle ist der resultierende Druckverlust so gering wie mdoglich zu halten,
da dieser direkten Einfluss auf die erforderliche Pumpleistung und somit auf den
Gesamtwirkungsgrad des Kraftwerks hat. Weiterhin muss das Strukturmaterial
eines Abstandshalters auf ein Minimum reduziert werden, um parasitiren Neu-
tronenverlust aufgrund der Absorption durch relativ grofe Wirkungsquerschnitte
der Struktur zu vermindern und somit mit einer niedrigeren Anreicherung des
Brennstoffs 22°UQ, Betriebskosten einzusparen.

Um konstruktiv verschiedene Ausfithrungen von Brennelementen zu vermeiden
und um eine Neupositionierung im Kernkonzept nach Schulenberg et al. [132] nach
einer Revision zu ermdoglichen, sollen alle Brennelemente Abstandshalter derselben
Bauweise besitzen. Aufgrund der dreimaligen Durchleitung des Kiihlmediums durch
den aktiven Kern des HPLWR wird dieser Typ Brennelement in Abhéngigkeit seiner
Positionierung in der Verdampfer-, 1. Uberhitzer- bzw. 2. Uberhitzerstufe in beiden
axialen Richtungen durchstromt. Dies bedingt einen Typ Abstandshalter, welcher
in beiden Stromungsrichtungen identische Eigenschaften aufweist. Desweiteren
kénnen bei dem iiberkritischen Kiihlwasser schon kleine Temperaturidnderungen
einen drastischen Einfluss auf die Fluideigenschaften wie Dichte, Viskositit,
Wirmekapazitit sowie Wirmeleitfahigkeit haben. Eine gute Quervermischung ist
deshalb fiir einen konstanten Betriebszustand zwingend erforderlich.
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2.2 Evaluation von Konzepten zur Quervermi-
schung

Abstandshalter fiir das HPLWR-Brennelement nach Hofmeister et al. [67] miissen
fiir eine ausreichend gute Quervermischung zwischen den unterschiedlichen Un-
terkanilen innerhalb des Brennelements sorgen, um Heifskanalfaktoren niedriger
ansetzen zu diirfen. Solche Sicherheitsfaktoren wurden von Vogt [146] fiir ein ande-
res, aber ebenfalls mit iiberkritischem Wasser gekiihltes Kernkonzept angegeben.
Aus diesem Grund werden verschiedene Mischungskonzepte zum Queraustausch
qualitativ untersucht, indem vereinfachte Warmebilanzierungen durch Tabellenkal-
kulation fiir einen Viertelausschnitt des Brennelements durchgefiihrt werden.

Die Geometrie eines Viertel-Brennelements mit seinen Unterkanélen, Stédben und
Kastenwéinden, wie es den Wirmebilanzrechnungen zugrunde gelegt wurde, ist in
Abb. 2.1 dargestellt. Die entsprechenden geometrischen Mafe sind Abb. 4.2 zu ent-
nehmen. Geméf der Verteilung der jeweiligen Massenstrome aus Schneider [130]
wird ein Axialmassenstrom von Mgy =0, 62kg/s in den Unterkanilen des Viertel-
ausschnittes des HPLWR-Brennelements, von MiMod = 0,052kg/s in dem fiir das

Moderatorwasser zur Verfiigung stehenden Querschnitt und M%Spalt = 0,103kg/s
in dem Anteil des Spaltquerschnitts den Rechnungen zugrunde gelegt. Die indivi-
duelle Massenstromverteilung unter den verschiedenen Unterkanaltypen wird unter
der Annahme bestimmt, dass in jeder axialen Ebene der gleiche Druck vorliegt
und somit der Druckverlust in allen Unterkanaltypen identisch ist. Die Hohe der
Kontrollvolumen des untersuchten Brennelementausschnitts betrdgt [ = 200mm,
da dies aus festigkeitsmechanischen Griinden dem zu erwartenden Abstand zwi-
schen zwei Abstandshaltern entspricht. Die iiber die Hiillrohrmantelflichen an das
Kiihlmedium abgegebene Wirme wird als eine mittlere, lineare Stableistung von
Qstar = 14,39W/mm nach Schulenberg et al. [132] angenommen. Die Stoffwerte
von tiberkritischem Wasser nach Wagner und Kruse [150] werden fiir die betrachte-
ten Temperaturen des Kiihlmediums zu Beginn der Rechnung von T; g4t = 465°C
und des Moderator- bzw. Spaltwassers von T, = 300°C" als konstant angenom-
men. Fiir die zu treffenden, qualitativen Aussagen geniigen diese grob gewihlten
Parameter.
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Abbildung 2.1: Unterkanéle im Viertel-Brennelement.

Das Flussdiagramm der zur Bestimmung der stationdren Unterkanalendtemperatu-
ren durchzufiihrenden Berechnungsabfolge ist in Abb. 2.2 wiedergegeben und wird
im Nachfolgenden naher erlautert.
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Abbildung 2.2: Flussdiagramm der Wérmebilanzierung im Viertel-Brennelement.
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Da der Druck in horizontaler Richtung als konstant angenommen wird, erfahrt somit
jeder Unterkanal denselben Axialdruckverlust Ap;, welcher iiber die nachfolgende
Beziehung ermittelt wird:

M? l

A T = asius : i 2.1

mit der Blasius-Formel fiir den axialen Druckverlustkoeffizienten fpasius:

0,3164

asius — - 095 2.2
fBl R6?725 ( )

und dem hydraulischen Durchmesser dj, ; geméak:

A
d i = 4 . ﬂ, 23
" Ube,i ( )
Darin sind p die Fluiddichte, A,;; die axiale Querschnittsflache des Unterkanals i
und Uy ; der benetzte Umfang. Daraus lassen sich individuelle, axiale Massenstréme
M; bestimmen. Aus oben genanntem Grund werden Druckausgleichsstromungen in
lateraler Richtung vernachléssigt.

Die als symmetrisch um die mittlere Unterkanaltemperatur 7; gewédhlte Temperatur-
differenz AT zwischen Eintrittstemperatur 7; .;, stromaufwirts und Austrittstem-
peratur 7; ,,s stromabwérts der Unterkanalkontrollvolumen ist in Schritt 0 zu Null
gesetzt, wird aber im Weiteren dynamisch berechnet. Da von einer Aufheizung um
die gleiche Temperaturspanne ausgegangen wird, besitzt sie fiir alle Unterkanéle den
gleichen Wert, obwohl sich die mittlere Unterkanaltemperatur individuell verschie-
den einstellt. Ausgehend von einer anfinglich einheitlichen Temperaturverteilung
T start Werden in Schritt 1 die beriicksichtigten Warmestrome Q; cin, Qi qus: @i, zus
Qi querturp Und evtl. Q; 4 je nach Unterkanaltyp bzw. @Q); 4uer entsprechend verschie-
denen, unten diskutierten Zirkulationskonzepten fiir jeden Unterkanal berechnet.
Dabei berechnet sich der in den Unterkanal axial einstromende Wirmestrom zu:

AT
Qi,ein - Mz cCp - 7ﬂi,ein - Mz *Cp - <T; - 7) (24)

mit der spezifischen Warmekapazitat ¢, und der denselben Unterkanal in axialer
Richtung verlassende Wérmestrom gemaf:

AT
Qi,aus - Mz cCp - E,aus - Mz cCp - <T; + 7) . (25)

Der einem Unterkanal anteilig seiner zugehorigen Viertel-Brennstabmantelfliche zu-
gefiihrte Warmestrom @; 14, ist definiert als:

Qizu = Z (Qi,iSmb ) l) : (2.6)
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Falls ein Unterkanal an den Moderator- oder Brennelementkasten angrenzt, kann er
nach folgender Gleichung iiber seinen Anteil an der Wandoberfliche O, ,, Wiarme
an das kéltere Moderator- bzw. Spaltwasser abfiihren:

Qi,ab = kz : Oi,ab : (T; - Too) . (27)

Fiir die Bestimmung der Warmedurchgangskoeffizienten k; sind zunéchst die War-
meiibergangskoeffizienten von Kiihlmedium an die Wiande «; und von Moderator-
bzw. Spaltwasser an die Késten apz,q und caugpe zu ermitteln:

Nu- A\
dh;

)

Qi /Mod/Spalt = ) (28)
mit der Warmeleitfahigkeit des jeweiligen Fluids A und den entsprechenden, hydrau-
lischen Durchmessern dj, ;. Zur Berechnung der Nusseltzahlen wird die Korrelation
nach Bishop et al. [23] eingesetzt:

d
142,4--0). (2.9)

0,43
Nu = 0,0069 - Re®® . Pro. (fﬁﬁﬂﬂﬁzz> N z

p

Die Dichte des Strukturmaterials wird zu psgurier = 8.031kg/m? angenommen. Die
Wiérmedurchgangskoeffizienten k; durch die Kastenwinde ergeben sich somit zu:
1 1 b 1

Z =4 + ,
ki Q; )\Struktur A Mod/Spalt

(2.10)

mit der Wandstéirke der Struktur b und einer angenommenen Wirmeleitfahigkeit
des Strukturmaterials von ca. Agyukter = 20W/mIK bei den vorherrschenden
Temperaturen.

Der durch Turbulenz und groftskalige Wirbel zwischen benachbarten Unterkanilen
induzierte, ungerichtete Warmestrom wird nach Wheeler et al. [153] modelliert als:

(mi -+ mj)
2

Darin sind ;5 = 0,08 ein turbulenter Austauschkoeffizient nach Cheng et al. [38§|
und m; bzw. m; die Massenstromdichten zweier benachbarter Unterkanéle und der
Spaltquerschnittsflache Agpq;.

Qij,queﬁturb - Mij,quer,turb “Cp - AE] = 6tu7’b : : ASpalt “Cp - AE] (211)

In den spiter gezeigten Zirkulationskonzepten spielt der gerichtete Warmestrom in
lateraler Richtung eine zentrale Rolle. Der zur Berechnung dieses Wiarmetransfers
benotigte, gerichtete Quermassenstrom M., von einem mit dem Index * gekenn-
zeichneten Donorkanal zu einem entsprechend angrenzenden Akzeptorkanal wird

folgendermafsen reprisentiert:

Qi,quer = M:quer “Cp AEj’ (212)
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mit:
M er = E1p171 1 M, (2.13)

i,quer i,quer,ref*

Die Faktoren & =1, & = 0,75, & = 0,5 und & = 0,25 sorgen dafiir, dass der
mit Hilfe von Gl. (2.1) fiir jedes Kontrollvolumen bestimmte, axiale Massenstrom
unverandert bleibt. Dies wird dadurch gewahrleistet, dass sich fiir jeden Unterka-
nal die Summe der aus dem gerichteten Queraustausch hervorgerufenen ein- und
ausfliefenden Massenstrome aufheben muss. Die Pfeile in den Konzepten aus Abb.
2.3 - 2.9 geben die entsprechenden Richtungen fiir die Quermassenstréme an, um
geschlossene Stromungspfade zu realisieren. M7 .. .., stellt einen Referenzwert fiir
die je nach Unterkanalpaarung individuell bestimmten, lateralen Massenstréme dar,
welcher wie folgt als der kleinste Wert der maximal realisierbaren (Quermassenstro-
me pro Unterkanal M definiert ist:

i,quer,max

M:queﬁ?"ef = min (M:quer,maac) . (214)
Letztgenannter Wert ldsst sich ausdriicken zu:
M:quer,max =p-s: U;;uera (215)

wobei bzgl. des axialen Verlaufs der vom Abstandshalter induzierten Querge-
schwindigkeit, ausgehend von einem Maximalwert direkt hinter dem Abstandshalter
Uquer,mazs €I exponentieller Abfall angenommen wird:

l
* * _gz *— * _ l
Uquer(z) = / <Uquer,maz el ) ~dz = Uquer = Uquer,mam ’ (1 — € 2) : 57 (216)
0
mit: o
U;uer,maa: =0,2- UZAH =0,2- d . (217)

P Azx,z’ (1 —Ean)

Dabei ist das Verhéltnis der von der Struktur des Abstandshalters versperrten
Querschnittsfliche zur jeweiligen Unterkanalquerschnittsfliche ohne Abstandshalter
zu =g = 0,4 gewdhlt. Weiterhin wird davon ausgegangen, dass ein Abstandshalter
eine maximale Quergeschwindigkeit von hochstens 20% der Axialgeschwindigkeit
im Abstandshalter v; 45 erzeugen kann.

Sind die Warmestrome fiir die einzelnen Kontrollvolumen berechnet, werden diese
in Schritt 2 fiir die Unterkanéile aufsummiert. Im stationdren Zustand muss diese
Summe fiir jeden Unterkanal Null ergeben.

Nach jeder Iteration wird somit in Schritt 3 entschieden, ob das festgelegte
Abbruchkriterium von 107% erreicht ist oder nicht. Dazu werden die Betrige der
einzelnen, unterkanalspezifischen Wéarmebilanzen aufsummiert und mit einem
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festgelegten Wert verglichen. Ist die Summe grofer als das Kriterium, wird die
im Weiteren beschriebene Abfolge von Rechenschritten solange wiederholt, bis die
Grenze unterschritten wird und Konvergenz erreicht ist. Danach wird erneut die
Prozedur durchlaufen und die dann errechneten Temperaturen werden als die sich
unter diesen Bedingungen einstellenden, stationdren Endtemperaturen aufgefasst.

Die fiir alle Unterkanile einheitlich gesetzte Temperaturdifferenz zwischen Ein-
und Austrittstemperatur berechnet sich in Schritt 4 aus der Differenz der iiber
alle Brennstidbe konstant zugefiihrten Wérme und der von der mittleren Unter-
kanaltemperatur abhingenden, iiber die Kastenwinde abgefiihrten Wéarme, da
diese Wirmedifferenz der effektiven Enthalpiezufuhr des Viertel-Brennelements
entspricht.

In Schritt 5 wird eine vorldufige Unterkanaltemperatur aus den in Schritt 2
bilanzierten Wiarmestromen ermittelt. Die konstanten Gleichungen werden iiber
einen Zeitschritt von At = 0,005s integriert.

Diese Temperaturen der einzelnen Unterkanile werden in Schritt 6 mit den
dazugehorigen, axialen Massenstromen multipliziert, um anschliefsend in Schritt 7
mit den axialen Massenstromen gewichtet zu werden. Dies ist notwendig, da die
mittlere Temperatur aller Unterkanile dem gesetzten Referenzwert entsprechen
muss.

Im noch nicht auskonvergierten Zustand ist dieser Quotient ungleich Null. Deshalb
wird in Schritt 8 fiir die Unterkanalkontrollvolumen eine korrigierende Tempera-
turdifferenz ermittelt.

Schlieklich wird in Schritt 9 die in Schritt 8 errechnete Temperaturabweichung
von der in Schritt 5 berechneten, vorliufigen Unterkanaltemperatur abgezogen.
Die nach dieser Iteration bestimmte Temperaturverteilung wird dann wiederum in
Schritt 1 verwendet, um die individuellen Wéarmestrome zu ermitteln.

Durch gezielte Stromungsfiihrung soll der Queraustausch zwischen bestimmten
benachbarten Unterkandlen entweder begilinstigt oder unterbunden werden. Um
den sich aufgrund der stoffwertbedingten, stark &ndernden Strémungsverhéltnissen
Rechnung zu tragen, ist es denkbar, fiir jede axiale Zone ein entsprechendes
Konzept zu wiahlen und somit die Form der Abstandshalter in einem Brennelement
7u variieren.
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Abbildung 2.3: Kein gerichteter Queraus- Abbildung 2.6: Umstromung von Zweierpér-
tausch. chen.

Abbildung 2.4: Gegensinnige Umstromung Abbildung 2.7: Zirkulation im Achtel-
einzelner Stébe. Brennelement.

Abbildung 2.5: Gleichsinnige Umstromung Abbildung 2.8: Zirkulation im Viertel-
einzelner Stébe. Brennelement.
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Abbildung 2.9: Zirkulation im léngsgeschnittenen Viertel-Brennelement.

Bei den vorgestellten Varianten der lateralen Fluidvermischung dient das in Abb. 2.3
gezeigte Stabbiindel ohne jeglichen Abstandshalter als Referenz, da dort lediglich
ungerichteter Queraustausch wirksam ist. In Abb. 2.4 ist die gegensinnige Umstro-
mung einzelner Brennstibe dargestellt und in Abb. 2.5 eine mdogliche, gleichsinnige
Zirkulation um die Brennstdbe. Durch die Zusammenfassung von Stdben zu Zwei-
erparchen lasst sich die Stromungsform in Abb. 2.6 erzeugen. Die nichstkleinere
Unterteilung ist die Achtelsymmetrie aus Abb. 2.7. Die rote Linie dient dabei zur
besseren Orientierung. Abb. 2.8 visualisiert die Zirkulation im Viertel-Brennelement
und Abb. 2.9 eine dhnliche Variante, bei der das HPLWR-Brennelement der Léinge

nach in Viertel eingeteilt ist.
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Abbildung 2.10: Stationdre Endtemperaturen der Konzepte aus Abb. 2.3 - 2.9.
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In Abb. 2.10 werden die nach dem vorgestellten Berechnungsverfahren ermittelten,
stationiren Endtemperaturen fiir die einzelnen Unterkanile dargestellt. Zu erkennen
ist, dass bei den verschiedenen Konzepten die jeweiligen Maximaltemperaturen in
unterschiedlichen Unterkanélen auftreten.
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Abbildung 2.11: Maximale Temperaturdifferenzen der Konzepte aus Abb. 2.3 - 2.9.

Um die quantitative Auswertung zu erleichtern, sind in Abb. 2.11 die zu Abb. 2.10
gehorenden Temperaturdifferenzen zwischen den maximalen und den minimalen
Werten wiedergegeben. Es ist zu erkennen, dass die untersuchten Konzepte aus Abb.
2.4-2.9 eine erhebliche Verringerung der Temperaturdifferenz im Vergleich zum Fall
ohne gerichteten Queraustausch aus Abb. 2.3 bewirken. Als am vielversprechend-
sten hat sich die Zirkulation im Viertel-Brennelement aus Abb. 2.8 herausgestellt.
Man kann daraus schlieften, dass ein guter Queraustausch zwischen den Rand- und
Zentralkanélen ebenso wichtig fiir eine Homogenisierung der Unterkanaltemperatu-
ren ist wie eine iiberlagerte, unilaterale Stromungsfiihrung in den Randkanélen. Dies
fiihrt zu deutlich flacheren Temperaturprofilen des Kiihlmediums iiber den Brenn-
elementquerschnitt. Nachfolgend werden einige Beispiele vorgestellt, wie eine derart
ideale Vermischung konstruktiv erreicht werden kann.
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2.3. MOGLICHE ABSTANDSHALTER FUR DAS HPLWR-BRENNELEMENT

2.3 Mogliche Abstandshalter fiir das HPLWR-
Brennelement

Das in Abb. 2.12 dargestellte Konzept kombiniert in einer Blechkonstruktion Feder-
bzw. Dampferelemente mit die Stromung umlenkenden Deflektoren. Aufgrund der
zur Horizontalen symmetrischen Konstruktionweise ist der Einfluss auf die Stro-
mung in beiden Durchstromungsrichtungen gleich. Hierbei wird die Stromung in
der Spaltregion zwischen zwei Brennstdben durch keilférmige Auswélbungen des
Blechs aufgespalten und zu gleichen Teilen den benachbarten Unterkanélen zuge-
fiihrt. Werden diese Elemente nun abwechselnd 180° um die Langsachse gedreht
angeordnet, so induzieren die exzentrisch eingeleiteten Stromungen in den angren-
zenden Unterkanélen Drall. Dieser fiihrt zu einer Erhhung der Turbulenz und einer
Auszentrifugation von dichterem Medium an die Hiillrohrmantelflichen.

Abbildung 2.12: Abstandshalter mit keilférmigen Deflektoren nach KAERI [82].

Ein weiteres Beispiel fiir ein in beiden Richtungen durchstrombares Abstandshalter-
konzept ist in Abb. 2.13 dargestellt. Die muschelférmigen Deflektoren erfiillen hier
sowohl strukturmechanische als auch stromungsmechanische Aufgaben. Sie wirken
zum einen in Kombination mit dem mittleren Teil des Abstandshalters als Feder,
indem sie mit den Hiillrohren direkt in Kontakt stehen. Zum anderen wird der vor-
herrschenden, axialen Strémung eine zusitzliche Umfangskomponente iiberlagert.
Dies bewirkt ein Auszentrifugieren von kilterem und somit dichterem Fluid auf die
Brennstabmantelflichen. Weiterhin begiinstigt die Erhchung des Turbulenzgrades
der Stromung den Wiarmeiibergang von Hiillrohr an das Kiihlmittel.

23



2.3. MOGLICHE ABSTANDSHALTER FUR DAS HPLWR-BRENNELEMENT

Abbildung 2.13: Abstandshalter mit muschelférmigen Deflektoren nach KAERI [82].

Abb. 2.14 zeigt eine in Form einer Wendeltreppe gestaltete Ausfiihrung eines Ab-
standshalters. Dieses innovative Design, welches speziell fiir die quadratische Stab-
anordnung mit zentralem Moderatorwasserkasten des HPLWR-Brennelements ge-
eignet ist, wurde von Bastron et al. [19] vorgestellt.

3388828
& 4 b & 4

(L) b &4
) b4
W
9000000

Abbildung 2.14: Wendeltreppenférmiger Abstandshalter nach Bastron [19].

Durch eine geringe Modifikation ist diese Variante auch zur beidseitigen Durchstrd-
mung geeignet. Eine gute Fluidvermischung wird hier dadurch erreicht, dass das
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Fluid einen mdglichst langen Stromungsweg durch das Brennelement zuriicklegen
muss, indem es helixférmig um den zentralen Wasserkasten geleitet wird. Ein
zusitzlicher Vorteil dieser Stromungsfiithrung ist der sehr gute Warmeiibergang an
das Fluid durch die Queranstromung der Stabreihen. Sowohl das Aufprallen der
Stromung auf die Hiillrohre als auch die sich einstellenden Nachlaufschleppen erho-
hen die Turbulenz. Es ist zu beachten, dass die iibergeordnete Stromungsfiihrung
eine resultierende Kraft auf die Késten ausiibt. Der lange Stromungsweg und die
Queranstromung bedingen jedoch einen sehr hohen Druckverlust, weshalb diese
Ausfithrung nicht weiter ausgearbeitet wurde.

Eine weitere Variante sind geeignet deformierte Zylinder aus Abb. 2.15 fiir den
Fluidqueraustausch, wie von Karoutas et al. [80] untersucht wurde, in Kombina-
tion mit einem Feder-Dampfer-System aus Abb. 2.16, welches im Rahmen dieser
Arbeit entwickelt wurde. Es ist beziiglich der zu erwartenden Hertz’schen Fliachen-
pressung und den erforderlichen Federsteifigkeiten fiir Feder- und Dampferelemente
dimensioniert [55]. Die fiir das HPLWR-Brennelement vorgeschlagenen Feder- und
Déampferelemente entsprechen den fiir Gitterabstandshalter typischen Werten, wel-
che aus Choi et al. [42] zu entnehmen sind. Ferner ist bei der Dimensionierung die
Annahme zugrundegelegt, dass die Feder- bzw. Déampferelemente nach Song et al.
[138] aufgrund von strahlungsinduziertem Spannungsabbau wihrend ihres Einsatzes
bis zu 92% ihrer Federkraft verlieren. Eine solche Feder muss dann immer noch eine
Kraft von Freqer = 2N auf die Hiillrohre ausiiben, um Brennstabschwingungen zu
unterbinden.

_— SLOT
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Abbildung 2.15: Gequetschte Rohrchen nach Karoutas et al. [80].
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Abbildung 2.16: Konzept eines Feder-Dampfer-Systems fiir das HPLWR-Brennelement.

Aufgrund des durch das kleine Stabteilung-zu-Drahtdurchmesser-Verhéltnis von
P/D = 1,18 sehr geringen Bauraumes in den Unterkanilen bzw. zwischen den
Brennstében sind die bisher vorgestellten Abstandshalterkonzepte in der Geometrie
der HPLWR-Brennelemente fertigungstechnisch derzeit nicht realisierbar.

Als einfaches, robustes und kompaktes Abstandshaltersystem, mit welchem bereits
Betriebserfahrungen in hexagonaler Stabanordnung durch Cushman [45] gesammelt
wurden, haben sich Drahtwendelabstandshalter erwiesen. Dieser Typ zeichnet sich
zudem besonders durch seine einfache Bauweise und Wartungsfreiheit aus. Beson-
ders durch seinen geringen, benotigten Bauraum ist diese Art Abstandshalter fiir
das HPLWR-Brennelement mit seinem im Vergleich zu Siede- und Druckwasserre-
aktoren geringeren P/D-Verhiltnis ideal. Drahtwendeln erfiillen auch die in Kapi-
tel 2.2 ermittelten Anforderungen bzgl. des Fluidaustausch zur Homogenisierung
der Kiihlmitteltemperaturen. Die Auswirkungen dieser Variante in quadratischer
Stabanordnung ist bisher noch wenig erforscht und wird daher im Folgenden néher
untersucht.
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Kapitel 3

Validierung der RANS-Simulationen
anhand eines Experiments

3.1 Brennelementstromungen mit Drahtwendelab-
standshaltern

Auf der Suche nach bisherigen Anwendungsgebieten von Drahtwendelabstandshal-
tern wurden iiberwiegend Brutelemente von schnellen Brutreaktoren identifiziert.
In Brennelementen ohne gezielte Plutoniumerbriitung ist eine relativ grofe Stabtei-
lung notwendig, um ausreichend Moderator in der Nihe der Stdbe zu gewdhrleisten.
Hierfiir sind neben Drahtwendeln auch andere Abstandshalterkonzepte moglich.
In dieser Geometrie werden die bei der Kernspaltung entstehenden Neutronen zu
langsamen, thermischen Neutronen abgebremst, welche in den Brennstiben den
Brennstoff 22*UQ, spalten.

In den Brutelementen dagegen sind die Brennstibe mit einer kleinen Stabteilung
zumeist hexagonal zueinander angeordnet, um eine hohe Leistungsdichte realisieren
zu konnen und nicht zu viele Neutronen durch Moderation im Kiihlmedium zu lang-
samen, thermischen Neutronen abzubremsen. Durch dieses gezielt hértere, schnelle
Neutronenspektrum wird zusétzlich Plutonium erbriitet. Die verdffentlichte Lite-
ratur zu mit Drahtwendelabstandshaltern versehenen Brennelementen beschriankt
sich mit wenigen Ausnahmen auf die hexagonale Ausrichtung der Brennstébe.
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3.1. BRENNELEMENTSTROMUNGEN MIT DRAHTWENDELABSTANDSHALTERN

3.1.1 Berechnung der Stromungsverhaltnisse mit CFD

Ein typisches Anwendungsgebiet fiir Drahtwendelabstandshalter waren die mit
fliissigem Natrium gekiihlten Brennelemente eines schnellen Brutreaktors. His-
hida et al. |[65] benutzten bereits 1981 die Finite Differenzen Methode (FDM)
zur numerischen Berechnung der Stromungsverhéltnisse in Zentral- und Rand-
kandlen eines hexagonalen Stabbiindels mit Drahtwendelabstandshaltern mit
einem Ganghohe-zu-Stabdurchmesser-Verhéltnis von H/D = 23,08 und einem
Stabteilung-zu-Stabdurchmesser-Verhéltnis von P/D = 1,22. Aufgrund der zur
damaligen Zeit sehr begrenzten Computerressourcen wurden die Fluidrdume der
Modelle, welche eine Ganghche umfassten, lediglich mit rund 10.000 Hexaederzellen
abgebildet. Als Randbedingungen wurden neben der Haftbedingung eine iiber den
Querschnitt konstante Einlassgeschwindigkeit sowie eine Neumann-Bedingung am
Auslass implementiert. Natrium bei 500°C' diente dabei als Stromungsmedium. Es
wurde mit dieser Auflésung gezeigt, dass sich zwischen Zentralkanilen eine sich in
der Hohe wiederholende, alternierende Querstrémung ausbildet. Ferner wurde eine
fiir Randkanéle typische, unidirektionale Strémung nachgewiesen.

1990 hatten Shimizu et al. [133] im Zuge der Entwicklung des japanischen Schnellen
Brutreaktors "Monju" numerische Untersuchungen fiir ein 7-Stabbiindel durchge-
fiihrt. Fiir die Simulation der Stromungsverhiltnisse in dieser komplexen Geometrie
benutzten sie die Finite Elemente Methode (FEM). Die charakteristischen Abmafe
waren H/D = 45,7 und P/D = 1,215. Ein Drahtdurchmesser-zu-Spaltweite-
Verhéltnis von d/s = 0,93 vermeidet einen Kontaktpunkt zwischen Draht und
benachbarten Stab, was die Vernetzung der sich iiber eine Ganghohe erstrecken-
den Fluiddémane erheblich erleichterte. Auf den Ein- und Auslassquerschnitten
wurden jeweils konstante Driicke als Randbedingungen aufgeprigt und auf den
Stab- und Drahtoberflichen sowie auf den Kastenwandflichen die Haftbedingung.
Als Turbulenzmodell fand ein Mischungswegmodell Anwendung. Die Autoren
ermittelten die hochsten Quergeschwindigkeiten in den Randkanilen, welche zur
korrespondierenden Drahtquerschnittsposition um 180° phasenverschoben waren.
Auferdem wiesen Shimizu et al. [133] fiir Zentralkanile nach, dass ein sich auf
der stromabwérts der Drahtwendel einstellendes Unterdruckgebiet Fluid aus zwei
Spalten saugt, wihrend die Druckseite der Drahtwendel eine Querstromung durch
den dritten Spalt induziert.

Ahmad und Kim [3] verwendeten CFD zur Berechnung des Wérmeiibergangs
in einem mit Fliissigmetall durchstromten 7-Stabbiindel. Sie variierten das zur
Charakterisierung der geometrischen Verhéltnisse in Brennelementen mit Draht-
wendelabstandshaltern verwendete Stabteilung-zu-Stabdurchmesser-Verhéltnis mit
P/D = 1,178 und P/D = 1,256 bei konstantem Ganghdhe-zu-Stabdurchmesser-
Verhiltnis von H/D = 25. Das Drahtdurchmesser-zu-Spaltweite-Verhiltnis wurde
mit d/s = 0,98 in beiden Geometrien konstant gehalten. Die Linienkontakte
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zwischen Hiillrohren und Drahtwendeln wurden durch Ausrundungen modelliert,
um zu kleine Winkel bei den Volumenzellen zu vermeiden. Das numerische Modell
umfasste eine axiale Ganghohe, nach Durchfiihrung einer Netzabhingigkeitsstudie
durch rund 880.000 Tetraederzellen wiedergegeben, und wurde in axialer Richtung
mit zyklischen Randbedingungen beaufschlagt. Auf den Stab- und Drahtoberflichen
wurden ein konstanter Wandwéirmestrom und auf den Kastenwénden adiabate Be-
dingungen implementiert. Das in dieser Studie gewihlte Turbulenzmodell war das
k-w-SST-Modell nach Menter [98] in Kombination mit dem Standard-Wandgesetz.
Der "SIMPLE"-Algorithmus [110| diente zur Entkopplung von Druck und Ge-
schwindigkeit und rdumlich wurde zweite Ordnung genau gerechnet. Zum direkten
Vergleich simulierten die Autoren auch ein 7-Stabbiindel ohne Abstandshalter.
Es wurde festgestellt, dass die Geschwindigkeitsverteilungen in den Unterkanilen
des Modells ohne Drahtwendeln den Profilen entsprechen, bei denen die Drihte
in dem anderen Modell die jeweiligen Unterkanile gerade wieder verlassen. In
den Zentralkanédlen hatten sich Wirbel nach den Dréhten ausgebildet und in den
Randkanélen, in denen die Axialgeschwindigkeit immer grofer als die mittlere
Axialgeschwindigkeit im Biindel ist, bildete sich lokal eine Riickstromung entgegen
der Wicklungsrichtung der Dridhte aus. Im Falle des reinen Stabbiindels stellten
sich die gleichen, mittleren Temperaturen in den Unterkanilen um den Zentralstab
ein, wohingegen die Drahtwendeln einen starken Temperaturgradienten zwischen
benachbarten Unterkanilen hervorgerufen haben. Dieser verhielt sich periodisch
und war von der lokalen Drahtposition abhingig. Es wurden mehrere, sogenannte
"hot spots", also Stellen lokal verschlechterten Wirmeiibergangs und somit hoher
Hiillrohrtemperaturen, ausfindig gemacht, welche wahrscheinlich Artefakte der
Biindelgeometrie waren. Schlussendlich kamen die Autoren zum Ergebnis, dass
Drahtwendeln zu einem umso flacheren Temperaturprofil beitragen, je grofer die
teilweise Versperrung des axialen Stromungsquerschnitts ausféllt.

Im Zuge der Entwicklung eines indischen Prototype Fast Breeder Reactor (PFBR)
in Kalpakkam hatten Gajapathy et al. [53] numerische Untersuchungen ebenfalls in
einem 7-Stabbiindel durchgefiihrt. Die charakteristischen Kenngrofen in der sich
tiber eine axiale Ganghohe erstreckenden, modellierten Geometrie von P/D = 1, 26,
H/D = 22,73 und d/s = 0,98 wurden dem des realen 217-Stabbiindels ange-
glichen. Wiederum wurden Ausrundungen zwischen Draht und dazugehérendem
Hiillrohr verwendet. Der Fluidraum wurde mit 444.200 Tetraederzellen vernetzt.
Als thermische Randbedingungen wurde ein konstanter Wandwéirmestrom auf die
Stab- und Drahtoberflichen aufgeprigt und die Kastenwinde als adiabat ange-
nommen. Im Gegensatz zu Ahmad und Kim [3| verwendeten die Autoren hier als
Einlassrandbedingung eine konstante Axialgeschwindigkeit iiber den Querschnitt
und als Auslassrandbedingung erzwangen sie das Verschwinden von Gradienten
der Stromung in lateraler Richtung. Als Turbulenzmodell fand das high-Reynolds
Standard-k-e-Modell nach Launder und Spalding [88] Anwendung. Der starke
Einfluss der gew#hlten Randbedingungen bewirkte, dass bis zu etwa einem Viertel
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der Ganghohe die Stromung von der Axialgeschwindigkeitskomponente dominiert
wurde. Danach erst entwickelten sich die zu erwartenden, typischen Sekundér-
und Queraustauschstromungen zwischen den Unterkanélen. Die Autoren schlossen
auch im Hinblick auf die Entwicklung der Axialgeschwindigkeiten, dass spatestens
nach einem Viertel der Lauflinge von voll ausgebildeten Stromungsbedingungen
auszugehen ist. Als Referenzmodell diente bei der thermischen Analyse wiederum
die Biindelgeometrie ohne Drahtwendelabstandshalter. Es wurde gezeigt, dass die
durch die Verwendung von Drahtwendeln induzierten Querstromungen die sich
zwischen Zentral- und Randkanilen einstellenden Temperaturdifferenzen auf ein
Viertel derjenigen ohne Drihte reduzieren konnten. Ein deutlicher Temperaturun-
terschied iiber den Drahtquerschnitt war ebenfalls festgestellt worden.

Um beim Design von Brennelementen mit Drahtwendelabstandshaltern die Wahl
einer optimalen Kombination aus Drahtdurchmesser und Ganghohe zu erleichtern,
hatten Raza und Kim [115] verschiedene, numerische Optimierungsverfahren unter-
sucht. Sie variierten dabei das Drahtdurchmesser-zu-Stabdurchmesser-Verhéltnis
im Bereich d/D = 0,16 — 0,31 und das Ganghohe-zu-Stabdurchmesser-Verhéltnis
in den Grenzen H/D = 8 — 24. Die gewéhlten Kriterien waren Axialdruckverlust
und Wirmeiibergang. Zum Vergleich der mit diesen Methoden berechneten Ergeb-
nisse dienten die CFD-Simulationen von Ahmad und Kim [3] in geometrischem
sowie numerischem Aufbau. In Raza und Kim [114] wurden mit dem sich in
[115] als am geeignetsten herausgestellten Verfahren die optimalen Verhiltnisse zu
d/Dop = 0,246 und H/D,, = 13,55 bestimmt. Es stellte sich der Trend heraus,
dass der Axialdruckverlust mit zunehmendem H/D und sinkendem d/D féllt. Im
Vergleich zu einem Referenzmodell mit H/D = 16 und d/D = 0, 16 wurde mit Hilfe
von CEFD gezeigt, dass die grofere Versperrung des Stromungsquerschnitts in Ver-
bindung mit einer groferen Anstellung der Drahtwendel relativ zur Stablingsachse
zu besserem Wirmeiibergang fiihrt.

Sowohl Ahmad und Kim [3] als auch Gajapathy et al. [53] verifizierten ihre jeweilige,
numerische Methode iiber den Vergleich des numerisch ermittelten Druckverlusts
mit experimentell bestimmten bzw. durch Korrelationen errechneten Werten.

Fischer et al. [52] hatten als bisher Einzige die Methode der LES auf Stabbiin-
delstromungen mit Drahtwendelabstandshaltern angewendet. Die modellierte
Geometrie entsprach einem Brennstab mit Drahtwendel und den dazugeh6renden
Anteilen von umgebenden Unterkanélen iiber eine axiale Ganghdhe. In dieser
Konfiguration waren die Brennstibe mit einem Verhéltnis von P/D = 1,154
angeordnet und die Drdhte entsprachen einem Verhiltnis von d/s = 0,91. Der
dabei entstehende Linienkontakt wurde auch in dieser Studie mit Ausrundungen
versehen. Der Einfluss des Anstellwinkels ©® von Drahtwendel zur Stabldngsachse
wurde evaluiert, indem die Autoren das Ganghoéhen-zu-Stabdurchmesser-Verhéltnis
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mit den Werten H/D = 13,4 und H/D = 20,1 variierten. Auf den Schnittflichen
der Fluiddoméne wurden zyklische Randbedingungen sowohl in lateraler als auch
in axialer Richtung verwendet. Somit wurden in diesem Fall voll eingelaufene,
isotherme Stromungsbedingungen simuliert. Auf die erzielten Ergebnisse dieser
Studie soll jedoch erst in Kapitel 3.4.4 ndher eingegangen werden.

Im Rahmen der Auslegung eines Experiments zur Durchstromung eines 7-
Stabbiindels mit Mineralél hatten McCreery et al. [97] zum besseren Verstindnis
der globalen Stromungsstruktur CFD-Methoden verwendet. Als Ergebnis erhielten
sie dabei Hinweise fiir die spétere Instrumentierung, um die zu erwartenden, rele-
vanten Stromungsphidnomene mit optischen Messmethoden zu erfassen. Der zwei
Drahtwendelganghohen umfassende Fluidraum wurde mit ca. 55.700.000 Polyeder-
und Hexaederzellen vernetzt, wobei die Wandgrenzschicht aufgelost wurde, um die
Genauigkeit durch eine Vermeidung von logarithmischen Wandgesetzen zu erzielen.
Als Turbulenzmodell wurde eine Variante des k-w-SST-Modells [98| verwendet, wel-
ches den kompletten y*-Bereich abdeckt. Als Randbedingungen wurden in axialer
Richtung eine iiber den Querschnitt konstante Geschwindigkeit aufgeprigt und am
Auslass das Verschwinden von Gradienten der Stromung gefordert. Es wurde er-
sichtlich, dass sich die Stromungsstruktur nach der ersten Ganghohe von der in der
Auslassebene unterscheidet, was auf Einlaufeffekte zuriickzufiihren ist. Nicht nach-
gewiesen war, dass eine hinreichend eingelaufene Strémung vorgelegen hatte. Die
hier berechnete, horizontale Verteilung des statischen Drucks in den Randkanélen
ist mit den durch Fernandez und Carajilescov [49] experimentell ermittelten Werten
konsistent.

3.1.1.1 Erhaltungsgleichungen fiir Finite Volumen Methode

Im Nachfolgenden werden die dreidimensionalen Bilanzgleichungen fiir instatio-
nire, turbulente Stromungen, wie sie bei der Finite Volumen Methode (FVM)
im Programmpaket verwendet werden, vorgestellt. Die fiir jede Volumenzelle zu
erfiilllenden Gleichungen sind fiir inkompressible Fluide formuliert.

Nach dem Reynoldsansatz setzt sich eine Stromungsgroke W aus einem zeitlichen
Mittelwert W und einem turbulenten Schwankungswert U’ zusammen geméf:

U =1U+0. (3.1)

Der zeitliche Mittelwert wird durch Uberstreichen gekennzeichnet und ist folgen-
dermafen definiert:

¥ = lim %/&-a. (3.2)
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Auf die Modellierung der Turbulenz iiber die turbulenten Schwankungsgrofen wird
in Kapitel 3.1.1.2 ndher eingegangen.

Zuerst sei die zur Erhaltung der Masse notwendige Kontinuititsgleichung aufge-
fiihrt:

V- (pv) = 0. (3.3)
N—_——
(1-1)

Diese bilanziert die ein- und austretendem Massenstrome in einem Volumenelement.

Die Gleichungen fiir die Erhaltung des Impulses in die verschiedenen Raumrichtun-
gen sind folgendermafen formuliert:

9 (pv)

+V-(pi®0) = -Vp + V-G +V- -0 +_F (3.4)
m (I1-1T) (r—rrry  II=1V)  q(r1—vy (VD)
mit dem Nabla-Operator V:
o 0 0
v (L 2 2 3.5
<8x’ dy’ 87;) (3:5)

und dem auf die mittleren Geschwindigkeiten @ zuriickgefiihrten Spannungstensor

N 7= p (V74 (V9) =3 (V94 ). 30

mit dem Kronecker-Delta ;5. Bei diesen aus insgesamt drei Gleichungen bestehen-
den Bilanzen spiegelt der erste Term (/1 —I) auf der linken Seite die zeitliche Ande-
rung des Impulses wieder und der zweite Term (/1 —11) die konvektiven Fliisse. Der
erste Term auf der rechten Seite (/1 —I11) reprisentiert die Divergenz des Druckes.
Die Divergenz des Spannungstensors aus Gl. (3.6) im zweiten Term (/1 — IV') be-
schreibt die diffusiven Fliisse. Er ist verantwortlich fiir die Fluidvermischung durch
Diffusion auf molekularer Ebene und die Reibung im Fluid. Er wird durch den
Stokes’schen Reibungsansatz modelliert, nach welchem die Normal- und Schubspan-
nungen als zu den Geschwindigkeitsgradienten proportional aufgefasst werden [107].
Als Proportionalitdtskonstante wird die molekulare Viskositéit p als Stoffwert ver-
wendet. Da sich im Falle turbulenter Stromungsverhiltnisse sowohl die Fluidver-
mischung als auch die Fluidreibung erhohen, kommt bei der RANS-Modellierung
ein zusitzlicher, diffusiver Term (/1 — V') hinzu. Nach der Boussinesq-Annahme
lasst sich der zusitzliche, auf den aus dem Reynoldsansatz stammenden turbulen-
ten Schwankungsgrofen basierende Spannungstensor o, analog zum Stokes’schen
Reibungsansatz als proportional zu den Gradienten der mittleren Geschwindigkei-
ten ausdriicken:

— Ly 2
or=p- V@0 = p- (Vi+ (VD)) =20k (3.7)
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mit der turbulenten kinetischen Energie k& aus Gl. (3.12). Viele Turbulenzmodelle
basieren auf der Modellierung der als Wirbelviskositit bezeichneten Austauschva-
riablen ;. Der letzte Term auf der rechten Seite (/1 — VI) umfasst die auf ein
Volumen wirkenden Krifte, wie z.B. die Schwerkraft. Thm wird bei der Durch-
fiihrung von Unterkanalanalysen mit dem CFD-Programm STAR-CD®© besondere
Bedeutung beigemessen, weshalb dieser Vektor der Volumenkréfte in Kapitel 5.1
ndher untersucht wird.

Schlieflich wird ein Ausdruck fiir die Erhaltung der Energie im Volumen bend-
tigt, wobei nachfolgende Gleichung wie auch in COBRA IIIC [124]| und in STAR-

CD® [29] iiber die Enthalpie h formuliert ist:

o (ph _
M A v (phg)
1) (ITI-IT) (3.
op _ _ _
- P GNP AV-ait Q +V-(A+A)VT.
ot —_—— = ~— N -~ _
<II?;/III> (arr—rvy III=V)  (qrr-vir) (ITI-VII)

Erneut stehen auf der linken Seite obiger Gleichung ein Ausdruck fiir die zeitliche
Anderung des Energieinhalts in einem Volumen (71 — I) und ein Term (/11 — I1)
zur Beschreibung der konvektiv transportierten Energie in Form von Enthalpie
aus dem Volumen hinaus bzw. hinein. Auf der rechten Seite steht an erster Stelle
die zeitliche Anderung des Druckes (III — I1I) und an zweiter Stelle die mit
dem Geschwindigkeitsvektor multiplizierte Divergenz des Druckes (III — IV).
Der dritte Term (/11 — V) wird als Dissipation bezeichnet und beschreibt die
irreversible Umwandlung von kinetischer Energie in Wiarmeenergie infolge von
Reibung. @ stellt ganz allgemein einen Quell- oder Senkenterm dar. Bei Stro-
mungsberechnungen von Brennelementen wird iiber diesen Term (/11 — V'I) die
Wairmezufuhr an das Kiihlmedium durch die in den Brennstidben stattfindenden,
nuklearen Spaltungsprozesse realisiert. Der letzte Ausdruck ([1I — VII) trigt
den Wirmeleitungsvorgingen im Fluid Rechnung. Die Warmeleitfahigkeit A als
Stoffwert beschreibt dabei die laminaren Vorginge. In Analogie zur Boussinesq-
Annahme werden die sich bei turbulenten Stromungsverhiltnissen ergebenden
Beziehungen fiir die Schwankungsterme proportional zu den Gradienten der
mittleren Temperatur angenommen. Die dabei eingefiihrte und als turbulente
Wirmeleitfahigkeit bezeichnete Variable \; wird in der Regel tiber Gl. (4.66) durch
die turbulente Viskositdt p; definiert, in der bei auf der Boussinesq-Annahme
basierenden Modellen die gesamte Information iiber die Turbulenz eingearbeitet ist.

Der in diesem Kapitel diskutierte Satz von Erhaltungsgleichungen muss nun noch
unter Anwendung des Gauk’schen Integralsatzes aus Gl. (5.33) auf die spezielle Form
der verwendeten Volumenzellen, wie z.B. Hexaeder- oder Tetraederelemente, diskre-
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tisiert werden. Durch die Universalitit der bei der CFD verwendeten Gleichungen
bzgl. der Stromungsrichtung lassen sich nahezu beliebig komplexe Geometrien be-
rechnen, solange sie diskretisierbar sind.

3.1.1.2 Modellierung der Turbulenz durch einen Wirbelviskositidtsan-
satz

Wie bereits in Kapitel 3.1.1.1 diskutiert, stellt die Modellierung der Proportionali-
tatsvariablen y; in Gl. (3.6) durch einen sogenannten Wirbelviskosititsansatz eine
etablierte Methode der Turbulenzmodellierung dar. Eine ausfiihrliche Evaluation
der am weitesten verbreiteten Turbulenzmodelle bzgl. ihrer Anwendbarkeit auf
Stabbiindelstrémungen durch eine in Anhang A aufgefiihrte Studie ergibt, dass das
anisotrope Stromungsverhalten entweder durch nichtlineare Wirbelviskositdtsmo-
delle oder durch sogenannte Reynolds-Spannungsmodelle wiedergegeben werden
kann. In Bezug auf Wirtschaftlichkeit, welche sich durch vergleichsweise geringen
numerischen Aufwand und gutes Konvergenzverhalten dufert, ist der algebraische
Ansatz der anisotropen Formulierung der "scheinbaren Spannungen" dem der
direkten, individuellen Modellierung der einzelnen Terme des Reynolds’schen
Schubspannungtensors durch eigene Transportgleichungen bei den entsprechenden
Reynolds-Spannungsmodellen deutlich iiberlegen. Fiir die hexagonale Staban-
ordnung mit Drahtwendelabstandshaltern hat sich nach der in Kapitel 3.4.2
durchgefiihrten Turbulenzmodellvariation das kubisch-nichtlineare nach Baglietto
und Ninokata [10] in der High-Reynolds Formulierung als am vielversprechendsten
erwiesen. Fir die hier zu erwartenden, &hnlichen Stromungsverhiltnisse wird
davon ausgegangen, dass das Modell in der Lage ist, die auftretenden Phinomene
ebenfalls gut zu bestimmen. Das angesprochene Turbulenzmodell wird nachfolgend
vorgestellt.

Eine Moglichkeit der Modellierung von Turbulenz ist die Verwendung des sogenann-
ten Prandtl’schen Mischungswegs Lp, als charakteristische Lange. Dieser stellt den
zuriickgelegten Weg eines Turbulenzballens bis zu seiner vollstindigen Vermischung
mit seiner Umgebung dar. Diese Strecke kann geschrieben werden als:

Nlw

k
Lp, = —. (3.9)
€
Darin steht £ fiir die aus den Schwankungsgeschwindigkeiten v gebildete, turbulente
kinetische Energie:

@ (3.10)

welche als ein Mafs fiir die Produktion von Turbulenz aufgefasst werden kann.
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e stellt die irreversible Dissipation der Turbulenz in Warmeenergie dar, was durch
den Zerfallsprozess der kleinsten Wirbel aufgrund von viskoser Reibung bedingt
wird:

¢ = %-v&-v&. (3.11)

Bei den sogenannten Zwei-Gleichungsmodellen werden fiir die beiden Gréfsen k£ und
e jeweils eine zu der Formulierung der Reynoldsgleichungen analoge Transportglei-
chung geldst, welche iiblicherweise als k-Gleichung;:

-VEk

<l

% 4
Py TP

= -V (VE+ (VD)) + V- (M-vm“t -w:) —pe

Ok

(3.12)

wobei das zur turbulenten Prandtl-Zahl analoge Verhéltnis zwischen der Wirbelvis-
kositdt und dem turbulenten Diffusionskoeffizienten in der Regel zu oy ~ 1 gesetzt
wird, und als e-Gleichung:

ot
€ = = =7 ot € (313)
= 61-E-ut-Vv-<Vv+(Vv) )—irV-(u-Ve—a—E-Ve)—Cdp-z,

mit den Modellkonstanten der e-Gleichung C; = 1,44, Cs = 1,92 und o, = 1, 3,
bezeichnet werden. Sie besitzen ebenfalls Terme fiir instationédres Verhalten,
Konvektion und Diffusion sowie einen Quell- und Senkenterm.

Bei dem linearen Ansatz nach Launder und Spalding [88] werden die Reynoldsspan-
nungen folgendermafen auf die mittleren Stromungsgrofien v zuriickgefiihrt:

— ) _
_ﬁ v =2 MtSij — g (utVU—i— pk) 5@', (314)

wobei S;; den Tensor der mittleren Scherung reprisentiert:
Sy = Vi+ (V7). (3.15)
Die Wirbelviskositit p; wird aus k£ und € bestimmt:

k2
po=pCue (3.16)
mit der in diesem Fall konstanten Variablen C, = 0,09. Dieses Turbulenzmodell ist
fiir die Simulation der komplexen Strémungen in engen Stabbiindeln nicht geeignet,

da es lediglich in der Lage ist, isotropes Verhalten der Turbulenz zu berechnen.
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Baglietto und Ninokata [10]| driicken hingegen die Reynoldsspannungen in kubisch-
nichtlinearer Weise als Funktion der mittleren Scherung und der mittleren Wirbel-
starke QZ]

Oy = Vi— (VD) , (3.17)
aus zu:
—5- o
p _ 1
= kg (%VU + P) 0ij — %Sij + Ol% (Sz’kskj - §5ij5kz5kz)
H Ht 1 (3.18)
k k
+C4Mt€—2 (Ski€; + Sk ;) S + C5Mt€—2 (SktSkr — Qi) Sij-
mit den Funktionen C1-C5 gemék:
Cnia
C, = : 3.19
' (Cnie+Cni7-S3) C, ( )
Cner2
Cy = : 3.20
? (Cnie+Cni7-S3) C, ( )
Cners
Cy = : 3.21
’ (Cnie+Cni7-S3) C, ( )
Cy = Cnis- C, (3.22)
Cs = Cnis - C2. (3.23)

Im Gegensatz zur durch Launder und Spalding [88] entwickelten und als Standard-
k-e-Modell bezeichneten Variante besitzt die Variable C), beim kubisch-nichtlinearen
Modell nach Baglietto und Ninokata [10] keinen konstanten Wert:

@:m+@@+&n' (3:24)
Vielmehr wird sie selbst als Funktion der mittleren Stromungsgrofsen iiber:
S = % . % - Sij + Sijs (3.25)
und:
Q= % . % Qs - iy, (3.26)
modelliert.
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Tabelle 3.1 fasst die ben6tigten Modellkonstanten zusammen.

Ao Ar Ay A; COnmi COni2 COnis Onpa COnis Onie COnir
0,667 1,25 1,0 09 0,75 3,75 474 -10,0 -2,0 1000 1,0

Tabelle 3.1: Modellkonstanten fiir das kubisch-nichtlineare k-e-Modell nach Baglietto und
Ninokata [10].

3.1.2 Experimentelle Untersuchungen zum Einfluss der
Drahtwendeln

Um Ergebnisse, welche mit Hilfe von numerischen Modellen erzielt werden,
auf ihre physikalische Plausibilitit zu iiberpriifen, ist es notwendig, diese mit
entsprechenden experimentellen Daten zu vergleichen. Eine Verwendung von
CFD zur Bestimmung des Stromungsverhaltens in einem Brennelement bedarf
einer sehr feinen rdumlichen Diskretisierung der Geometrie, um auch lokale
Effekte aufzulosen. Zur Verfikation solcher numerischer Simulationen ist somit
auch eine sehr hohe Auflosung der lokalen Strémungsstrukturen im Experiment
von zentraler Bedeutung, da sich nur so die mit einer hinreichend feinen Dis-
kretisierung berechneten Daten auf ihre physikalische Richtigkeit iiberpriifen lassen.

Eine Ausnahme von der iiberwiegend hexagonalen Anordnung der Brennstébe
stellen die Brennelemente des Enrico-Fermi-Reaktors dar. Homeister et al. [68|
untersuchten die stromungsmechanischen Charakteristiken dieser Brennelemente im
Jahre 1958 experimentell. Die dem angesprochenen Experiment zugrundegelegten
Geometrien hatten Abmessungen, wie sie in Tabelle 77 zusammengefasst sind.
Gemessen wurden Axialdruckverluste und Mischungsraten durch Injektion von
Tracerfluiden in die Wasserstromung. Integrale Ergebnisse, wie durch Homeister
et al. [68] beschrieben, sind zur Validierung der nachfolgend erzielten Ergebnisse
ungeeignet, weil der durch die Simulationen gewonnene hohe Detaillierungsgrad
verloren ginge. Wichtig fiir die spéitere Modellierung ist die Schlussfolgerung der
Experimentatoren, dass der Druckverlust durch Drahtwendelabstandshalter nicht
von der Form des Drahtquerschnitts abhingig ist, sondern lediglich vom Anstell-
winkel © zwischen Drahtmittelachse und Stabléngsachse. Dies wurde durch einen
direkten Vergleich von einem runden und einem rechteckigen Drahtquerschnitt bei
gleichen P/D- und H/D-Verhéltnissen gezeigt.

1974 hatten Wheeler et al. [154] mit Hilfe von Laser-Doppler Anemometrie
(LDA) Wasserstromungen in einem hexagonalen 7-Stabbiindel mit Drahtwendeln
vermessen. Die geometrischen Abmessungen der Teststrecke sind in Tabelle 3.2
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aufgefiihrt. Die gewonnenen Verteilungen von Axialgeschwindigkeiten, Turbulenzin-
tensitdten und Quergeschwindigkeiten dienten zur Kalibrierung von Konstanten des
Unterkanalprogramms COBRA IIIC [124]. Da in dieser kleinen Biindelgeometrie
der Einfluss von Wandeffekten nicht zu vernachléssigen ist, die Modellierung der
gesamten Geometrie jedoch mit den zur Verfiigung stehenden Computerressourcen
nicht moglich ist, wird dieses Experiment nicht zur Validierung herangezogen.

Ein Jahr spéter haben Ohtake et al. [108] ebenfalls mit LDA aufwéindige Versuche
im hexagonalen 37-Stabbiindel mit Luft als Stromungsmedium gefahren. Dabei
wurden fiir die aus Tabelle 3.2 zu entnehmenden Abmafe lokale Axial- sowie
Quergeschwindigkeitsverteilungen gemessen. Die hierzu verdffentlichten Daten
sind jedoch {iiberwiegend qualitativer Natur und damit eher zur Visualisierung
als zum Abgleich mit numerischen Berechnungen geeignet. Die Ermittlung solch
detaillierter Informationen wurde von den Autoren mit Bezug auf Sako et al. [126]
als notwendig erachtet, da dort von einer Temperaturerh6hung im Bereich des
Linienkontakts zwischen Hiillrohr und Drahtwendel von ca. 40°C' im Vergleich
zur unbedeckten Hiillrohroberfliche berichtet wird. Die Ermittlung dieses ver-
schlechterten Wirmeiibergangs und dessen Beriicksichtigung durch sogenannte
"Hot-Spot"-Faktoren in der Auslegung von Brennelementen bedarf einer genauen
Kenntnis der lokalen Stromungsverhéltnisse.

Nach Carelli et al. [28] befinden sich die Stellen hochster Temperaturen bei mit
Fliissigmetall gekiihlten Brennelementen unter dem Draht, wenn dieser sich genau
im engsten Spaltquerschnitt befindet. Fiir die Brenn- bzw. Brutelemente des Clinch
River Breeder Reactor Plant (CRBRP), auf welche spéter in diesem Kapitel noch
genauer eingegangen wird, wurden empirische Korrelationen fiir die Bestimmung
der Temperaturen direkt unter den Drihten sowie innerhalb der Hiillrohre in
Abhéngigkeit der radialen Position ermittelt.

Fenech [47| hat fiir die typische Geometrie eines mit Gas gekiihlten, schnellen
Reaktors "Hot-Spot"-Faktoren fiir die gesamten Unterkanéle in Abhéngigkeit der
vorherrschenden Reynoldszahl durch beheizte Experimente mit Wasser bestimmt.
Dabei waren die einzelnen Drahtwendeln im Vergleich zu denen benachbarter Stiabe
um 120° phasenverschoben. Auch hier wurden die Stellen héchster Temperatur in
den engsten Spaltquerschnitten erwartet, jedoch in den Unterkanal hinein verscho-
ben gefunden. Dies wurde dem Quermassenstrom iiber die Spalte zugeschrieben.
Der induzierte Queraustausch wird mit zunehmender Reynoldszahl verstéirkt
und senkt demzufolge die lokale Temperaturerhéhung durch einen verbesserten
Wirmeiibergang. Ferner wurde berichtet, dass sich vom stromaufwérts befindlichen
Staupunkt auf der Druckseite der Drahtwendel iiber diese hinweg zur stromabwirts
gelegenen Saugseite ein scharfer Temperaturabfall aufgrund der dortigen, erhéhten
Turbulenz mit dem damit verbundenen, besseren Warmeiibergang einstellte.
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Den Experimenten von Arwikar und Fenech [4] lag die gleiche Geometrie wie spéter
bei Fenech [47] zugrunde, also ebenfalls mit phasenverschobenen Drahtwendeln. Es
wurde erwihnt, dass sich in einer Stabbiindelgeometrie mit Drahtwendelabstands-
haltern durch deren kontinuierlichen Einfluss auf das Fluid nirgendwo eingelaufene
Stromungsbedingungen einstellen kénnten. Die Beobachtung von lokal zugefiigtem
Tracermittel ergab, dass die Druckseite einer Drahtwendel in einem Randkanal
Fluid in den Nachbarkanal verdringt und es auf der Saugseite zu Stromungsab-
l6sung kommt. Es wurde der positive Effekt einer verstirkten Durchmischung
innerhalb eines Unterkanals festgestellt, doch blieb die verbesserte Mischung
innerhalb einer Ganghohe auf zwei benachbarte Unterkanile beschrénkt. In dieser
Konfiguration herrschte eine deutlich geringere Ausprigung der helixférmigen
Stromungsstruktur in den Randkanilen als bei Biindeln mit Dréhten in Phase, was
die vorangegangene Beobachtung untermauert.

Versuchsdaten aus dem Halbjahresbericht von 1961 zum gasgekiihlten Reak-
torprojekt der US-amerikanischen Armee [1] belegten, dass Axialdruckverlust
und Warmeiibergangskoeffizienten unabhingig von der Windungsrichtung der
Drahtwendeln sind. Dort hatten sich die untersuchten Grofen nicht verdndert, als
bei der Hilfte aller Stdbe die Wicklungsrichtung bei einem weiteren Versuchslauf
umgedreht wurde.

Zhukov et al. [158] untersuchten experimentell in einem beheizten, hexagonalen
37-Stabbiindel die Auswirkungen der Wicklungsrichtung auf die Fluidquervermi-
schung und die Hiillrohrtemperaturen. Es wurde dabei eine Konfiguration realisiert,
bei der die Wicklungsrichtungen der Drahtwendeln um einen Zentralstab in Um-
fangsrichtung alternierten. Der von solchen sechs Stdben umgebene, zentrale Stab
war nicht mit einem Draht versehen. Weiterhin wurde eine Anordnung betrachtet,
bei der die Wicklungsrichtungen entlang einer Linie benachbarter Stédbe konstant
waren. Beim Referenzdesign hatten alle Stdbe die gleiche Wicklungsrichtung.
Die geometrischen Abmafe waren dabei P/D = 1,19 und H/D = 12. In der
inneren Region des Biindels entsprach der Drahtdurchmesser einem Verhiltnis
von d/D = 0,1875. Bei den Stidben, welche den Kastenwidnden am néchsten
waren, war der Drahtdurchmesser halbiert worden und die Querschnittsflichen der
Randkanéle demzufolge kleiner als bei anderen Brennelementdesigns. Es konnte
gezeigt werden, dass wenn nur der zentrale Stab im Biindel beheizt war, sich bei
dem Design mit der gezielt ausgelassenen Umwicklung von Stdben ein deutlich
flacheres, radiales Temperaturprofil einstellte als bei der Referenzanordnung.
Dieser Effekt wird deutlich ausgeprégter mit zunehmender Wiarmezufuhr. Dies
lasst sich nur mit signifikanten Unterschieden in der Fluidvermischung erkliren.
Als beste Konfiguration hat sich die abwechselnd linienweise konstant gehaltene
Wicklungsrichtung herausgestellt. Als alle Stédbe beheizt waren, wies besagtes
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Design die geringsten Ungleichméfigkeiten im radialen Temperaturverlauf auf und
die einheitliche Wicklungsrichtung die hochsten. Die Uberlegenheit im Vergleich
zu den beiden anderen Wicklungsarten war besonders in den Randkandlen und
etwas geringer in den Eckkandlen ausgeprigt. Die Autoren Zhukov et al. [158|
favorisierten somit eine linienweise abwechselnde Wicklungsrichtung, zumal sich
diese auch im Hinblick auf den Axialdruckverlust als vorteilhaft erwiesen hatte.

Wei [152] untersuchte mit einem Unterkanalcode, wie sich verschiedene Drahtkon-
figurationen bei ansonsten gleicher Wicklungsrichtung und ohne Leistungsgradient
auf das Temperaturprofil des hexagonal angeordneten 217-Stabbiindels des
CRBRP-Designs auswirken. Bei dem Referenzdesign (0°-0°-0°) starteten alle
Dréhte bei der gleichen Winkelposition und alle Stébe waren mit Drahtwendeln
umwickelt. Ein weiteres Design stellte die sogenannte "versetzte" Anordnung
(0°-30°-60°) dar. Dabei waren alle Stéibe mit Drihten umwickelt, jedoch waren die
Startpositionen der Dridhte dreier benachbarter Stidbe wiederkehrend um einen
konstanten Winkel von z.B. 30° versetzt. Die sogenannte "versperrte" Variante
(0°-120°-240°) war analog der "versetzten" Anordnung aufgebaut, nur dass der
Winkelversatz hier 120° betrug. Da es hier in bestimmten, axialen Positionen
vorkommt, dass sich drei Drahtquerschnitte gleichzeitig in einem Unterkanal be-
finden, wurde der Drahtdurchmesser hier leicht reduziert, um das P/D-Verhéltnis
einhalten zu konnen. Die vierte Konfiguration unterschied sich insofern von allen
anderen, als dass in ihr bestimmte, einzelne Stédbe nicht mit Drahtwendeln versehen
waren. Sie wurde fiir die gleiche Startposition aller Dréhte untersucht, liefe
sich aber auch mit der versetzten Anordnung realisieren. Beim Referenzdesign
stiitzen sich die Stdbe ebenenweise durch die Dréihte in einer Linie gegeneinander
und gegen die Kastenwinde alle Sechstel-Ganghohe ab. Zwischen diesen Ebenen
erfolgt keinerlei Abstiitzung. Wei [152] wies darauf hin, dass sich im Betrieb
der Aufenkasten wegen der auf ihn durch die Fluidreibung wirkenden Kréfte
helixformig verwinden wiirde. Der Autor merkte an, dass bei den drei anderen
Konfigurationen eine deutlich geringere Verwindung des Kastens zu erwarten sei, da
sich aufgrund der besseren Verteilung der Stiitzpunkte der Kraftfluss gleichméfiger
einstellt. Es konnte gezeigt werden, dass bis auf die "versperrte" Anordnung alle
Konfigurationen ein schiefes Temperaturprofil iiber den Brennelementquerschnitt
am Brennelementausgang aufwiesen. Diese Schieflage kann von der anfinglichen
Startposition der Drahtwendeln abhingen und wurde durch die einseitige Stro-
mungsrichtung in den Randkanilen des Referenzdesigns hervorgerufen. Vor allem
beim "versperrten" und in abgeschwichter Weise beim "versetzten" Design ist
der die Stromung antreibende Effekt der Drahtwendeln gleichméfiger iiber die
Kastenwéinde verteilt und sorgt somit fiir eine bessere Vermischung innerhalb
der jeweiligen Unterkandle. Dies hat nach Wei [152] den positiven Effekt, dass
einige an die Randkanile angrenzende Zentralkanile als Senken fiir lokale Fluk-
tuationen dienen, die beim Beschleunigen der Stromung durch eine im Unterkanal
befindliche Drahtwendel auftreten. Als Konsequenz daraus resultiert eine gleich-
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méakigere Quergeschwindigkeitsverteilung in den Randkanélen als bei den anderen
untersuchten Konfigurationen. Es bleibt anzumerken, dass diese Studie ohne
radiales Leistungsprofil durchgefiihrt wurde. Liegt ein Leistungsgradient {iber den
Brennelementquerschnitt an, ist zu erwarten, dass starke Querstrémungen in den
Randkanélen Temperaturspitzen durch Vermischen mit kdlteren Regionen abbauen.

Homeister et al. [68] erwithnten auch bei Biindeln mit quadratischer Stabanordnung
die Gefahr der Kastenverbiegung aufgrund einer ungleichméfigen Temperatur-
verteilung innerhalb des Brennelements. Als Mafnahme zur Vermeidung einer
unerwiinschten Verwindung der Kastenwédnde und dadurch des gesamten Brenn-
elements hatten die Autoren eine doppelwandige Ausfiihrung der Seitenwinde
vorgeschlagen. Diese zwei Késten sind dabei durch eine helixférmige Drahtwicklung
auf Abstand gehalten und erlauben eine Strémung in diesem Kanal in Umfangs-
richtung, was zum Temperaturausgleich beitragt.

In der Versuchsreihe von Fernandez und Carajilescov [49] in einem mit Luft
durchstromten, hexagonalen 7-Stabbiindel wurden Verlaufe des statischen Druckes
auf Stab- und Kastenwidnden sowie Verteilungen der sich einstellenden Wand-
schubspannungen auf zwei Stdben ermittelt. In diesem Experiment wurde ein
starker Abfall des statischen Drucks in axialer Richtung iiber den Drahtquerschnitt
gemessen, was auf eine Anstauung von Fluid stromaufwérts und ein Nachlaufgebiet
mit Stromungsablosung stromabwirts des Drahtes riickschlieften lésst. Auf der
Druckseite der Drahtwendel wurden hohe Wandschubspannungen ermittelt, was
durch die Beschleunigung der Stromung in Wicklungsrichtung der Drahtwendel
zu erkliren wire. Wie schon beim Experiment von Wheeler et al. [154] ldsst sich
die in Tabelle 3.2 ndher spezifizierte Geometrie im Rahmen dieser Arbeit nicht
modellieren.

Chen et al. [32] haben sehr detailliert beschriebene Messungen mit LDA in einem he-
xagonalen 61-Stabbiindel fiir zwei verschiedene Drahtwendelganghohen mit Wasser
durchgefiihrt. In zwei Randkanélen und einem Eckkanal wurden mit hoher loka-
ler Auflésung Turbulenzintensitdten, Axial- sowie Quergeschwindigkeiten und die
Umverteilung der Stromung infolge unterschiedlicher Druckverluste in verschiede-
nen Unterkanélen in Abhéngigkeit der Drahtposition bestimmt. Ferner zeichneten
die Autoren Quergeschwindigkeitsprofile iiber die Spaltquerschnitte auf. Sie berich-
teten, dass in Bezug auf die Axialgeschwindigkeiten nach der zweiten Ganghohe
bereits von eingelaufenen Stréomungsbedingungen auszugehen ist, wohingegen dies
fiir die Quergeschwindigkeitsprofile nicht galt. Chen et al. [32] wie auch Fernandez
und Carajilescov [49] gingen davon aus, dass erst nach einer axialen Lauflinge von
ca. 40 hydraulischen Durchmessern eines Unterkanals verladssliche Daten ermittelt
werden. Es wird auch in naher Zukunft nicht mdéglich sein, eine Geometrie diesen
Ausmafses mit CFD-Methoden fiir die vorherrschenden, komplexen Stromungsbe-
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dingungen hinreichend genau zu modellieren. Da die drei untersuchten Unterkané-
le nicht als unbeeinflusst von den umgebenden Stréomungsverhéltnissen betrachtet
werden konnen, ist diese Experimenteserie zur Validierung von dreidimensionalen
CFD-Rechnungen ungeeignet.

Autor Anordnung Stabanzahl P/D H/D
Homeister [68] quadratisch 25 1,09 20,74
Homeister [68] quadratisch 144 1,28 37,98 & 50,63
Wheeler [154] hexagonal 7 1,27 55,75

Ohtake [108] hexagonal 37 1,19 34,81
Fernandez [49] hexagonal 7 1,2 15
Chen [32] hexagonal 61 1,25 24 & 48
Patch [111] hexagonal 48 1,07 7.9
Bartholet [17], [16], [15] hexagonal 39 1,25 52

Tabelle 3.2: Experimenteserien zur Validierung simulierter Stromungsstrukturen.

1977 hat die Westinghouse Advanced Reactors Division (WARD) umfangreiche
Experimenteserien fiir das US-amerikanische, mit Fliissigmetall gekiihlte Demon-
strationskraftwerk (CRBRP) eines schnellen Brutreaktors mit einer Leistung von
975 MWy, durchgefiihrt [123]. Die detaillierte Auflosung der Stromungsverhéltnisse
in dem mit Luft als Stromungsmedium betriebenen Teil eines Brennelements mit
Drahtwendelabstandshaltern diente bereits Basehore und George [18] der Kalibrie-
rung und Verifikation von numerischen Rechenprogrammen wie COBRA IV-I, wel-
che in der thermohydraulischen Auslegung von Brennelementen Anwendung finden
[153]. Um bei der Verwendung von Drucksonden zur Datenerfassung moglichst viele
Messpositionen abzudecken, wurde eine Skalierung von 11:1 fiir die Brennelement-
geometrie [17], [16] und [15] bzw. 5:1 fiir die Brutelementgeometrie [111] gewéhlt.
Da lediglich die Daten der Experimente im Mafstab 11:1 hinreichend gut dokumen-
tiert sind, werden diese zur Validierung der anvisierten, numerischen Berechnungen
herangezogen. Zum Vergleich mit den berechneten Ergebnissen werden die Mes-
sungen von Bartholet et al. [17] fiir ein zentrales Unterkanalpaar benutzt, da nur
Zentralkanéle ohne Einfluss von wandinduzierten Effekten mit vertretbarem, nume-
rischen Aufwand modelliert werden. Die in einem Stabteilung-zu-Stabdurchmesser-
Verhiltnis von P/D = 1,25 hexagonal angeordneten Stabattrappen besitzen einen
Aufendurchmesser von D = 63, 5mm. Somit besitzen die Drihte, welche helixformig
mit einer axialen Teilung von H = 3.300mm um jeden Stab gewickelt sind, einen
Durchmesser von d = 15,9mm. Das Drahtteilung-zu-Stabdurchmesser-Verhaltnis
errechnet sich in dieser Konfiguration zu H/D = 52. Abb. 3.1 visualisiert die be-
schriebene Geometrie:
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Wire Wrap - i
Rotation into
Paper ( Downstream)

Abbildung 3.1: Konfiguration der untersuchten Geometrie [17].

Die Experimente wurden bei einer Temperatur von 7" = 24°C' und einer mitt-
leren Axialgeschwindigkeit von (v,.) = 33,5m/s durchgefiihrt, was zu einer
Reynoldszahl von ca. Re = 73.000 in der Messstrecke fiihrte. Gemessen wurden
der Axialdruckverlust, Axialgeschwindigkeitsprofile, Quergeschwindigkeitsverldufe
senkrecht zu den Spalten zwischen zwei benachbarten Unterkanilen sowie lokale
Konzentrationen von eingediistem Tracergas.

Damit der durch die Drahtwendeln induzierte Austauschmassenstrom durch den
engsten Spaltquerschnitt zwischen zwei Stiben bestimmt werden kann, gilt es, die lo-
kalen Lateralgeschwindigkeitsprofile zu quantifizieren. Um die lokale Quergeschwin-
digkeit v, (a, 2) als Funktion der Winkelposition « und der damit einhergehenden,
axialen Hohe z zu erfassen, werden verschiebbare Drucksonden verwendet. So ist es
moglich, zusammen mit der mittleren, axialen Geschwindigkeit (v,,) in der Test-
strecke eine dimensionslose Variable ®(«, z) zu definieren, welche den lokalen Fluid-
austausch charakterisiert:

vn(a, 2)

O(a, z) = o) tan "

(3.27)
Hierbei betrigt der Winkel zwischen Drahtmittelachse und Stabachse © = 4, 33°.
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Integriert man die Variable ®(q, z) iiber die Spaltweite s, so folgt:

1 vn (@, 2) Uy,

D(a) = o /(ID(a, z)dz = o / o) -t © dz = o) - tan© (3.28)

S S

Der Axialdruckverlust kann im Rahmen der experimentellen Genauigkeit folgender-
mafen in Abhéngigkeit von der Reynoldszahl korreliert werden:

l
— 3.29
. (3.29)

Ap:f 'p'<vaac>2'

DO | —

mit:
f=2,284- Re” 04183 (3.30)

Dabei ist f der in [17] bestimmte Druckverlustkoeffizient und | = H die axiale
Lange.

Von den in diesem Kapitel vorgestellten Experimenten sind jene von Wheeler et al.
[154], Chen et al. [32] und die Experimenteserie von Bartholet et al. [17], [16] bzw.
[15] zur Validierung von errechneten Stromungsstrukturen in Brennelementen mit
Drahtwendelabstandshaltern am besten geeignet. Begriindbar ist dies mit der sehr
guten Dokumentation der Messaufbauten, der hohen lokalen Datendichte sowie den
entsprechend durchgefiihrten Bestimmungen der Messfehler. Die bei isothermen
Bedingungen gewonnenen Messwerte erlauben eine getrennte Betrachtung der
Einwirkung der Driahte auf die Fluidstromung von den kummulativen Einfliissen
bei zuséitzlicher Warmezufuhr.

Die Daten von Bartholet et al. [17] fiir zwei zentrale Unterkanile in hexagonaler
Anordnung aus Abb. 3.1 werden in Kapitel 3.4 zum Vergleich mit den ermittelten,
numerischen Ergebnissen herangezogen.

3.2 Aufbau des CFD-Modells

Das kommerzielle Software-Packet STAR-CD© 3.26 wird fiir die Durchfiihrung
der numerischen Simulationen gewé#hlt, da diese Plattform eine grofe Auswahl
an bereits implementierten Turbulenzmodellen verfiigt. Der Fluidraum besteht
aus zwei aneinander angrenzenden, zentralen Unterkanilen (0) und (1), wie sie in
Abb. 3.1 dargestellt sind. Diese Anordnung erlaubt wegen der hinreichend weiten
Entfernung von der Randregion die Verwendung von zyklischen Randbedingungen
in lateraler Richtung, worauf spéiter niher eingegangen werden soll. Die Hohe der
modellierten Geometrie umfasst eine gesamte, axiale Ganghéhe der Drahtwendeln,
wodurch Deckungsgleichheit der Ein- und Auslassfliche erzielt wird. Da der Winkel
zwischen der Brennstabmittelachse und der Drahtmittelachse lediglich © = 4,33°
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betrigt, wird eine besondere Schnittweise in der Spaltregion gewihlt, wie sie der
Abb. 3.2 zu entnehmen ist. Mit dieser Methode bleibt das Gesamtvolumen der Geo-
metrie erhalten, jedoch werden zu kleine Zellwinkel zwischen den Drahtoberflichen
und Schnittflichen vermieden. Aus dem gleichen Grund wird der Linienkontakt
zwischen Drahtwendel und Staboberfliche ausgerundet modelliert. Homeister et al.
[68] stellten fest, dass die Form des Drahtes einen vernachléssigbaren Einfluss auf
Druckverlust und Mischungsraten hat. Um Punktkontakte zwischen Drahtwendeln
und benachbarten Brennstidben zu umgehen, wird in dieser Region ein Spalt
von 15% des Drahtdurchmessers gewéahlt. Dabei wird vom Drahtvolumen eine
entsprechende Kuppe abgeschnitten. Dies ist in Abb. 3.2 ersichtlich. Der Einfluss
dieser Modifikationen der Geometrie wird als vernachldssighar angesehen, was
im Folgenden n#her untersucht wird. Alle zitierten Autoren von numerischen
Untersuchungen zu Stromungen mit Drahtwendelabstandshaltern, wie Ahmad et
al. |2], Gajapathy et al. [53] und Fischer et al. [52|, bedienten sich einer dhnlichen
Art der Modifikation der Geometrie.

Die Experimentatoren Bartholet et al. [17| gingen von hinreichend eingelaufenen
Stromungsbedingungen aus, da der Druckverlust nach einer Einlaufstrecke von
einer halben Ganghéhe nahezu linear zugenommen hat. Aus diesem Grund ist es
ausreichend, eine axiale Ganghthe zu modellieren. Ferner erlaubt dies die Verwen-
dung von partialzyklischen Randbedingungen in axialer Richtung auf den Ein-
und Auslassflichen, wie in Abb 3.2 blau dargestellt. Dabei wird der Massenstrom
vorgegeben und iiber den sich einstellenden Druckverlust iteriert, wobei sich die
ansonsten identischen Profile des Druckes auf der Ein- bzw. Auslassebene genau
um dieses Inkrement unterscheiden. Skalare Grofen wie die Komponenten des
Geschwindigkeitsvektors und turbulente Grofen werden ebenfalls gleich gesetzt.
Die beiden zentralen Unterkanile kénnen als hinreichend weit entfernt von den
Kastenwénden und somit als von den Winden induzierten Effekten unbeeinflusst
betrachtet werden. Aus diesem Grunde werden in lateraler Richtung "echte",
zyklische Randbedingungen aufgeprégt, wobei jeweils die zwei Schnittflichen {iber
die Diagonale ein Paar bilden. Auf diesen Fliachen, in Abb. 3.2 hellgriin eingeférbt,
wird von allen skalaren Groéfen Gleichheit gefordert. Auf den rot wiedergegebenen
Stab- und Drahtoberflichen gilt die Haftbedingung.

Die eingelaufene Strémung in diesem Fluidraum wird stationér berechnet. Als Itera-
tionsverfahren wird der semi-implizite "SIMPLE"-Algorithmus [110] verwendet, wo-
hingegen bei der rdumlichen Diskretisierung die "Quadratic Upstream Interpolation
of Convective Kinematics (QUICK)" [29] Anwendung findet, ein Verfahren dritter
Ordnung.
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Abbildung 3.2: Fluidraum der 2 Zentralkanile in hexagonaler Anordnung mit aufgeprégten
Randbedingungen.

Aufgrund der komplexen Geometrie des Fluidraums wird von einem blockstruk-
turierten Rechengitter abgesehen. Den Kern des numerischen Modells bilden so-
genannte "trimmed cells". Dabei wird der Fluidraum zunéchst grob durch Hexa-
ederzellen angenédhert, woraus dann die exakte Geometrie geschnitten wird. So-
mit entstehen am Rand der Geometrie entsprechend geformte Hexaederelemente.
Diese werden in dieser Arbeit von einer einzelnen Schicht Prismenzellen umgeben.
Dies vereinfacht die Justierung des dimensionslosen Wandabstands auf Werte von
y™ & 30 — 100 fiir die Verwendung von Turbulenzmodellen in der high-Reynolds
Formulierung in Verbindung mit Wandfunktionen. Aufgrund der starken, lokalen
Beschleunigung der Stréomung beim Eintritt des Drahtes in die Spaltregionen kann
dieser Wert dort teilweise nicht eingehalten werden. Da die Kopplung zweier Fl&-
chen mit vollzyklischen Randbedingungen einer identischen Netztopologie bedarf,
wird der Ein- und Auslassbereich jeweils durch eine einzelne Schicht blockstruktu-
rierter Hexaederzellen wiedergegeben, welche an die Prismenschicht gekoppelt sind.
Den Berechnungen zugrunde gelegt werden die Stoffwerte p = 1,1918kg/m? und
p=1,827kg/ms von Luft bei einer Temperatur von 7" = 24°C und der sich daraus
fiir die modellierte Geometrie ergebende Axialmassenstrom von M,, = 0,084kg/s.
Als Konvergenzkriterium wird eine Anderung der Residuen der berechneten Stro-
mungsgrofen zwischen zwei Iterationen von Res = 107 festgelegt.
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3.3 Datenextraktion durch Volumenmittelung

Zur Quantifizierung der Mischung zwischen benachbarten Unterkanilen ist die
Kenntnis des Austauschmassenstroms entlang der axialen Hohe in den einzelnen
Spalten zwischen den Brennstiben notwendig. Das unstrukturierte numerische Netz
mit der gewahlten Schnittweise in den Spaltregionen erschwert jedoch die Bestim-
mung der Quergeschwindigkeiten im engsten Spaltquerschnitt. Zur Datenextraktion
wird eine Gauk’sche Filterfunktion w verwendet, um die in den jeweiligen Zell-
mittelpunkten gespeicherten Stromungsgrofsen geméifs deren Abstand zum engsten
Spaltquerschnitt entsprechend zu wichten:

w=e " (3.31)

mit:
c=mn—ng, (3.32)

wobei der Parameter Y, hier in lateraler Richtung zu T,,, = 0,05 gewihlt, die
Breite der Wichtungsfunktion w justiert und n eine lokale Koordinate senkrecht
zum Spalt ist. Sie beriicksichtigt den Abstand zwischen Zellmittelpunkt und Spalt.
ng ist der Abstand des Spaltes in lokalen n-Koordinaten zur globalen z-Achse. Diese
Wichtungsfunktion multipliziert die Strémungsgrofen der individuellen Fluidzellen
mit einem Wichtungsfaktor entsprechend der jeweiligen Lage des Zellmittelpunkts
relativ zum engsten Spaltquerschnitt. Dieser Faktor hat den Wert w = 1, falls sich
der Mittelpunkt einer Zelle exakt auf dem schmalsten Querschnitt zwischen zwei
Staben befindet, und fillt zu Werten w = 0 ab fiir grofe n. Abb. 3.3 demonstriert
am Beispiel eines Schnittes durch den Fluidraums aus Abb. 3.2 den Effekt der
Wichtungsfunktion w.

Abbildung 3.3: Gauft’sche Wichtungsfunktion.
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Die Integration der Funktion w iiber die Koordinate n ergibt nach [99]:

/wdn: /«BTC2 dn = / X dn+/ Y dn g (3.33)
mit:
0 oo 1 \/_
/ e T dn = /e_Yc2 dn=-.YZ (3.34)
2 VT
—o0 0

Zur Bestimmung der volumengemittelten Quergeschwindigkeiten auf den Spaltfla-
chen wird der Fluidraum in axialer Richtung in dquidistante Kontrollvolumen V'
unterteilt. Der durch die Drahtwendeln induzierte, mittlere Quermassenstrom pro
axialem Kontrollvolumen Mg, durch die Spalte zwischen den Brennstdben ist da-
mit {iber die mittlere Quergeschwindigkeit pro axialem Kontrollvolumen v,, definiert:

R fff Uy - w) dV fff Uy - w) dV Z(vm w- V)
U= fvff [‘f{wdn YA %.S.Azm '

(3.35)

Somit folgt:

]\Zq:er =p-Up -5 Dzgp. (3.36)
Hier sind v,, die lokale Quergeschwindigkeit, V; die Volumen der einzelnen Zellen des
Rechengitters, s die Spaltweite, Az, die Hohe eines Kontrollvolumens V', welches
symmetrisch um die axiale Auswertehohe gewéhlt wird, und p die Fluiddichte.

Die iiber die gesamte, modellierte Geometrie gemittelte Axialgeschwindigkeit (v, )
wird wie folgt bestimmt:
Z(an,j Vi)

<Ua:c> - JT:

mit v,, ; den individuellen Werten fiir die Axialgeschwindigkeiten in den j Zellvo-
lumen, welche den Fluidraum abbilden.

(3.37)
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3.4 Validierung und Sensitivitit der Ergebnisse

3.4.1 Studie der Netzabhingigkeit

Bei numerischen Simulationen kann die Gittertopologie einen Einfluss auf die er-
zielten Ergebnisse haben. Diese Sensitivitdt gilt es zu quantifizieren, indem eine
systematische Netzverfeinerungsstudie durchgefiihrt wird. Der Aufbau des Rechen-
netzes ist allen hier untersuchten Modellen gemein und entspricht dem in Kapitel 3.2
beschriebenen Aufbau. Lediglich die Anzahl der Tetraeder- und Prismenzellen wird
in dieser Studie variiert. Um eine ausreichend hohe Zelldichte zu garantieren, wird
die Fluiddoméne vor der Netzgenerierung auf ein Fiinftel der Originalgrofe kompri-
miert. Es ist anzunehmen, dass dies einen vernachléssigbaren Einfluss auf die axiale
Stromungsstruktur hat. Alle anderen geometrischen Dimensionen werden konstant
gehalten. Insgesamt werden nachfolgend fiinf verschiedene Anzahlen an Fluidzellen
und die daraus resultierenden Zelldichten untersucht. Die generierten, numerischen
Modelle sind aus den in Tabelle 3.3 aufgelisteten Fluidelementen zusammengesetzt.
Allen Netzen gemein sind zusétzlich jeweils 1.343 Hexaederzellen an den Ein- und
Auslassbereichen.

Fluidzellen Prismenzellen Hexaederzellen

Netz 1 175.190 27.671 147.519
Netz 2 269.657 37.945 231.712
Netz 3 386.657 52.332 334.325
Netz 4 713.577 85.552 628.025
Netz 5 900.203 96.580 803.623

Tabelle 3.3: Zusammensetzung der numerischen Modelle.

Besonderes Augenmerk gilt der Netzauflosung in den Spaltregionen, da der Aus-
tauschmassenstrom zwischen benachbarten Unterkanilen der zu untersuchende Pa-
rameter ist. Links in Abb. 3.4 werden die jeweiligen Netztopologien dargestellt.
Auf der rechten Seite in Abb. 3.4 sind die zum jeweiligen Netz gehérenden Profi-
le der Quergeschwindigkeiten entlang der Koordinate ¢ wiedergegeben. Aufgrund
der gewdhlten, automatischen Vernetzung der Geometrie werden Fluidzellen in der
Spaltregion durch die Linie engsten Spaltquerschnitts geschnitten. Demzufolge sind
die Werte in den Graphen von Abb. 3.4 rechts nicht die exakten Werte der Spalt-
mittellinie, weil die Stromungsgrofen innerhalb einer Volumenzelle nicht interpoliert
werden. Die beiden Modelle "Netz 4" und "Netz 5" besitzen aufgrund der detail-
lierteren, rdumlichen Diskretisierung eine ausreichend hohe Netzauflosung. Somit
stehen mehr Daten zur Verfiigung, um einen akzeptablen Quergeschwindigkeitsver-
lauf zu ermitteln. Die anderen Rechengitter werden als zu grob erachtet, da sie im
Bereich der Auswertung iiber zu wenige Gitterzellen verfiigen.

49



3.4. VALIDIERUNG UND SENSITIVITAT DER ERGEBNISSE

0 —=
| o—4 o—4
p Netz 1 e
\<ﬂ{:7 TS 1200
e
PN i
C W H _——
N - Riss 1 3
[\ e e E
Jiim HH i mmmn| = 0o
17 e et
Y
c [mm]
o4
V‘ Netz 2 s%/ | ~oto—a o
H HP
e ¥4
C Y “F% s / =
Emuiiiis ol
| I HH =
H EERERRE ﬁﬁ” ‘& ze
< =
S 58
¢ [mm]
. Netz 3 3 B e
s N ST
] + LT
N Ty = i
] —+ £
s HH HH =
£ A o
T8 ) |
S
¢ [mm]
/@/e.—e--e—e;\e\g\
¢ [mm]
EEsgisait ]
e P
¢ [mm]

Abbildung 3.4: Verlauf der Quergeschwindigkeit v,, entlang der Koordinate c fiir a = 72°.
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Zur Bestimmung der Sensitivitit des durch die Drahtwendeln induzierten (Quermas-
senstroms von der Zelldichte ist zunédchst die mittlere Zelllinge des Finite Volumen
Netzes zu ermitteln. Dazu wird das Gesamtvolumen des Geometriemodells durch die
Anzahl der Fluidzellen geteilt, um ein mittleres Zellvolumen zu erhalten. Die mittle-
re Zelllange resultiert aus der kubischen Wurzel dieses repriasentativen Zellvolumens.
Der sich einstellende Austauschmassenstrom pro halber Drahtwendelganghdhe ist
in Abb. 3.5 iiber der mittleren Zellldinge aufgetragen. Als Turbulenzmodell fiir diese
Berechnungen wird das kubisch-nichtlineare k-e-Modell in der high-Reynolds For-
mulierung nach Baglietto et al. [14| verwendet.

_____________________ -—® e
0,04
0,02
& ® Erste Halfte Ganghdhe
S 0.00 ® Zweite Halfte Ganghdhe
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Abbildung 3.5: Durch Drahtwendeln induzierter Quermassenstrom Mgy, in Abhingigkeit
der mittleren Zelllinge Iz.je-

Der vernachléssigbare Gradient in der linearen Ndherung weist auf eine geringe Sen-
sitivitdt des Quermassenstroms von der mittleren Zellgrofe und damit von der Netz-
topologie hin. Durch die Anwendung der "Richardson"-Extrapolation (gestrichelte
Geraden in Abb. 3.5) erhilt man den gleichen Austauschmassenstrom pro halber
Ganghohe von My, = 0,045kg/s fiir beide Halften der modellierten Geometrie,
was ebenfalls die Netzunabhéngigkeit unterstreicht. Nach dieser Extrapolationsme-
thode wird der sich ergebende Ordinatenwert der linearen Interpolation zwischen
den untersuchten, numerischen Modellen als der Wert betrachtet, der sich fiir eine
infinitesimal feine Netzauflésung einstellt.
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3.4. VALIDIERUNG UND SENSITIVITAT DER ERGEBNISSE

3.4.2 Variation der Turbulenzmodelle

Die Verwendung von verschiedenen Turbulenzmodellen hat mitunter erheblichen
Einfluss auf die Stromungsstruktur. Aus diesem Grund werden im Folgenden
unterschiedliche, reprasentative Turbulenzmodelle nach dem RANS-Ansatz in ihrer
high-Reynolds Formulierung angewendet, da bei diesen stationdren, isothermen
Stromungen nicht mit Ablosungen zu rechnen ist. Somit ist die Verwendung von
Standard-Wandfunktionen gerechtfertigt. Als Referenzmodell fungiert das isotrope
Standard-k-e-Modell nach Launder und Spalding [88|. Das k-w-SST-Modell nach
Menter [98] vermag eventuelle Ablésegebiete genau zu berechnen. Ferner werden
das quadratisch-nichtlineare und das kubisch-nichtlineare k-e-Modell nach Baglietto
et al. [14] als anisotrope Turbulenzmodelle untersucht, um eventuell auftretende
Sekundérstromungen auflosen zu konnen. Die kubisch-nichtlineare Formulierung
ist gerade fiir Drallstromungen gut geeignet.

Als numerisches Rechengitter wird "Netz 5" gewihlt, da es die héchste Zelldichte
in der Spaltregion aufweist und eine ausreichend genaue Wiedergabe des Querge-
schwindigkeitsprofils erlaubt. Um die gesamte, axiale Lénge einer Ganghdhe von
H = 3.300mm mit der in Kapitel 3.4.1 beschriebenen, hohen Auflésung in late-
raler Richtung zu simulieren, wird nun das zuvor zu einem Fiinftel komprimierte
Modell "Netz 5" wieder zur Originalldnge gestreckt. Ob diese Methode der Kompri-
mierung mit anschliefender Streckung Einfluss auf die numerischen Resultate hat,
wird mit einem Referenzmodell iiberpriift, bei dem der Kern des Fluidraums direkt
mit insgesamt 972.256 Zellen (126.206 Prismen- und 846.050 Hexaederzellen) auto-
matisch vernetzt wird. Nach demselben Verfahren wird aus der zu einem Fiinftel
komprimierten Geometrie zusétzlich ein sogenanntes "Hybrid"-Netz mit insgesamt
513.197 Zellen (112.778 Prismen-, 396.141 Tetraeder-, 1.592 Pyramiden- und 2.686
Hexaederzellen) erzeugt. Da sich bei der spiteren Variation der Drahtwendelgang-
héhe fiir die Analysen in Kapitel 4 die aus "trimmed-cells" aufgebauten Rechennetze
als ungeeignet zur Streckung der bereits vernetzten Geometrie erwiesen, wird dieser
Netzaufbau dem bisher verwendeten gegeniibergestellt. Fiir diese Netztopologie wird
das zweite Ordnung "Monotone Advection and Reconstruction Scheme (MARS)"
empfohlen [29]. Ein Vergleich des MARS-Verfahrens mit dem QUICK-Verfahren
erlaubt Riickschliisse auf den Einfluss der Ordnung des verwendeten, rdumlichen
Diskretisierungsverfahrens. Wie in Kapitel 3.2 beschrieben, existieren Spalte mit
einer Breite von 15% des Drahtdurchmessers an den Stellen, an denen die Draht-
wendel mit einem benachbarten Brennstab in Beriihrung kommen wiirde. Die in
der Realitdt auftretenden Kontaktpunkte werden in einem weiteren Geometriemo-
dell blockiert, da dies die lokalen Druckverhiltnisse in diesen Regionen beeinflusst.
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S

Abbildung 3.6: Geometriemodell mit versperrten Kontaktpunkten zwischen Draht und
benachbartem Brennstab.

Wie aus Abb. 3.7 ersichtlich, wird der Druckverlust bei dem Referenzmodell mit dem
high-Re Standard-k-e-Modell, représentiert durch das rote Dreieck, im Vergleich
zum Experiment viel zu gering berechnet.
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high Re k-¢ [Ref. Netz]
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Abbildung 3.7: Axialer Druckverlust Ap,, iiber eine Ganghdhe.

Im Gegensatz dazu prognostizieren die beiden anisotropen k-e-Modelle, durch ein
rotes Quadrat bzw. einen roten Kreis dargestellt, einen deutlich zu hohen Druck-
verlust iiber die Ganghohe. Generell zeigen die blau wiedergegebenen Ergebnisse,
welche mit dem "Netz 5" erzielt werden, weniger Abweichungen vom experimentell
ermittelten Druckverlust. Hier weist das k-w-SST-Modell mit dem blauen Karo als
Symbol die groften Diskrepanzen zum gemessenen Wert. Das kubisch-nichtlineare
high-Re k-e-Modell in Verbindung mit der Standard-Wandfunktion prognostiziert
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3.4. VALIDIERUNG UND SENSITIVITAT DER ERGEBNISSE

den Druckverlust mit einer Abweichung von weniger als 10%.

Die Einfiihrung der versperrten Kontaktpunkte fiihrt unter Verwendung des
kubisch-nichtlinearen high-Re k-e-Modells zu keinem Gewinn an Genauigkeit bei
der Vorhersage des zu erwartenden Axialdruckverlusts, wie der griine Punkt in
Abb. 3.7 zeigt.

Das hybride numerische Modell mit dem ausgefiillten bzw. hohlen, lilafarbenen
Kreis als Symbol zeigt die besten Ergebnisse mit nur sehr geringen Abweichungen
zwischen numerischem und experimentell ermitteltem Druckverlust.

Daraus folgernd wird diese Netztopologie in Verbindung mit dem kubisch-
nichtlinearen high-Re k-e-Modell mit Standard-Wandfunktion fiir die Bestimmung
der Mischungsraten in der Geometrie des HPLWR gew#hlt.

Wie bereits in Kapitel 3.1.2 erldutert, benutzten Bartholet et al. [17] die dimen-
sionslose Variable @, um die Stromung durch die Spalte zwischen den Stdben zu
charakterisieren. Abb. 3.8 zeigt ® als Funktion des Winkels « fiir den Spalt "g-g"
aus Abb. 3.1, wobei a mit zunehmender, axialer Hohe ebenfalls anwéachst und somit
als Mafs fiir die axiale Position angesehen werden kann. Abb. 3.8 visualisiert den
gesamten QQueraustausch iiber den betrachteten Spalt iiber eine halbe Ganghdohe.
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Abbildung 3.8: Variable ® in Abhingigkeit des Winkels a.

Vergleicht man den in [17] experimentell ermittelten Verlauf mit den numerischen
Simulationen, so ist eine relativ grofte Diskrepanz bemerkbar. Allerdings sind die
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numerischen Ergebnisse qualitativ konsistent. Die naheliegende Erkldrung hierfiir
liegt im Unterschied zwischen dem experimentellen Aufbau und dem Geometrie-
modell fiir die numerische Analyse begriindet. Wahrend die Berechnungen mit
dem Softwarepacket STAR-CD®© voll eingelaufene Stromungszustinde voraussetzt,
wurden die Messungen im Experiment auf einer Hohe von eineinhalb Ganghohen
durchgefiihrt. Die Experimentatoren gingen von einer voll eingelaufenen Stromung
aus, da der Druckverlust linear angewachsen ist. Obwohl dieser Indikator auf voll
ausgebildete Stromungsbedingungen hindeutet, weist deshalb die Stromungsstruk-
tur noch keinen eingelaufenen Charakter auf. Ferner zeigt die Stromung nicht
automatisch symmetrische Strukturen, obwohl die geometrischen Randbedingungen
symmetrisch sind. Ein bekanntes Beispiel fiir dieses Phinomen ist die Stromung
durch die axialen Verdichterstufen von thermischen Turbomaschinen. Aufgrund
der auf den Schnittflichen in den Spaltregionen implementierten, zyklischen
Randbedingungen wird die Fluidstromung zur Symmetrie gezwungen.

Nach den in Abb. 3.8 dargestellten, axialen Entwicklungen der Variablen &
aus Gl. (3.28) iiber eine halbe Ganghohe induziert die Drahtwendel iiber einen
grofsen Wertebereich von « einen Massenstrom, der den betrachteten Unterkanal
verldsst. Ab einem gewissen Wert von « setzt Stromungsumkehr ein und ein
geringerer Fluidstrom flieft in den Unterkanal zuriick. Uber die zweite Hilfte der
Drahtwendelganghdhe ist die Stromung genau spiegelverkehrt. Somit resultiert kein
Netto-Massentransfer.

Vergleicht man die berechneten Verlaufe von ® aus Abb. 3.8 untereinander, so wei-
sen die mit dem Rechengitter "Netz 5" erzielten Ergebnisse tendenziell hhere und
qualitativ leicht verschiedene Quergeschwindigkeitsverldufe auf als die mit dem Re-
ferenznetz bestimmten Funktionen. In beiden Fillen sind die Unterschiede zwischen
den verwendeten, anisotropen Turbulenzmodellen gering. Das isotrope Standard-k-
e-Modell sagt beim Referenzmodell geringfiigig hohere Werte voraus als die aniso-
tropen Schlieffungsmodelle. Die versperrten Kontaktpunkte haben keinen Einfluss
auf die Austauschstromungen zwischen zwei Unterkanilen, fiihren jedoch zu den
hochsten Quergeschwindigkeiten. Zwischen den untersuchten, rdumlichen Diskreti-
sierungsverfahren 2. und 3. Ordnung sind keine Unterschiede festzustellen. Die in
diesen beiden Fillen verwendete, hybride Netztopologie erzeugt lediglich marginale
Differenzen fiir ac>130°.
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3.4.3 Vergleich der Stromungsverhaltnisse

Abb. 3.9 visualisiert die Geschwindigkeitskomponenten normal zu dem markierten
Spalt in dem untersuchten Teil der Geometrie aus Abb. 3.1 fiir ausgewéhlte, axiale
Positionen. Diese Ergebnisse stammen vom numerischen Modell "Netz 5", wobei
das kubisch-nichtlineare high-Re k-e-Modell verwendet wird.

a=56°
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Abbildung 3.9: Laterale Geschwindigkeitsprofile normal zum untersuchten Spalt "g-g" aus
Abb. 3.1.

Von besonderem Interesse sind die Quergeschwindigkeiten in der Umgebung des
hervorgehobenen Spalts. Durch die bereits beschriebene, besondere Art der Schnitt-
weise in den Spaltregionen befindet sich der besagte Spalt "g-g" im oberen, linken
Teil der Fluiddoméne und nicht wie in Abb. 3.1 im unteren, rechten Teil. Bei a=56°
wird die maximale Quergeschwindigkeit erreicht. Das Fluid wird aus dem Unter-
kanal gedriickt, verldsst die Geometrie durch den Spalt rechts unten und strémt
wieder durch den Spalt links oben ein. Die Intensitit der Einwértsstromung lédsst
bei a=104° nach, da der Drahtquerschnitt das Zentrum des Unterkanals passiert
und der saugende Effekt der Riickseite des Drahtes der vorherrschenden Strémung
entgegenwirkt. Erreicht der Draht die Position a—=144°, fiihrt dies zu einer lokalen
Stagnation der Austauschstrémung in der betrachteten Region. Danach kehrt sich
die Richtung der Geschwindigkeitsvektoren um und Fluid wird durch den Spalt nach
aufen gedriickt, veranschaulicht in der Winkelposition a—=160°.
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Abbildung 3.10: Instantanes Axialgeschwindigkeitsprofil in [ft/s]| fiir @=72° [17].

Das gemessene, instantane Iso-Geschwindigkeitsprofil fiir die Drahtposition a=72°
ist Abb. 3.10 zu entnehmen. Dabei erfahren die Unterkanile "A", "C" und "E" sowie
die Unterkandle "B", "D" und "F" die gleichen, geometrischen Randbedingungen.
Somit kénnen die in Summe sechs betrachteten Unterkanile aus Griinden der Sym-
metrie in drei Unterkanalpaare unterteilt werden. Die Kombinationen "A" und "B",
"E" und "D" und "C" sowie "F" bilden besagte Paare. Es ist zu erwarten, dass sich
aufgrund der gleichen duferen Einwirkungen die Stromungsstruktur symmetrisch
ausbildet. Nach Abb. 3.10 ist keinerlei Symmetrie in der Durchstromung der sechs
Unterkanile ersichtlich. Die Experimentatoren fiihren diese Beobachtung auf die
moglicherweise nicht prizise, gegenseitige Lage der Stibe zueinander im experimen-
tellen Aufbau zuriick. Ferner waren die Drihte nicht immer exakt in Phase und
es gab Schwierigkeiten bei der Positionierung der Pitot-Sonde zur Druckmessung.
Lafay et al. [87] konnten nachweisen, dass in lateraler Richtung eine Druckdiffe-
renz von ca. 64% des mittleren Axialdruckverlusts iiber eine Ganghohe vorherrscht.
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3.4. VALIDIERUNG UND SENSITIVITAT DER ERGEBNISSE

Hervorgerufen wird dies durch die sich in Laufrichtung &ndernde Drahtposition in-
nerhalb der jeweiligen Unterkanile und der daraus resultierenden Asymmetrie in
der Biindelkonfiguration pro axialer Ebene. Diese iiberlagerten Querdruckgradien-
ten wirken sich auf die vorherrschende, axiale Stromung aus und fiihren zu sehr
komplexen Stromungsverhiltnissen. Auch Sarno et al. [127| ermittelten aus dem
gleichen Grund fiir alle Unterkanéle im Biindel unterschiedliche Druckverteilungen.
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Abbildung 3.11: Gemessene mittlere Axialgeschwindigkeiten in Unterkanélen [17].

Abb. 3.11 bestétigt die Annahme von nicht voll ausgebildeten Stromungsbedingun-
gen. Hier ist die Entwicklung der mittleren Axialgeschwindigkeiten fiir die sechs
Unterkanéle aus Abb. 3.10 fiir verschiedene Drahtpositionen a aufgefiihrt.

Indem die gemessenen, instantanen Axialgeschwindigkeitsverldufe der drei bereits
genannten Unterkanalpaare aus Abb. 3.10 iiberlagert werden, kénnen turbulente
Schwankungen herausgefiltert werden. Daraus lassen sich sogenannte "reprisenta-
tive Unterkanéle" erstellen, wie in Abb. 3.12 beispielhaft fiir «=72° zu sehen. Diese
haben jedoch aufgrund der vorgenommenen Interpolationen interpretierenden Cha-
rakter. Dabei entsteht beziiglich der mittleren Geschwindigkeiten in dem aus den
Unterkanélen "A", "C" und "E" aus Abb. 3.10 zusammengesetzten rechten Teil des
reprasentativen Unterkanalpaares in Abb. 3.12 im Vergleich zu den individuellen
Verldufen eine Abweichung von lediglich 2,7%. Der maximale Unterschied bei den
Unterkanélen "B", "D" und "F" betridgt zwischen Abb. 3.10 und dem aus diesen
Daten gebildeten, linken Teil des Unterkanalpaares von Abb. 3.12 weniger als 4%.
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Group 1 firoup 2

Abbildung 3.12: Iso-Axialgeschwindigkeitsprofil in [ft/s| fiir ein représentatives Unter-
kanalpaar bei a=72° [17].

Abb. 3.13 zeigt den numerisch ermittelten Iso-Axialgeschwindigkeitsverlauf fiir die
entsprechende Winkelposition von a=72°. Diese Ergebnisse beruhen auf der Ver-
wendung des Rechengitters von "Netz 5" und des kubisch-nichtlinearen k-¢ Turbu-
lenzmodells. Obwohl sich unterschiedliche Verldufe zwischen Experiment und Simu-
lation erkennen lassen, kann die Grenzschichtdicke zufriedenstellend wiedergegeben
werden. Die groften Unterschiede lassen sich in der Ndhe des Drahtes beobach-
ten. Jedoch ist dort die Auflésung im Experiment ebenfalls nicht besonders hoch.
Die globale Stromungsstruktur wird mit der nétigen Genauigkeit erfasst. Die klei-
nen Diskrepanzen sind mafigeblich Méngeln bei der Durchfiihrung der Experimente
zuzuschreiben.

Vv, [ft/s]
A 120.0
B 110.0

100.0
D 900

80.0
F 70.0
G 600

Abbildung 3.13: Berechnete Iso-Axialgeschwindigkeiten im betrachteten Geometrieaus-
schnitt fiir a=72°.
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3.4.4 Einfluss der Turbulenzmodellierung

Fischer et al. [52] haben LES zur Berechnung der Strémungsverhéltnisse in einem
Brennelement unter dem Einfluss von Drahtwendelabstandshaltern verwendet. Die
geometrischen Abmafe der modellierten Geometrie sind Kapitel 3.1.1 zu entnehmen.
Der Fluidraum entspricht einem Brennstab mit Drahtwendel und den dazugehéren-
den Anteilen von umgebenden Unterkanilen iiber eine axiale Ganghohe, wie es Abb.
3.14 links zu entnehmen ist. Der Linienkontakt ist auch hier mit Ausrundungen ver-
sehen. Auf den Schnittflichen der Fluiddoméne werden zyklische Randbedingungen
sowohl in lateraler als auch in axialer Richtung verwendet, wie bereits in Kapitel 3.2
beschrieben. Somit wurden hier voll eingelaufene Stromungsbedingungen simuliert.

Abbildung 3.14: Netztopologie und ausgewertete Spalte der LES [52].
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In Abb. 3.15 ist der zeitlich und rdumlich gemittelte Quergeschwindigkeitsverlauf,
der mit der Axialgeschwindigkeit normiert ist, iiber der axialen Hohe aufgetragen
und periodisch vierfach fortgefiihrt. Der abgebildete Verlauf ist der Mittelwert aus
den drei sich einstellenden Werten auf den Spaltflichen "A", "B" und "C" in Abb.
3.14 rechts.

Abb. 3.16 stellt ebenfalls den Quergeschwindigkeitsverlauf dar, normiert mit der
Axialgeschwindigkeit, iiber der axialen Hohe fiir das Modell "Netz 5" mit dem
kubisch-nichtlinearen high-Re k-e-Modell. Die sehr gute, qualitative Ubereinstim-
mung der durch LES (Abb. 3.15) und RANS (Abb. 3.16) erzielten Resultate ist
offensichtlich.
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Abbildung 3.16: Normiertes Querschwindigkeitsprofil iiber vier Ganghdhen periodisch ex-
pandiert.

Bezugnehmend auf Abb. 3.1, induziert Draht "A" einen Austauschmassenstrom
von Unterkanal (1) nach Unterkanal (2) durch den Spalt "g-g" solange, bis eine
Winkelposition von « ~140° erreicht wird. Danach wird Fluid in Unterkanal (1)
durch Draht "A" gesaugt und die Stromungsrichtung durch den untersuchten
Spalt wird umgekehrt. Abb. 3.15 sowie Abb. 3.16 zeigen gleichermafen, dass
die maximale Quergeschwindigkeit des den Unterkanal verlassenden Fluidstroms
dreimal hoher ist als die bei umgekehrten Stromungsverhéltnissen. Das dquivalente,
jedoch spiegelverkehrte Phidnomen ist fiir die zweite Ganghdhe zu beobachten.
Dort treibt Draht "B" das Fluid zuriick von Unterkanal (2) nach (0). Da das
Quergeschwindigkeitsprofil nach jeder halben Ganghohe symmetrisch ist und sich
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lediglich die Stromungsrichtung des Drahtes dndert, ist die ausgetauschte Fluid-
menge konstant und es stellt sich kein Netto-Massentransfer zwischen benachbarten
Unterkanélen ein.

Bei genauerem Vergleich von Abb. 3.15 mit Abb. 3.16 ist eine Ahnlichkeit zwischen
den dargestellten Graphen abzuleiten. So lésst sich fiir hinreichend grofse H/D-
Verhéltnisse und unter Vernachlissigung der unterschiedlichen P/D-Verhéltnisse
zeigen, dass das H/D-Verhiltnis der beiden Arten von Turbulenzmodellierung dem
Verhiltnis der mit der jeweiligen mittleren Axialgeschwindigkeit normierten Quer-
geschwindigkeit entspricht:

(Zﬁgﬁf : (J;)RANS = 22?1 10,09 ~ 2,33 = (<;’;>)LES (3.38)

Fiir kleine H/D-Verhéltnisse (H/D=13,4) weicht diese Abschitzung um ca. 15% ab.
Qualitativ dhnliche Verldufe der Quergeschwindigkeiten iiber der axialen Hohe wie
in Abb. 3.15 und Abb. 3.16 hatten Hishida et al. [65] unter Verwendung der FDM
ermittelt. Auch sie konnten zeigen, dass eine Umkehr der Strémungsrichtung inner-
halb einer halben Ganghdhe auftritt und der saugende Effekt der Drahtwendeln zu
einem héheren Quermassenstrom fiihrt als die verdriangende Wirkung der Drucksei-
te. Dieses Stromungsprofil wiederholt sich alle halbe Ganghdhe periodisch.

3.5 Zusammenfassung der Ergebnisse aus der Vali-
dierung

In diesem Kapitel wurde eine numerische Methode zur Berechnung von hexagonal
angeordneten Stabbiindeln mit Drahtwendelabstandshaltern vorgestellt. Um die
numerischen Simulationen bewerten zu konnen, wurden mehrere Experimenteserien
zu Stromungen in Brennelementen mit Drahtwendeln evaluiert. Dieser Literatur-
studie zufolge musste mangels Experimenten fiir quadratische Stabanordnungen
ein Versuch mit hexagonaler Anordnung zur Validierung herangezogen werden. Der
Vergleich erfolgte mit den experimentellen Daten von Bartholet et al. [17] und den
durch LES gewonnenen Resultaten von Fischer et al. [52].

Die Konsequenzen aus der Validierung mit einem Experiment und der Verifikation
mit einer anderen numerischen Simulation fiir die im Anschluss durchgefiihrten
Detailrechnungen lassen sich folgendermafen zusammenfassen:

e Eine Netzabhingigkeitsstudie der numerischen Ergebnisse weist eine vernach-
lassighar geringe Sensitivitidt des (Quermassenstroms von der Netztopologie
auf, sofern die Spalte hinreichend aufgelost werden. Fiir die Evaluation der
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Quergeschwindigkeitsprofile sollte die rdumliche Diskretisierung vor allem in
lateraler Richtung so fein wie mdoglich gewéhlt werden. Dies wird durch die
Vernetzung des axial komprimierten Fluidraums und dessen anschliefsender
Streckung realisiert.

e In Bezug auf den sich einstellenden Axialdruckverlust zeigt nach einer
Variation von sowohl isotroper als auch anisotroper Turbulenzmodelle das
kubisch-nichtlineare k-e-Modell nach Baglietto et al. [14| beste Ergebnisse
mit einer Abweichung von 10% vom experimentell ermittelten Wert. Zuvor
wurde eine umfangreiche Literaturstudie bzgl. der bisher verwendeten Tur-
bulenzmodelle bei Stabbiindelstrémungen durchgefiihrt. Das so identifizierte
Turbulenzmodell wird in dieser Arbeit somit fiir alle weiteren numerischen
Simulationen verwendet.

e Die Verwendung von Spalten anstelle von Kontaktpunkten zwischen Drahten
und Nachbarstdben hat nahezu keinen Einfluss auf die globale Stromungs-
struktur. Dies ergibt der Vergleich von Quergeschwindigkeitsprofilen mit
denen einer entsprechend modifizierten Geometrie.

e Der Vergleich von numerisch berechneten mit experimentell ermittelten
Quergeschwindigkeitsprofilen ldsst signifikante Unterschiede erkennen. Diese
qualitativen und quantitativen Diskrepanzen werden der Asymmetrie im
experimentellen Aufbau sowie den nicht voll eingelaufenen Stromungsbedin-
gungen im Experiment zugeordnet. Die Experimentatoren gingen bereits von
einer voll ausgebildeten Stromungsstruktur aus, als der Druckverlust linear
angewachsen war. Diese Annahme ist jedoch anzuzweifeln.

e Beim Vergleich der Rechnungen fiir das ausgewidhlte Experiment ist die
Ubereinstimmung der hier durchgefiihrten RANS-Simulationen mit den
durch LES gewonnenen Daten qualitativ sehr gut. Beide Arten der Tur-
bulenzmodellierung liefern den qualitativ gleichen, axialen Verlauf der
Quergeschwindigkeiten auf der Spaltquerschnittsfliche im Verlauf einer
Ganghéhe. Diese gute Ubereinstimmung ergibt sich, da die gleichen Randbe-
dingungen implementiert werden.

e Der Vergleich der Rechnungen mit den Interpolationen gemessener Isolinien
der Axialgeschwindigkeiten ergibt, dass die numerischen Rechnungen in der
Lage sind, die iibergeordnete Stromungsstruktur zu reproduzieren und die
Grenzschichtdicke mit ausreichender Genauigkeit vorherzusagen.
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Die in diesem Kapitel beschriebene, numerische Methode wird damit als va-
lidiert und verifiziert erachtet und deshalb im Folgenden zur Ermittlung der
Mischungsraten zwischen den Unterkanélen im quadratisch angeordneten HPLWR-
Brennelement mit Drahtwendelabstandshaltern angewendet.

Falls fiir andere Anwendungen detailliertere Simulationen als notwendig erachtet
werden sollten, ist die modellierte Fluiddéomane sowohl in axialer als auch in
lateraler Richtung zu expandieren. Dadurch liefse sich der Einfluss der Randbedin-
gungen minimieren und die zu erwartende, instationdre Stromungsstruktur auflésen.
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Kapitel 4

Bestimmung der detaillierten
Stromungsverhaltnisse in
reprasentativen Unterkanalen

4.1 Simulation der Stromung in Brennelementen

4.1.1 Erhaltungsgleichungen in COBRA IIIC

Im Nachfolgenden werden die Erhaltungsgleichungen fiir Masse, Impuls und Energie
vorgestellt, wie sie im etablierten Unterkanalprogramm COBRA IIIC [124] gelost
werden. Auf eine Herleitung dieser Gleichungen wird an dieser Stelle verzichtet und
ist [124] zu entnehmen.

Die Kontinuitétsgleichung zur Massenerhaltung ist wie folgt implementiert:

a (pz : Aa:p,i) a (pz : vam,i : Aam,i) *
BT /-1— 9% /—f— Ej P Vguer - 5 = 0. (4.1)
(ltl) <1:r2> ~ ~~
(1-3)

Der Index ¢ bezeichnet den individuellen Unterkanal, fiir den die Gleichungen
gerade numerisch gelost werden und der Index j fiir die mit Unterkanal ¢+ kommuni-
zierenden Unterkanile. Stromungsgréften und Stoffeigenschaften, welche mit einem
"*" Stern versehen sind, besitzen die entsprechenden Werte des Donorkanals. s
steht hierbei fiir die Spaltweite zwischen zwei Brennstiben bzw. zwischen einem
Stab und einer Kastenwand.

Der erste Term (1 — 1) beschreibt die zeitliche Anderung der Masse in dem Kon-
trollvolumen und die Terme (1 —2) und (1 —3) bilanzieren die axialen und lateralen
Massenstrome. Diese beiden Terme sind analog zu (I — I) aus Gl. (3.3) zu sehen.
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4.1. SIMULATION DER STROMUNG IN BRENNELEMENTEN

Bei den Impulsbilanzgleichungen wird die axiale Richtung von der lateralen Rich-
tung gesondert beschrieben. Die Gleichung fiir das erstgenannte Kraftegleichgewicht
lautet:

0 (pz *Vag i Aaac,i) 0 (pl ’ anm,i ’ Aaﬂ?,i)

. ot * 0z |
(2-1) (2-2)
+p* Vaz,i — Vazx,j 'U,uer's‘f'P*'U;x'Uuer'S
( -~ 5) Vower 5F L ae Vs (4.2)
(2-3) (2—4)
a(pz ' Aam z) fl Cami
=——F—p;" 'Aaaci' 0 — 7" 2"Aaaci' ’ y
0z g 9 — CO8Y ~ Pi Vami ’ 2-dp; + 2-Az
N (2-6) N ~—
(2-5) 2-7)

worin v, eine turbulente Quergeschwindigkeit représentiert, welche den Einfluss

der Turbulenz beriicksichtigt und geeignet modelliert werden muss. Ublicherweise
wird diese Grofe als proportional zu den axialen Massenstromdichten zweier
benachbarter Unterkandle gesetzt. Die Proportionalitdtskonstante wird als turbu-
lenter Austauschkoeffizient (., bezeichnet. Uber diesen Parameter wird auch das
ungerichtet periodische Mischen zwischen Unterkanélen, mit Ausnahme des gerich-
teten Austausches zwischen zwei Randkanélen, beim Einsatz von Drahtwendeln
eingearbeitet. Az beschreibt die axiale Hohe eines Kontrollvolumens. Der Winkel ©
stellt die Neigung der Unterkanéle relativ zur Senkrechten dar, wird aber aufser bei
der Berechnung von deformierten Brennelementen zu Null gesetzt. Die Variablen
fi und (s beschreiben Koeffizienten fiir durch Reibung bzw. Form induzierten,
axialen Druckverlust und werden durch experimentell bestimmte Korrelationen
bereitgestellt. Kommen Drahtwendelabstandshalter zum FEinsatz, konnen diese
einzeln oder zusammengefasst wie bei Rehme [116] angegeben werden. Der erste
Term auf der linken Seite (2 — 1) beriicksichtigt die zeitliche Anderung und die
folgenden drei Terme (2 — 2), (2 — 3) und (2 — 4) beschreiben die konvektiven
Anteile. Der erste Term auf der rechten Seite (2 — 5) ist die axiale Anderung
des Druckes. Die folgenden Terme beschreiben auf das Kontrollvolumen wirkende
Volumenkrifte, hervorgerufen durch Erdschwere (2 — 6) und Druckwiderstinde
durch Reibung und Form (2 — 7).

Die Bilanzgleichung fiir Unterkanal ¢ in Querrichtung ist implementiert gemék:

0 (p* * Uguer * S) 0 (p* " Yquer - UZUU ) S>

ot J+\ 0z )
(3-1) (3-2) (43)
—E - A_f. .p*'|vqu”|'vquer '
~ (i = p;) ] Clat 5 "
(3-3) )
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4.1. SIMULATION DER STROMUNG IN BRENNELEMENTEN

wobei (j,; einen im Falle der Verwendung von Drahtwendelabstandshaltern, z.B.
durch Suh und Todreas [141] experimentell bestimmten Koeffizienten, fiir Form-
druckverlust in lateraler Richtung ausdriickt. Erneut repréasentiert der erste Term
auf der linken Seite der Gleichung (3—1) die zeitliche Anderung im Kontrollvolumen
und der zweite (3 — 2) die Konvektion. Die beiden Terme auf der rechten Seite
beschreiben den lateralen Druckunterschied zwischen zwei Unterkanilen (3 — 3)
und den auftretenden Formdruckverlust (3 — 4).

Da es sich bei Stromungen entlang enger Stabbiindel um axial dominierte Stro-
mungen handelt, ist die Impulsbilanz in lateraler Richtung geméf Gl. (4.3) weniger

aufwindig modelliert als die entsprechende Bilanz in Hauptstromungsrichtung aus
Gl. (4.2).

Schlieklich wird zusétzlich eine Energieerhaltungsgleichung geldst:

0 (Pz‘ “hy - Aaz,i) 1 9, (Pi *Vazyi hi - Aaz,i)

o ot PN 0z B
(4-1) (4-2) (4.4)
+p* 'Uquer : h* : 3+P* 'U;uer : (hz - h]) 5= QStab_/\ : (II'Z _71]>7
(4=3) (4—4) (4-5) (4—6)

Auch hier besteht die linke Seite der Gleichung aus einem Term (4 — 1) fiir die
zeitliche Anderung des Enthalpieinhalts eines Kontrollvolumens und je einem
Term fiir die Konvektion der Enthalpie in axialer (4 — 2) und lateraler (4 — 3)
Richtung. Der vierte Term (4 — 4) beschreibt den turbulenten Enthalpieaustausch
zwischen benachbarten Unterkanélen. In diesem Falle wird die turbulente Querge-
schwindigkeit v;,,, verwendet, um den durch Turbulenz induzierten Wérmestrom
zu modellieren. Eine andere Methode besteht in einem Wirbelviskosititsansatz,
welcher z.B. den Effekt thermischer Strahnen beriicksichtigen kann. Wie schon in
der axialen Impulsbilanzgleichung werden in diese Beziehung die entsprechenden
Effekte eingearbeitet, welche bei der Priasenz von Drahtwendeln die Kiihlmitteltem-
peraturen homogenisieren. Auf der rechten Seite stehen ein Wérmequellterm (4 —5)
und ein Ausdruck (4 — 6) fiir Warmeleitungsprozesse zwischen zwei Unterkanélen.

Generell sind die reduzierten Erhaltungsgleichungen nach dem Ansatz der konven-
tionellen Unterkanalberechnung aus Gl. (4.1)-(4.4) im Vergleich zu den in der Finite
Volumen Methode verwendeten Bilanzgleichungen aus Gl. (3.3)-(3.8) stark gekiirzt.
Durch die bei der Formulierung der Gleichungen bereits hineingesteckten Verein-
fachungen wird demzufolge auch die sich als Ergebnis einstellende Stromungsform
beeinflusst. Zur Schlieffung dieser Gleichungen sind physikalische Modellannahmen
notwendig. Diese hierfiir verwendeten, empirischen bzw. semi-empirischen Kor-
relationen enthalten fiir das jeweilige Modell spezifische, in der Regel nur durch

67
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aufwindige Experimente zu ermittelnde Parameter. Solche Anséitze kénnen niemals
alle physikalischen Ph&nomene abbilden. Deshalb hingt die Giite der erzielten
Ergebnisse in hohem Mafse von der Erfahrung des Anwenders von Unterkanalpro-
grammen bei der Auswahl der zur Verfiigung stehenden Korrelationen ab, indem
er ihre Stiarken und Schwichen abzuschitzen weifs.

4.1.2 Quantifizierung der drahtwendelinduzierten Querver-
mischung

Wie bereits in Kapitel 3.1 erldutert, existieren nur sehr wenige Daten iiber
das Mischungsverhalten der Kiihlmittelstromungen in quadratisch angeordneten
Brennstabgeometrien mit Drahtwendelabstandshaltern. Existierende, empirische
Korrelationen zur Quervermischung sind zumeist auf hexagonale Anordnungen
beschriankt. Cheng [36] hatte 122 bis zum Jahre 1984 durchgefiihrte Experimente
zur Fluidvermischung evaluiert und auf der Basis dieser Daten Modelle fiir
Axialdruckverlust und Quervermischung aufgestellt. Die Ubertragbarkeit dieser
gewonnenen Korrelationen auf die quadratische Stabreihenanordnung im Design
des HPLWR ist jedoch fraglich. Weiterhin besitzt das HPLWR-Brennelement nach
Hofmeister et al. [67] durch seine relativ kleinen Abmessungen und dem zentralen
Moderatorkasten einen hohen Anteil an Rand- und Eckkanélen. Damit unterschei-
det es sich erheblich von den in der Regel grofen, hexagonalen Brennelementen mit
Drahtwendelabstandshaltern.

Nach Bishop und Todreas [22] kann man numerische Rechenprogramme zur Un-
terkanalanalyse in zwei Klassen unterteilen: Codes der COBRA-Familie, wie z.B.
COBRA TIIC [124], l6sen die gekoppelten Gleichungen fiir Massen-, Impuls- und
Energieerhaltung fiir die einzelnen Kontrollvolumen. Dabei werden in der Regel der
sich einstellende Axialdruckverlust fiir die verschiedenen Unterkanaltypen sowie der
durch die Drahtwendeln induzierte Queraustausch zwischen den Unterkanéilen durch
empirische bzw. semi-empirische Korrelationen beriicksichtigt. Im Gegensatz dazu
16sen Programme wie COTEC und ENERGY ausschlieflich die Energieerhaltungs-
gleichung. Sie bendtigen ebenfalls Korrelationen fiir die durch Drahtwendeln hervor-
gerufene Fluidvermischung zwischen den unterschiedlichen Unterkanilen. Es miissen
bei diesem Ansatz zusitzlich die individuellen Massenstrome durch die einzelnen
Unterkanile bestimmt werden. Ein sogenannter Massenstromverteilungsfaktor Xj
gibt dabei das Verhiltnis des jeweiligen Massenstroms eines spezifischen Unterkanals
vom Typ k im Verhéltnis zum Gesamtmassenstrom durch das Brennelementbiin-
del an. Zumeist wird fiir die Berechnung des Massenstromverteilungsfaktors eine
Korrelation fiir den Axialdruckverlust des gesamten Stabbiindels benutzt.
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4.1.2.1 Korrelationen zum axialen Druckverlust in den Unterkanélen

Die Energiegleichung lésst sich geméf Chiu et al. [41] folgendermaken formulieren:

oh; K-S
X - Pi - Aaaz,i * Vag,B - % = Z(_ww - hi + Wii - h]) + T ) (T} - T;) (45)
J

Dabei sind p; die Fluiddichte im Unterkanal ¢, A,,,; die axiale Querschnittsfléiche,
Uaz,p die mittlere Axialgeschwindigkeit im gesamten Biindel und % die Anderung
der Enthalpie h; mit der axialen Hohe z. w;; ist der Austauschmassenstrom pro
Lange mit den 5 benachbarten Unterkanélen, welcher alle zum Queraustausch bei-
tragenden Effekte der Drahtwendeln und der turbulenten Vermischung beinhaltet. A
ist die Warmeleitfahigkeit des Fluids, s die Spaltweite zwischen zwei Brennstéiben,
n der Abstand der Mittelpunkte der Unterkanéle und 7; bzw. 7} sind Fluidtempe-

raturen. Die Variable x ist ein Formfaktor zur Beriicksichtigung der Geometrie bei

Zwar wurde die Herleitung fiir Stabbiindel ohne Abstandshalter durchgefiihrt, aber
laut Cheng und Todreas [34] behilt sie aufgrund des geringeren Einflusses von
Wirmeleitungsprozessen im Vergleich zu konvektivem (Queraustausch auch bei der
Verwendung von Drahtwendelabstandshaltern ihre Giiltigkeit. Geméaf den Autoren
dominieren im Bereich niedriger Reynoldszahlen Umverteilungsprozesse den Quer-
austausch, bei Mischkonvektion, in der Auftriebseffekte eine Rolle spielen, geschieht
der Fluidtransfer durch heife Strdhnen und bei turbulenten Stromungsbedingungen
mit Re > 6000 iiberwiegt der verdringende bzw. saugende Effekt der Drahtwendeln.

Nachfolgend wird die Bestimmung des Massenstromverteilungsfaktors X nach
Cheng und Todreas [35] nidher erldutert.

(4.7)

Dieser Faktor errechnet sich fiir den Unterkanaltyp k& aus dem Verhéltnis von Axi-
algeschwindigkeit v,, , zur mittleren Axialgeschwindigkeit im Brennelement 7,; 5.
Hierbei beschreibt der Index k& = 1 einen Zentralkanal, & = 2 einen Randkanal
und k£ = 3 einen Eckkanal. Unter der Voraussetzung, dass der Druckverlust iiber
alle drei Unterkanaltypen gleich ist und somit dem Druckverlust fiir das gesamte
Biindel entspricht, ldsst sich dieser schreiben als:

[ P Uan,k

Apg = Apr. = f, - — -
DB Pr = [k anr 5

+p-g-1 (4.8)

mit den spezifischen Druckverlustkoeffizienten fy, [ der axialen Linge, den indivi-
duellen, hydraulischen Durchmessern dj, ;, und der Erdbeschleunigung g.
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Unter Verwendung von Gl. (4.7) ergibt sich:

B h e o
- X3
dh,B dhl dh2

s

X2
2 dps

- X2 (4.9)

Die verschiedenen Druckverlustkoeffizienten f; lassen sich durch einen Exponenti-
alansatz folgendermafen ausdriicken:

Crr
b
Rej?

fr =

(4.10)

worin Cyy und m von der Geometrie und den Stréomungsverhéltnissen abhéngige
Konstanten sind. Cheng [36] hat auf der Grundlage von 122 Experimenten den
mittleren Wert des Exponenten zu m = 0, 18 bestimmt.

Aufgrund der Massenerhaltung muss folgende Bedingung erfiillt sein:

Sl'X1+SQ'X2+Sg'X3:1 (411)

mit: A
Sp = N, - ek 4.12
g g Aam,B ( )

Ny, ist dabei die Anzahl der jeweiligen Unterkanaltypen, A, deren axiale Quer-
schnittsflichen und A,, p die Querschnittsfliche des Biindels.

Der mittlere Druckverlustkoeffizient fiir das gesamte Brennelement ldsst sich mit
nachfolgender Gleichung darstellen:

N e 1 R
h k m— 2 fk m—2
Crp=dnp- [Z Si (th> (dhk> ] (4.13)

Durch Umstellen von Gl. (4.11) erhélt man:
1

(520 (3) -0+ (%) -55)

Mit Kenntnis der Konstanten C' 1, U2 und Cf 3 lassen sich die Massenstromvertei-
lungsfaktoren fiir die drei Unterkanaltypen bestimmen zu:

X1 dh1>(2 5 (Cf2>(21’")
i 4.15
Xo (dh,z Cia (4.15)

X; (dh3><2 2 (cﬁ)w
— = . 4.16
Xo dh,2 Cf,3 ( )

Cheng und Todreas [35] berticksichtigten fiir ihre Formulierung des Druckverlustko-
effizienten C; fiir die Zentralkanéle Form- und Reibungswidersténde. Fiir Ct5 und

X, = (4.14)

und:
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(¢ 3 in den Rand- und Eckkanélen ist aufgrund der unilateralen Stromungsrichtung
der Formdruckverlust im Vergleich zum reibungsinduzierten Druckverlust zu
vernachlassigen.

Novendstern [106] verwendete analoge Beziehungen fiir Gl. (4.7) und GIl. (4.11) fiir
den Massenstromverteilungsfaktor wie Cheng und Todreas [35], jedoch benutzte er
einen Wert m = 0, 25 anstelle von m = 0, 18. Anstatt fiir die drei verschiedenen Un-
terkanaltypen individuelle Korrelationen zu verwenden, bezog er den Druckverlust
des gesamten Biindels auf den eines Zentralkanals. Um diesen zu bestimmen, hatte
er den Druckverlustkoeffizienten nach Blasius [129] fiir Stromungen in einem glatten
Zylinder eingesetzt, wobei die Effekte der Drahtwendeln durch einen zusatzlichen
Multiplikator Np,qn: beriicksichtigt wurden.

H p- anm
Apl = fBlasius : NDraht : W : 9 = (417)
1
mit: 0,316
fBlasius = W (418)
und: oot 08
1,034 29,7- (%) - Re"
Nprane = P\ 0,124 1 2,239 (4.19)
(5) (%)

Unter der vereinfachenden Annahme, dass die drei Konstanten Cy;, Cfo und Cy3
den gleichen Wert haben, liefen sich unter Verwendung der Gl. (4.14), (4.15) und
(4.16) die Massenstromverteilungsfaktoren X} bestimmen und schlieflich mit Gl.
(4.7) die jeweiligen Axialgeschwindigkeiten. Somit waren lediglich die genauen
Stromungsverhéltnisse in einem Zentralkanal zu ermitteln.

Carajilescov |27] hatte halbempirische Formeln fiir die Druckverluste der drei Un-
terkanaltypen vorgestellt, welche eine Abhéngigkeit zusétzlich zu den Verhéltnissen
H/D und P/D von der Stabanzahl im Brennelement beriicksichtigten und somit
allgemeingiiltiger waren.

Die verschiedenen Autoren unterscheiden sich in der Formulierung der verschiedenen
Druckverlustkoeffizienten fj. Sowohl fiir hexagonale als auch fiir quadratische Stab-
anordnungen lassen sich die Formeln fiir die Druckverlustkoeffizienten nach Rehme
[116] aus Gl. (4.53) anwenden. Setzt man das Verhaltnis (Upe stapsDrant/Use.) = 1
in GL. (4.52), so lassen sich die Axialdruckverluste fiir die einzelnen Unterkanaltypen
bestimmen. Darauf soll jedoch erst in Kapitel 4.2 ndher eingegangen werden.

Chun und Seo [43| kamen nach einer vergleichenden Untersuchung der etablierten
Druckverlustkorrelationen nach Cheng und Todreas [35], Novendstern [106] und
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Rehme [116] zu dem Schluss, dass die Formulierungen der erstgenannten Autoren
sowohl bei laminaren und turbulenten Stromungsbedingungen als auch im Uber-
gangsbereich die besten Resultate im Vergleich zu Experimenten erzielen.

Den lateralen Druckverlust fiir Stabbiindel mit Drahtwendelabstandshaltern haben
Suh und Todreas [141] experimentell und Shimizu et al. [133]| auf numerischem Wege
evaluiert.

4.1.2.2 Modelle zum Fluidqueraustausch

Es wurde bereits erwihnt, dass beide Gruppen von Unterkanalprogrammen Informa-
tionen iiber die durch die Drahtwendeln initiierte Fluidquervermischung benotigen.
Nach Bishop und Todreas [22] lassen sich verschiedene Arten von Modellen fiir die
gerichtete Stromungsstruktur in den Randkanilen unterscheiden. Nachfolgend ent-
spricht die Spaltweite s dem Drahtdurchmesser d. So kann die Querstromung wie
bei Fenech und Bennett [48] durch einen von der axialen Héhe und der Geometrie
abhéngigen, lokalen Impuls auf die Strémung modelliert werden:

MU@T’ Mam A(II
q :7T-(D—|—d)' . <

4.2
5 Aw H '’ (4.20)

mit dem Quermassenstrom M., und dem Axialmassenstrom M,,. Die axiale Hohe
eines Kontrollvolumens Az,, ist zu einem Sechstel der Ganghohe H zu wihlen. Da-
bei liegt die Annahme zugrunde, dass die Drahtwendel nur einen Quermassenstrom
induziert, wenn sich der Drahtquerschnitt genau im Spalt zwischen zwei Stdben
befindet.

Des Weiteren wird bei anderen Modellen evaluiert, welchen Anteil des Axialmassen-
stroms die Drahtwendeln in einen benachbarten Unterkanal transferieren. Bei dem
von Chen et al. [31] beschriebenen Modell werden sechs Positionen unterschieden,
bei denen sich der Drahtquerschnitt vollstdndig in einem der sechs einen Brennstab
umgebenden Zentralkanilen befindet. Dabei wird davon ausgegangen, dass eine An-
derung des hydraulischen Durchmessers Fluid gleichméfig iiber die drei Spalte in die
angrenzenden Unterkanéle verdrdngt. Der hierbei pro axialer Lénge, in diesem Fall
dem Sechstel einer Ganghohe, ausgetauschte Massenstrom w;; ldsst sich angeben
als:

Mquer . % P (Aaa:,O : vam,O - Aa:):,c : vam,c)

Az, ¢ H ’

wobei A, die axiale Querschnittsfliche und v,, die Axialgeschwindigkeit sind. Dabei
bedeutet der Index "0", dass sich der Drahtquerschnitt nicht im Unterkanal befindet,
und der Index "c", dass der Draht im Unterkanal prisent ist. Das Verhaltnis aus
Quermassenstromdichte zu Axialmassenstromdichte wird durch die die Mischung
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beschreibende Stanton-Zahl St;; beschrieben:

Sty p T = “i;’j, (4.22)

mit:
v v
% _ ( ax,0 —2|— a:c,c) ' (423)
Diese dimensionslose Kennzahl ldsst sich je nach Anwendungsgebiet auf verschie-
dene Weise definieren, wird aber in der Regel zur Charakterisierung oszillierender
Prozesse verwendet. Sie ldsst sich durch Umformen und Einsetzen mit den voran-

gegangenen Gleichungen ausdriicken als:

4 ’ AGZ‘,O . |:]_ — (MZG%C)]
Stlj = Aam,O ax,0 ' (424)
= ()
Unter der Annahme eines gleichméfigen Druckgradienten iiber den Biindelquer-

schnitt und eines Druckverlustkoeffizienten nach GI. (4.10) ergibt sich folgendes
Verhiltnis der Axialgeschwindigkeiten:

4\ G

Vaz,c h,c "

— = | —= . 4.25
Vaz,0 (dh,O) ( )
Die Stanton-Zahl St;; ist dann in nachfolgender Formulierung ausschlieflich von der
Geometrie abhingig:

A-m) (1—m)

4 ' Aam 0 Aagj c dh c (2+m) dh c 7%
Stij = SR e S ’ . 4.26
’ H-d |: Aa:):,O (dh,o):| |: * (dh,o):| ( )

Haufig wird auch eine sogenannte Effektivitit ¢ verwendet, um die von der Draht-
wendel verursachte Querstrémung zu ermitteln. Sie stellt eine Beziehung zwischen
dem sich einstellenden Strémungswinkel ¢ und dem Anstellwinkel © der Mittelachse
der Drahtwendel relativ zur Stabmittelachse her. Hoffmann und Baumgértner [66]
geben nachfolgende Formel zur Beschreibung der Stromung in den Randkanélen an:

Wy 5 m-D S
=90- - —. 4.27
Ma:): Aam H ( )
Diese lisst sich umformen zu:
Vquer m-D
—— =94 . 4.28
o 7 (4.28)
Mit den Definitionen des Strémungswinkels ¢:
tan ¢ = Uguer (4.29)

vam
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und des Anstellwinkels ©: D
’n’ .
t = — 4.
an © i (4.30)

folgt:
tanp = ¢§ - tan ©. (4.31)

Wei [152] benutzt bei der Darstellung des Quermassenstroms im FULMIX-Code:

Aza:c Ma:c
Myer =6-m-d-(D+d) - 7 A (4.32)
eine geringfiigig andere Definition des Anstellwinkels ©O:
-(D+d
tan © = % (4.33)

Die Repréisentation des Austauschmassenstroms im Programm COBRA IIIC [124]
ist auf die axiale Hohe eines Kontrollvolumens bezogen:

Mquer S Maa:
p— pr— . . D . .
AZys 0-m-(D+d) Nzgy Adg

Sie unterscheidet sich aber ansonsten nicht von den obigen Definitionen.

Heinecke [131] verwendet das Verhéltnis der von der Drahtwendel versperrten Quer-
schnittsfliche Ap,.n: in rot zu der cyanfarbenen, unversperrten Querschnittsfliche
eines Unterkanals ohne Draht geméfs Abb. 4.1 fiir seinen Ausdruck des Quermas-

senstroms:

A ra Ma:c
Mquer =0- Drait

(4.35)

Awe 0,25 -H'

Abbildung 4.1: Skizze zur Definition des Quermassenstroms nach Heinecke [131].

Magee [96] benutzt eine zu Gl. (4.35) im Aufbau analoge, jedoch leicht abweichende
Formulierung:

ADraht Az
Mayer = 0 - Moy - TR
I A, H

(4.36)
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Weiterhin kann der Quermassenstrom kontinuierlich und von der lokalen Winkel-
position des Drahtes abhéngig beschrieben werden. Graves und Catton [54] ge-
hen ebenfalls davon aus, dass die Drahtwendeln mit ihrer stromaufwérts gelegenen
Druckseite Fluid durch die iibrigen beiden Spalte in die benachbarten Unterkanile
verdréngen, wenn sie in einen Unterkanal eindringen. Im Gegensatz zu auf spezielle
axiale Positionen limitierten, lokalen Impulse wird mit der nachfolgenden Formel die
Quergeschwindigkeit Vgyer, zentrar ZWischen zwei Zentralkanilen kontinuierlich und in
ihrer Intensitdt von der Hohe abhéngig beschrieben:

2.
Vquer,Zentral = d - v - cos (Tﬂ 2 '7> (437)

mit der durch die Druckseite des Drahtes induzierten Quergeschwindigkeitskompo-

nente vg:
D+d

H
v ist ein fiir die drei Spalte jeweils verschiedener Phasenwinkel.

Vg =T Uz B- (4.38)

Wie bereits diskutiert, bildet sich stromaufwirts der Drahtwendel ein Gebiet er-
héhten Druckes aus und aufgrund des Druckverlusts, wenn die Strémung iiber den
Draht fliefst, stromabwiérts eine Region geringeren Druckes. Nach Hanson und To-
dreas [58] ist die Druckabsenkung ungefihr dreimal stérker als der Druckaufbau.
Chiu et al. [40] entwickelten deshalb ein Modell, welches die saugende Wirkung
des Nachlaufgebietes als mafgeblichen Effekt fiir die Querstrémung beriicksichtigt.
Mit der Annahme, dass der Formdruckverlust iiber die Drahtwendel dem latera-
len Druckgradienten zwischen zwei Unterkanélen entspricht, erhielten die Autoren
folgende Beziehung:

Wyj - H
Ma:c
n 4.39
Gl (A (E2DY P (P=D)i 439
lu Aa:):,O P Chiu (7'(' : P)2 + H? Aam,O '

Hierbei sind Ap,ant.cn. die projizierte, elliptische Querschnittsfliche des Drahtes und
Agz,o die axiale Querschnittsfliche des Unterkanals ohne Beriicksichtigung des Drah-
tes. In Tabelle 4.1 sind die jeweiligen Werte fiir die Konstanten Cgpi,, und nepgy,
fiir den Austausch zwischen zwei Zentralkanilen bzw. zwischen zwei Randkanéi-
len aufgelistet. Diese Konstanten haben Giiltigkeit fiir 1,06 < P/D < 1,31 und
4 < H/D < 52.

Zentral & Zentral Wand = Wand
Cchiu 0,562 10,5
NChiu -0,5 0,35

Tabelle 4.1: Experimentell bestimmte Konstanten fiir Gl. (4.39) nach [40].
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Graves und Catton [54] l6sen in ihrem Programm zur Unterkanalanalyse ausschliefs-
lich die nachfolgend aufgefiihrte Formulierung der Energiegleichung mit der Enthal-
pie als der zu erhaltenden Grofse:

V(p-U-h)=V-Ap-c,-en)VT + Q. (4.40)

Unter Vernachlissigung der Warmeleitung in axialer z-Richtung ldsst sich Gl. (4.40)
in differentieller Schreibweise ausdriicken als:

AP+ Vo -h) O or o or
A e T (A ce ) — + —(\ PSP Sl
82 ax( +p CP Gh) ax + ay( +p cp 6h) 8y (4 41)
0 0 ’
_%<p s Uquer,x * h) - a_y(P * Uquer,y * h) + Qv
mit dem Ausdruck fiir die kinematische Wirbelviskositit e,:
en = (By - Re®? 4+ Bs) - U - (P — D) (4.42)

Dabei sind By, B und Bs empirische Konstanten und 7, die mittlere Axialge-
schwindigkeit. Die Quergeschwindigkeiten fiir die Zentralkanéle vgyer zentrai berech-
nen sich nach Gl (4.37) und die Daten fiir die Randkanéle zu:

Uquer,Rand = Z By - Vquer,Zentral + Bs. (443)

Durch die Summation wird der Tatsache Rechnung getragen, dass in Abhéngigkeit
der Lage der jeweiligen Unterkanile entweder Fluid vom Zentrum in die Rand-
region geleitet wird oder umgekehrt. Von den beiden Konstanten justiert B, die
Quergeschwindigkeit und Bs sorgt dafiir, dass eine gewisse Mindestgeschwindigkeit
vorherrscht.

Nach Cheng und Todreas [35] besitzt die von ihnen verwendete, dimensionslose Wir-
belviskositit €* aus Gl. (4.57) die gleiche physikalische Bedeutung wie die Stanton-
Zahl nach Todreas und Turi [143]:
w ..
* =St = —2. 4.44
€ I - s ( )

Der héufig fiir die Beschreibung des ungerichteten Queraustauschs infolge Turbulenz
oder makroskopischer Pulsationen zwischen benachbarten Unterkanélen verwendete
Austauschkoeffizient (3,4 ldsst sich fiir die durch Drahtwendeln induzierten, alter-
nierenden Querstromungen ein analoger Koeffizient Bp,qn: iiber w;; oder St;; defi-
nieren als: W -

i _ Stw . 7

5D7’aht =7 (445)

5 (m; +my)-s 5 (mi +m;)

Dabei gilt Bprane = Sti; = Stj; fiir den Austausch zwischen 2 Zentralkanélen, da
hier m; = m; gilt. Jedoch ist Bpane # Sti; # St;; fiir den Austausch zwischen
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einem Zentral- und einem Randkanal, da dann m; # m; ist.

Auf Millhollen und Sutey [101] geht die einzige Korrelation fiir 5p,.qn¢ zuriick, welche
wihrend des Betriebs eines Reaktors, in diesem Fall dem EBR-II (Experimental
Breeder Reactor), ermittelt wurde:

d
Bpran = 0,0124 - = - Re™0! (4.46)
S

Rogers und Tarasuk [122] fithren nachfolgende Formel fiir die Stanton-Zahl ein:

Suj::(4-éft-§j> , (4.47)

mit dem axialen Druckverlustkoeffizienten f;, der Distanz zwischen den zwei Mit-
telpunkten benachbarter Unterkanéle y;; und einem lateralen Druckverlustkoeffizi-
enten (j,; gemafs:

K>
Gat = K71 - (%) : (4.48)

K; und K, sind von der Geometrie abhingige Konstanten. Suh und Todreas
[141] haben experimentell laterale Druckverluste fiir quadratische und hexagonale
Anordnungen bestimmt.

Besonders bei vorherrschender Mischkonvektion werden thermische Strahnen domi-
nant. Nishimura et al. [105] hatten folgende Wirbelviskositét €, fiir die Beriicksich-
tigung solcher Strdhnen angegeben:

€M = 6?\/[ *Vaz * NMat, (449)

mit der lateralen Mischungslénge 7;,; und der dimensionslosen Wirbelviskositét €},:

. 5\ 95 [ Grar
eM—Ql(B) (R%>. (4.50)

Dazu wurde die Reynolds-Zahl des gesamten Biindels Re;, verwendet und die Auf-
triebseffekte charakterisierende, dimensionslose Grashof-Zahl in der nachfolgenden
Schreibweise:

A L
gw”@f(%w-%g
T '
By ist in diesem Fall der thermische Ausdehnungskoeffizient des Fluids, g die Erdbe-
schleunigung und ATg|} der axiale Temperaturgradient iiber das gesamte Biindel.

GTAT == (451)
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4.2. MODELLIERUNG DES FLUIDRAUMS

4.2 Modellierung des Fluidraums

Drahtwendeln als Abstandshalterkonzept beeinflussen die Formgebung eines Brenn-
elements. So muss der Spalt zwischen einem Brennstab und einer Kastenwand die
gleichen Abmessungen haben wie der Spalt zwischen zwei benachbarten Stdben.
Eine Konsequenz davon ist, dass die durchstromte, axiale Querschnittsfliche in
den Randkanilen etwas grofser ist als notwendig. Demzufolge stellen sich in den
Randkandlen im Vergleich zu den Zentralkanilen geringere Axialdruckverluste
ein. Als Folge davon wird Fluid in die Randkanile gesaugt und erhoht damit
den Massenstrom in diesen Regionen. Diese Umverteilung der Stromung und die
zusitzlichen Warmeverluste durch die Brennelement- bzw. Moderatorkastenwénde
bewirken eine geringere Aufheizung des Kiihlmittels in den Randkanilen als in den
Zentralkanélen.

Um diesem Nachteil bei der Verwendung von Drahtwendeln im HPLWR-
Brennelement entgegenzuwirken, wird ein Design mit zu den Brennstdben hin
eingewOlbten Kastenwinden vorgeschlagen. Dieses inhdrente Problem ist bei qua-
dratischer Stabanordnung gravierender als bei der hexagonalen Variante, da hier die
Unterschiede in den Querschnittsflichen zwischen Rand- und Zentralkanilen grofer
sind als im letzteren Fall. Bereits in der Entwicklung von Briiterbrennelementen
wurden eingewdlbte Kastenwéinde untersucht, wie die Geometrien zeigen, welche
der Arbeit von Cevolani [30] zugrunde lagen. Bei der den numerischen Untersu-
chungen von Dearing et al. [46] mit zwei verschiedenen Unterkanalprogrammen in
einem mit Natrium gekiihlten Brennelement zugrundeliegenden Geometrie wurden
ebenfalls die Querschnittsflichen der Randkanile durch gezielte Einwdlbungen
angepasst. Yang et al. [156] konnte zeigen, dass sich eine gleichméfigere Kithlmit-
teltemperaturverteilung durch die Einfiihrung von zuséitzlichen Blockaden, welche
den durchstromten Querschnitt verringern, erwirken lasst.

In dieser Arbeit wird der hydraulische Durchmesser und damit einhergehend die
Querschnittsfliche der Randkanéle entsprechend modifiziert, um den sich dort ge-
méf der Druckverlustkorrelation von Rehme [116] einstellenden Druckverlust dem
der Zentralkanéle anzugleichen. Diese fiir hexagonale wie fiir quadratische Anord-
nungen gleichermafen giiltige, empirische Korrelation ist nachfolgend aufgefiihrt:

P l 2 Ube Stab& Draht
Aaz: ehme * 5 " 7 " Vaz 'Feme'y— 4.52
P JRen 2 d, Vaz,B Reh Use. 5 ( )
it 64 0,0816

fRehme - @ .}%’6/0’133 (453)

und J J
Re =t57- 2 — 55 2 Fronme. (4.54)
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4.2. MODELLIERUNG DES FLUIDRAUMS

Dabei beschreiben Ap,, den axialen Druckverlust, frenme einen Druckverlustkoeffi-
zienten, welcher iiber eine modifizierte Reynoldszahl Re’ definiert ist. Diese lésst sich
mit einer mittleren, effektiven Geschwindigkeit 7.5y, der Fluiddichte p, dem hydrau-
lischen Durchmesser d;, und der dynamischen Viskositét p des Fluids berechnen. Die
effektive Geschwindigkeit vc;; wird aus dem Produkt der mittleren Axialgeschwin-
digkeit im Biindel v,, g und der Wurzel eines Geometriefaktors Frenme gebildet. In

diesen Faktor:
P\%° P [/P\?
Feme: - 7,6— —
e =(5) + 10 7 (5)

gehen als charakteristische Grofen die Stabteilung, der Stabdurchmesser und die
Ganghohe der Drahtwendel ein. Die axiale Linge ist in diesem Fall gleich der
Ganghohe, Upe stapeeprant st der benetzte Umfang des Stabbiindels (Stdbe und
Drihte) und U, g der gesamte, benetzte Umfang des Brennelements einschlieflich
der Kastenwinde.

2,16

(4.55)

Abb. 4.2 links prisentiert das HPLWR-Brennelement mit geraden Seitenwénden
nach Hofmeister et al. [67] mit Drahtwendelabstandshaltern, Abb. 4.2 rechts die
Geometrie mit den vorgeschlagenen, eingewolbten Kastenwénden. Bei dem gewell-
ten Design sind die axialen Querschnittsflichen der Randkanile auf ca. 75% der
entsprechenden Querschnittsflichen aus Abb. 4.2 links reduziert und der sich in
Abb. 4.2 rechts einstellende, hydraulische Durchmesser ist somit ca. 27% geringer
als beim Referenzdesign mit geraden Winden.

i -
<o g 0»8 ‘“—‘T‘(Ja 2.5
38 ) PPN = 2
RS .4\ u.<¢ =\x"’“—.~"‘*;’_"}‘¢ .<¢ L\ a7.94
SOOI
g <m
L 56.64 ili ¢ B f ..;. g & ‘ﬁ'.‘%
67.52 = 5 r;‘

Abbildung 4.2: Links: Referenzdesign mit geraden Kastenwénden; Rechts: Vorgeschlagenes
Design mit gewellten Kastenwinden.
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P [mm] D [mm| H,e [mm] d[mm] P/D H,/D d/D
9,44 8 200 1,34 1,18 25 0,168 4,58

Tabelle 4.2: Geometrische Daten des HPLWR-Brennelements.

Tabelle 4.2 fasst die wichtigsten, geometrischen Daten und Verhéiltnisse des
HPLWR-Brennelements mit Drahtwendelabstandshaltern zusammen.

In den nachfolgenden Untersuchungen werden die jeweils markierten Ausschnitte der
beiden vorgeschlagenen Biindelgeometrien aus Abb. 4.2 links und Abb. 4.2 rechts
fiir das HPLWR-Brennelement verwendet.

4.3 Aufbau des CFD-Modells

Die im Folgenden modellierten Fluidraume bestehen aus jeweils einem zwischen zwei
Randkanilen eingebetteten Zentralkanal. Hierbei sind die Stdbe mit einem Durch-
messer von D = 8mm bei einer Stabteilung von P = 9,44mm quadratisch ange-
ordnet. Dies resultiert in einer Spaltweite von s = 1,44mm und P/D = 1,18. Da
es wihrend des Betriebes zu Warmedehnungen und strahlungsinduziertem Schwel-
len der Drahte und Hiillrohre kommt, wird der Drahtdurchmesser zu d = 1, 34mm
etwas kleiner als die Spaltweite gew#hlt, um ein Verklemmen zu vermeiden. Da
sich das Drahtdurchmesser-zu-Spaltweite-Verhiltnis mit d/s = 0,93 als kleiner eins
ergibt, ist es im Gegensatz zu den in Kapitel 3.2 beschriebenen Modellen nicht
notwendig, Kuppen an der Stelle aus dem Draht zu schneiden, an der ein Draht
einen Nachbarstab beriihren wiirde. Wiederum ist der Ubergang zwischen Draht-
und Staboberfliche vereinfacht wiedergegeben, um zu kleine Zellwinkel in diesen
Regionen zu vermeiden. Die axiale Linge erstreckt sich iiber eine axiale Ganghdhe
der Drahtwendeln, welche in Kapitel 4.4.3 variiert wird. Fiir die Referenzganghdhe
von H,.; = 200mm errechnet sich ein Verhéltnis von H,.;/D = 25. Wie schon im
Falle der Simulationen zur Verifikation der numerischen Methode wird grofer Wert
auf eine moglichst hohe Zelldichte in lateraler Richtung gelegt. Dies dient der genau-
en Reproduktion der Quergeschwindigkeitsprofile auf den Spaltquerschnittsflichen.
Mit ihrer Kenntnis lassen sich die Mischungsraten zwischen den untersuchten Un-
terkanilen quantifizieren. Dazu wird zunéchst analog zu Kapitel 3.2 die Geometrie
auf ein Fiinftel der axialen Referenzlinge komprimiert. Ein hybrides Volumennetz,
bestehend aus Tetraederzellen im Kern, umgeben von einer einzelnen Schicht Pris-
menzellen, wird anschliefsend automatisch erzeugt. Diese Netztopologie bietet im
Gegensatz zu "trimmed cells" Vorteile beim Strecken einer bereits vernetzten Geo-
metrie, wie es bei einer Variation der Ganghdhe erforderlich wird. Auf die Ein- und
Auslassflichen sowie hier auch auf die seitlichen Schnittflichen in den Spaltregionen

80



4.3. AUFBAU DES CFD-MODELLS

wird zusétzlich jeweils eine blockstrukturierte Hexaederschicht gekoppelt. Die Netz-
topologie sowie die aufgeprigten Randbedingungen sind identisch fiir das Design
mit geraden Seiten wie fiir die gewellte Variante. Tabelle 4.3 fasst den Aufbau der
beiden beschriebenen Fluiddoméanen zusammen:

Fluidzellen Tetraeder Prismen Hexaeder

gerade Wiande 948.311 839.853 89.178 19.280
gewellte Winde 794.198 686.074 88.496 19.628

Tabelle 4.3: Aufbau der untersuchten numerischen Modelle.

Die Prismenschicht ist notwendig, um die y*-Werte im Hinblick auf die Verwendung
des kubisch-nichtlinearen high-Reynolds Turbulenzmodells nach Baglietto et al. [14]
in Verbindung mit der Standard-Wandfunktion entsprechend einzustellen. Dieses
Schlieffungsmodell hat sich in Kapitel 3.4.2 als am geeignetsten herausgestellt, die
Stromungstruktur und insbesondere den Axialdruckverlust akkurat wiederzugeben.

Abbildung 4.3: Zelltypen des numerischen Rechengitters am Beispiel des Modells mit ge-
raden Kastenwinden.

In Abb. 4.3 sind die verschiedenen Zelltypen entsprechend eingefiarbt. Rot wiederge-
geben sind die Prismenzellen um den Tetraederkern, blau die Hexaederzellen. Griin
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dargestellt sind die seitlich angeordneten blockstrukturierten Hexaederzellen, welche
die Implementierung von partialzyklischen Randbedingungen ermoglichen.

Y

A

Abbildung 4.4: Implementierte Randbedingungen am Beispiel des Modells mit gewellten
Kastenwénden.

Die farblich gekennzeichneten Randbedingungen sind Abb. 4.4 zu entnehmen. Rot
sind die Stab- und Drahtoberflichen sowie die Kastenwinde zu erkennen, auf denen
die Haftbedingung gilt. Die Ein- und Auslassflichen mit ihren partialzyklischen
Randbedingungen sind blau hinterlegt. Fiir sie wird in Analogie zu Kapitel 3.2 der
eintretende bzw. der austretende Massenstrom vorgegeben und damit stellt sich der
Axialdruckverlust im Fluidraum entsprechend ein. Um den Einfluss lateraler Druck-
gradienten auf die vorherrschenden Strémungsverhiltnisse untersuchen zu kénnen,
sind die griin hervorgehobenen Schnittflichen in den seitlichen Spaltregionen eben-
falls mit partialzyklischen Randbedingungen beaufschlagt. Uber sie lisst sich damit
eine beliebige Druckdifferenz, analog zu dem vorgegebenen Massenstrom in axialer
Richtung, anlegen. Somit besitzen die gegeniiberliegenden Seitenflichen identische
skalare Grofsen wie Geschwindigkeitskomponenten und turbulente Gréfen sowie
gleiche, sich lediglich um die angelegte Druckdifferenz unterscheidende Druckprofile.

Fiir diese stationidren Berechnungen wird wie schon in Kapitel 3.2 der "SIMPLE"-
Algorithmus zur zeitlichen Diskretisierung verwendet. Zur rdumlichen Diskreti-

82



4.4. FLUIDAUSTAUSCH ZWISCHEN BENACHBARTEN UNTERKANALTYPEN

sierung findet das MARS-Verfahren Anwendung, wie vom Benutzerhandbuch der
Software STAR-CD© empfohlen [29].

Als Kriterium, bei dem von einer konvergierten Losung ausgegangen werden kann,
wird eine Anderung der Residuen der berechneten Strémungsgrofen zwischen
zwei Iterationen von Res = 107% festgesetzt. Eine deutliche Herabsetzung dieses
Kriteriums um zwei Grofsenordnungen fiihrt zu einem schwingenden Verhalten der
Residuen im Bereich der GroRenordnung Res = 1075, Dieses Verhalten ist auf
die Verwendung der grofen Anzahl an Tetraederzellen zuriickzufithren und es ist
zu erwarten, dass das Konvergenzkriterium bei ausschlieflicher Verwendung von
Hexaederzellen weiter gedriickt wird. Die jeweils erzielten Ergebnisse unterscheiden
sich jedoch nur marginal und demzufolge wird fiir die nachfolgenden Sensitivitats-
studien eine Anderung der Residuen von Res = 10~* als ausreichend erachtet.

Die Stoffeigenschaften sind als konstant angenommen, was insbesondere fiir die
Uberhitzerregionen eine akzeptable Vereinfachung darstellt. In Verdampferbrenn-
elementen ist es nahe dem pseudo-kritischen Punkt eine eher grobe Abschétzung.
In allen nachfolgenden Simulationen wird die modellierte Geometrie aus einem Zen-
tralkanal mit zwei benachbarten Randkanélen von einem konstanten Massenstrom
von M, = 0,124kg/s durchstromt. Etwaige Modifikationen in der Massenstrom-
verteilung, hervorgerufen durch die Einfiihrung von Blenden an den Brennelement-
einlissen, werden in der vorliegenden Arbeit nicht beriicksichtigt.

4.4 Fluidaustausch zwischen benachbarten Unter-
kanaltypen

4.4.1 Mathematische Beschreibung der Quervermischung

Die in diesem Kapitel vorgestellten Modelle zur Evaluation der Kiihlmittelver-
mischung zwischen aneinandergrenzenden Unterkandlen bendtigen detaillierte
Quergeschwindigkeitsverldufe {iber den Spaltflichen. Da wie schon zur Verifikation
der numerischen Methode unstrukturierte, numerische Rechengitter Anwendung
finden, wird die in Kapitel 3.3 beschriebene Methode der Volumenmittelung zur
Datenextraktion benutzt.

Nach Cheng und Todreas [35] kann der Warmetransport zwischen zwei Unterkanélen
durch die nachfolgende Gleichung approximiert werden:

e .S-€- h,—h
qij + S = Mquer . (hl — hj) = p ;) ]>. (456)
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—

Dabei ist ¢;; die Wéarmestromdichte durch die Spaltquerschnittsfliche, Mg, ein
Quermassenstrom pro axialer Lénge, welcher aus den Mittelwerten der Quermas-
senstrome M., aus Gl (3.36) gebildet wird, und h die Enthalpie des Fluids. Die
durch die Drahtwendel verbesserte Durchmischung der Strémung wird durch eine
erhohte Wirbelviskositit € modelliert. Diese lédsst sich als €* dimensionslos schreiben
AVK

— +

c Mauer > 0fiir : Myyer
€ = = —= — - (4.57)
<Ua:c> - P P <Uaac> < Ofiir : Mquer

- Mquer - ﬁ : (Z max (07 U/n;) : Azaz)
= F (4.58)

Mquer ) - k—.p.S : (; max (07 _@> : AZaac) .

Zax

Der Tatsache, dass die Stromungsrichtung durch die Spaltquerschnitte iiber der
Hohe alterniert, wird durch positive und negative Werte fiir ¢€* Rechnung getra-
gen. Das Vorzeichen von €* ist abhingig vom Vorzeichen der Quermassenstréme

——

Mgyer  und ]\Zq:er in den lokalen Koordinatensystemen der modellierten Geo-
metrien aus Kapitel 4.3. Diese Massenstrome lassen sich bestimmen, indem man
zundchst den Fluidraum in axialer Richtung in dquidistante Kontrollvolumen der
Anzahl k unterteilt. Die nachfolgend definierten Variablen £T und &k~ bestimmen
dabei die Kontrollvolumen der jeweilig vorherrschenden Stromungsrichtung:

kt = Z max (0, sgn(vnx)) (4.59)
k
bzw.
k™ = Zmam((), sgn(—vnr))- (4.60)

(V4z) ist die iiber die gesamte Anzahl der Kontrollvolumen gemittelte Axialgeschwin-
digkeit:

<Uaac> - E : Z((Ua:c>k)7 (461)

gebildet aus den volumengemittelten Werten (v,,) fiir die jeweiligen Kontrollvolu-
men k, ermittelt geméfs:
Z(vaaz,i : V;)

SV,

aus den individuellen Werten der Axialgeschwindigkeiten v,, in den Zellvolumen.

<Ua:c> - (462)

84



4.4. FLUIDAUSTAUSCH ZWISCHEN BENACHBARTEN UNTERKANALTYPEN

In den Randkanilen erzeugen die Drahtwendeln eine iibergeordnete, helixférmige
Stromung. Da sich hier keine alternierenden Stromungen einstellen, ist die Transfer-
rate C' ein Mafs fiir den innerhalb einer Ganghohe transferierten Netto-Massenstrom
iiber die entsprechenden Spalte zwischen zwei Randkanélen:

@>|

C == 4.63
<Uam> ( )

mit den analog zu Gl (4.61) gemittelten Werten fiir die volumengemittelten
Quergeschwindigkeiten 0, fiir die Kontrollvolumen.

In langsdurchstromten Stabbiindeln ohne Abstandshalter induzieren die aufgrund
von Reibung hervorgerufenen Wandschubspannungen Sekundérstrémungen. Renk-
sizbulut und Haller [118] hatten dieses Phénomen fiir eine der hier verwendeten
Geometrie sehr dhnlichen Konfiguration aus Rand- und Zentralkanilen experimen-
tell untersucht. Dass solche Stromungsstrukturen auch im HPLWR-Brennelement
ohne Abstandshalter zu erwarten sind, konnten Laurien und Wintterle [89] nume-
risch nachweisen.

Rogers und Tahir [121] hatten den Zusammenhang zwischen Sekundérstromungen
innerhalb von Unterkandlen und Stromungspulsationen iiber Spaltquerschnitte
studiert. Die als Sekundéarstromungen bezeichneten Stromungszirkulationen begiin-
stigen die Fluidvermischung innerhalb eines Unterkanals, indem sie Turbulenz vom
Inneren des Unterkanalquerschnitts zur Spaltregion transportieren und auf dem
Riickweg den Wiarmeiibergang von dem Hiillrohr an das Kiihlmedium verbessern.
Dabei wird jedoch der engste Spaltquerschnitt nicht iiberquert. Vonka [148| hatte
diese Sekundarwirbel in einem hexagonalen Stabbiindel mit LDA experimentell
nachweisen konnen. Mafgeblich zum Queraustausch zwischen benachbarten Un-
terkandlen tragen periodische Pulsationsstromungen bei, wie Rowe et al. [125]
nachweisen konnten. Diese Querstromungen werden durch grofskalige Wirbelballen
hervorgerufen, die sich an einer Grenzfliche, hier dem engsten Spaltquerschnitt
zwischen zwei Stdben bzw. einem Stab und einer Wand, abschilen und somit einen
Fluidaustausch zur Folge haben. Diese Grenzflichen trennen Gebiete verschiedener
Relativgeschwindigkeit, basierend auf unterschiedlicher Reibung oder durch unglei-
che Wiarmezufuhr entstehende Dichteunterschiede in benachbarten Unterkanélen.
Beide dieser fiir Stabbiindel typischen Phdnomene treten verstirkt bei kleinen
Spaltweite-zu-Stabdurchmesser-Verhéltnissen auf und reduzieren nach Rogers und
Tahir [121] die Lénge des axialen Mischungswegs. In den Experimenten von Meyer
[100] gelang es, diese Wirbelstrafen visuell aufzulosen. Baglietto [8] sowie Vogt
et al. [147] hatten dieses Stromungsverhalten mit Hilfe von URANS-Simulationen
(Unsteady Reynolds Averaged Navier Stokes) analysiert.

In der vorliegenden Arbeit soll der Einfluss dieser turbulenten Fluktuationen durch
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die Verwendung einer Pécletzahl Pe bewertet werden. Diese dimensionslose Kenn-
zahl beschreibt das Verhéltnis aus konvektiv transportierter Warme Qpon, zum
durch turbulente Wérmeleitung induzierten, diffusiven Warmetransport Qg;s¢:

Pe — Qkonv
Quaify
P (k%r > max(0, @)) + Agpait - ¢p - AT
k

)\Tt . (AS]galt) . AT

p- (k% -y mazx(0, —@)) - Aspait - ¢p - AT
- S
)/\\t . (ASpalt) . AT

P
P (1 — 1 T
k k

Die Variable Agpq; ist dabei die engste Spaltquerschnittsfliche, ¢, die spezifische
Wirmekapazitit des Fluids, AT eine Temperaturdifferenz und a; die iiber den Fluid-
raum gemittelte, turbulente, thermische Diffusivitét. Sie ldsst sich gemék nachfol-

(4.64)

gender Gleichung als Funktion der turbulenten Wirmeleitfahigkeit )Tt ausdriicken:

5\\ -
S (4.65)
p-cp p-Pr

)

Mit der als konstant angenommenen, turbulenten Prandtlzahl Pr, = 0,9 lédsst sich

)Tt aus der turbulenten dynamischen Viskositit f; bestimmen:

% Mt - Cp

A = .
¢ PTt

(4.66)

[, stellt den Mittelwert aus den volumengemittelten Werten [, fiir die einzelnen
Kontrollvolumen dar und wird geméf Gl. (4.61) ermittelt. Die fiir die Berechnung
von ji; notwendigen Daten der lokalen, turbulenten Viskositdten p; sind analog
der Methode der Volumenmittelung Gl. (3.35) extrahiert worden. Die Werte dieser
Stromungsgrofen sind direkt vom verwendeten Turbulenzmodell abhingig, da bei
der Turbulenzmodellierung gerade die turbulente Viskositéat explizit modelliert wird.

4.4.2 Visualisierung der Stromungsverhéltnisse
Aufgrund des unterschiedlichen Effektes der Drahtwendeln auf die Strémung in

den beiden Unterkanaltypen stellen sich demzufolge verschiedene Quergeschwindig-
keitsprofile iiber die Spalte ein. Der Graph mit den schwarzen Quadraten in Abb.

86



4.4. FLUIDAUSTAUSCH ZWISCHEN BENACHBARTEN UNTERKANALTYPEN

4.5 zeigt das normierte Quergeschwindigkeitsprofil zwischen zwei Zentralkanélen fiir
die Geometrie mit geraden Seitenwénden und einer Ganghdéhe von H,.; = 200mm
bei einer Temperatur von 7' = 390°C". Fiir diese und alle weiteren Stromungsgro-
fen in diesem Kapitel wurde bei der Datenextraktion ein Wert von Y;,; = 3 fiir
GL. (3.31) verwendet. Die Stromung ist alternierend und &ndert ihre Richtung bei
z/H = 0,25 sowie z/H = 0,75, wenn sich ein Draht gerade im Spalt befindet und
diesen nahezu versperrt.

‘ H=200mm [gerade Kastenwéinde]‘

1,00 1\.
]
]
u
]
L]
0,75 E.
]
s
"a_ §
L —l— ZentralZentral
— o —m— Zentral&>Rand [oben]
- 0,50 .I—= —ml— Zentral<>Rand [unten]
% .l- - —m— Rand<>Rand [oben]
i - l. —ml— Rand<Rand [unten]
L1
0,25 —
o
[ ]
0,00 T T
-0,2 0,1 0,2

Abbildung 4.5: Normierte Quergeschwindigkeitsprofile iiber Spalte.

Die beiden Graphen mit den roten und griinen Quadraten représentieren den Mas-
senaustausch zwischen dem Zentralkanal mit seinem entsprechend angrenzenden
Randkanal. Wie erwartet, sind die Verldufe identisch und haben ihrerseits ihre
Nulldurchgénge bei z/H = 0 bzw. 1 und z/H = 0,5. An diesen Stellen blockiert
ein Draht die jeweiligen Austauschflichen fast komplett. Die Querstrémung durch
diese Spalte ist stark abhéngig von der Drahtposition in den anderen Unterkanélen.

Der Graph mit den blauen Quadraten in Abb. 4.5 gibt die Querstréomung fiir den
oberen Randkanal und der Verlauf mit den magentafarbenen Quadraten die des
unteren Randkanals wieder. In beiden Féllen ist die Stromung unidirektional und
folgt der entsprechenden Richtung der Wicklung des Drahtes in den Unterkanélen.
Auch hier haben die Quergeschwindigkeiten ihr Minimum, wenn sich ein Draht im
engsten Spaltquerschnitt zwischen Stab und Wand befindet. Die markanten Merk-
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male der Stromung in der modellierten Geometrie, wie sie in Abb. 4.5 durch die
Verlaufe der Quergeschwindigkeiten entlang der Hohe wiedergegeben sind, bleiben
bei den nachfolgenden Sensitivitdtsstudien erhalten. Sie variieren lediglich in der
jeweiligen Auspriagung. Desweiteren wird die hier eingefiihrte Farbkodierung in den
nachfolgenden Sensitivitdtsstudien beibehalten, um die Zuordnung der jeweiligen
Graphen zu den entsprechenden Spalten zu erleichtern. Die Kreissymbole reprisen-
tieren die Werte fiir die Geometrie mit gewellten Kastenwédnden und die Quadrate
die des Modells mit geraden Seitenwinden.

Abbildung 4.6: Notation der Spaltquerschnitte.

Zur Orientierung bei den nachfolgenden Sensitivititsstudien ist in Abb. 4.6 die No-
tation der Spaltquerschnitte zusammen mit den aus Abb. 4.5 entnommenen Stro-
mungsrichtungen des Queraustausches gezeigt.

z/H=0&1 z/H=0,25 z/H=0,5 z/H=0,75
uv [m/s]

3.00
275
2.50
225
2.00
1.75
1.50
1.25
1.00
0.75
0.50
0.25
0.00

Abbildung 4.7: Sekundérstromungen fiir gerade Kastenwénde bei 7" = 390°C.
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Zum besseren Verstindnis der Stromungsverhéltnisse fiir verschiedene, axiale Ho-
hen sind in Abb. 4.7 die ebenen Stromungsverhiltnisse als Vektoren der lateralen
Geschwindigkeitskomponenten visualisiert. Bei den vier gewéhlten Schnittebenen
befinden sich die Drahtquerschnitte immer in den der Lage entsprechenden Spalten
und blockieren diese. Diese Hohen haben sich in Abb. 4.5 als markant beziiglich
des Queraustausches erwiesen. Die lila eingefdrbten Pfeile zeigen auf Stellen mit
stagnierender Querstromung. Sie befinden sich auf den axialen Hohen z/H = 0,25
und z/H = 0,75, bei denen, wie schon in Abb. 4.5 gezeigt, der Austausch zwischen
Randkanélen und Zentralkanal zum Erliegen kommt. An diesen Stellen reicht die
verdridngende bzw. saugende Wirkung der Drahtwendeln nicht mehr aus, um wei-
terhin Fluid durch diese Spalte zu fordern. Bei den Positionen z/H = 0 bzw. 1
und z/H = 0,5 bilden sich in Kastennéhe ebenfalls Gebiete geringer Querstromung
aus. Im Falle der gewellten Kastenausfiihrung sind dies die Stellen der Einw6lbung.
Das Fluid kann somit nicht auf direktem Wege zum Nachbarkanal stromen. Interes-
santerweise stellen sich bei den geraden Kastenwénden die gleichen Strémungswege
wie bei den gewellten Winden ein. Ferner fallen die mit roten Pfeilen markierten
Wirbel bei den Héhen z/H = 0 bzw. 1 und z/H = 0,5 auf. Dringt der sich entge-
gen des Uhrzeigersinns windende Draht in die Spaltregion ein, férdert er mit seiner
Druckseite Fluid durch den Spalt und erhéht dadurch den Druck im Akzeptorka-
nal. Gleichzeitig entsteht auf der Saugseite ein Gebiet niedrigeren Drucks, welches
zusitzlich Fluid nach sich zieht, worauf durch die griinen Pfeile hingewiesen wird.
Gemiéf Hanson und Todreas [58] ist die Druckabsenkung im Nachlauf der Saugseite
der Drahtwendel etwa dreimal so stark wie die Druckerh6hung auf der Druckseite.
Chiu et al. [40] nahmen deshalb an, dass die Saugwirkung die treibende Kraft fiir den
Queraustausch darstellt. Abb. 4.7 unterstreicht diese Hypothese, da lediglich eine
Auswirkung auf die Stromung im Nachlauf hinter dem Drahtwendelquerschnitt zu
erkennen ist und nicht davor. Die besagten Wirbel entstehen, indem vom Nachbar-
kanal Fluid, welches dabei durch den minimierten Stromungsquerschnitt im Spalt
beschleunigt wird, als Druckausgleichsstromung in den Donorkanal zuriickstrémt.
Aus dem gleichen Grund bilden sich in geringerer Intensitdt an den indizierten
Stellen bei z/H = 0,25 und z/H = 0,75 Wirbel derselben Natur aus. Diese Wir-
bel wandern im Zentralkanal analog zur Windungsrichtung der Drahtwendeln und
konnten Einfluss auf den lokalen Wéarmeiibergang der Hiillrohre auf das Kiithlmittel
haben. In Experimenten wurden diese Wirbel stromabwérts der Drahtwendel von
Ohtake et al. [108] gesichtet. In Raza und Kim [114] wurde festgestellt, dass an
den Wiederanlegestellen solcher Wirbel der Warmeiibergang maximal war. Wirbel
dieser Art sorgten nach Arwikar und Fenech [4] fiir eine gute Durchmischung des
Fluids innerhalb der Unterkanéle.
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z/H=0&1 z/H=0,25 z/H=0,5 z/H=0,75
w [m/s]

E 9.00
7.50

w 6.75

6.00

5.25

‘ 4.50

3.75

3.00
225
150
0.75
w 0.00

Y

Abbildung 4.8: Axialgeschwindigkeiten fiir gerade Kastenwéinde bei T' = 390°C.

In Abb. 4.8 sind die zu Abb. 4.7 gehérenden Axialgeschwindigkeitsverteilungen ab-
gebildet. Bei der Betrachtung von Abb. 4.8 fillt auf, dass die Schnitte fiir z/H =0
bzw. 1 und z/H = 0,5 eine nahezu identische Stromungsstruktur aufweisen, ledig-
lich um einen Winkel von 180° gedreht. Gleiches gilt fiir die Schnitte bei z/H = 0,25
und z/H = 0,75. Dies legt den Schluss nahe, dass sich alle halbe Ganghohe diesel-
be Stromungsstruktur, um 180° versetzt, einstellt. Diese Schlussfolgerungen werden
durch Abb. 4.5 sowie Abb. 4.7 untermauert, bei denen sich nach einem axialen
Versatz und einer gleichzeitigen Drehung um 180° ebenfalls Ubereinstimmung der
Profile bzw. Strukturen erzielen lisst. Dieses Phénomen darf als von den verwende-
ten Randbedingungen in axialer Richtung unabhéingig angesehen werden, da diese
Beobachtungen auch weit entfernt von den Randbedingungen innerhalb des Fluid-
raums zutreffen. Ob die Modellierung einer halben Ganghdhe ausreicht, um die Stro-
mungsverhéltnisse hinreichend genau wiedergeben zu konnen, gilt es jedoch noch zu
iiberpriifen und ist nicht Gegenstand dieser Arbeit.

4.4.3 Variation der Ganghohe

Es ist zu erwarten, dass eine Variation der Drahtwendelganghohe die Querstro-
mungen durch die Spalte beeinflusst. Um die Sensitivitdt des Mischungsverhaltens
beziiglich verschiedener Anstellwinkel © festzustellen, werden fiinf Geometrien
untersucht, bei denen die Ganghohe zwischen H = 100mm und H = 300mm
in Schritten von 50mm variiert wird. Die dazugehorenden Ganghhen-zu-
Stabdurchmesser-Verhéltnisse betragen dabei H/D = 12,5, H/D = 18,75,
H/D = 25, H/D = 31,25 und H/D = 37,5. Die Stoffwerte werden bei dieser
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Studie konstant gehalten und entsprechen einer Fluidtemperatur von 7, = 390°C'.

Die sich fiir die untersuchten Spalte nach den Gleichungen 4.57 und 4.63 ergebenden

Mischungsparameter € und C sind in Abb. 4.9 fiir die betrachteten Ganghhen
aufgetragen.

0,6 0,6
o 3
I —e— Zentral(i) = Zentral(j) [gewellt]
03 I\ 0.3 —O— Zentral(j) = Zentral(i) [gewellt]
—m— Zentral(i) = Zentral(j) [gerade]
_ | —0O— Zentral(j) = Zentral(i) [gerade]
—_— —e— Zentral = Rand unten [gewellt]
— 00 g\ m— S — oo —0—Rand unten = Zentral [gewellt]
= S o U J— o —m— Zentral = Rand unten [gerade]
@ —— ,,—/-—- = —0O— Rand unten = Zentral [gerade]
—e— Rand(i) = Rand(j) oben [gewellt]
03 03 —e— Rand(i) = Rand(j) unten [gewellt]
’ |/ ’ —a— Rand(i) ® Rand(j) oben [gerade]
./ I —m— Rand(i) = Rand(j) unten [gerade]
-0,6 r r r r r r -0,6
50 100 150 200 250 300 350

H [mm]

Abbildung 4.9: Mischungsraten zwischen den Unterkanélen fiir verschiedene Ganghohen.

Generell lésst sich feststellen, dass mit zunehmender Ganghohe die Mischungsraten
iiber alle betrachteten Spalte stark abnehmen. Vergleicht man die Graphen fiir den
Austausch zwischen zwei Zentralkanélen (schwarz) mit denen fiir den Austausch
zwischen Zentralkanal und unterem Randkanal (rot), so erkennt man, dass die
Mischungsraten im ersten Fall héher sind als im zweiten. Diese Tatsache ldsst sich
mit den unilateralen Stromungsbedingungen in den beiden Randkanélen erkléren,
wie sie Abb. 4.5 zu entnehmen sind. Die alternierenden Querstromungen zwischen
zwei Zentralkandlen und zwischen Zentral- und Randkanilen resultieren in einem
vernachlissigbar kleinen Netto-Quermassenstrom. Im Gegensatz dazu induzieren
die Drahtwendeln in den Randkanélen gemé&f den in blau und magenta aufgetra-
genen Graphen fiir die Transferrate C' in Abb. 4.9 einen Netto-Massentransfer zu
den angrenzenden Unterkanilen. Dies hat die Ausbildung einer iibergeordneten,
helixférmigen Stromungsstruktur entlang der Kastenwénde zur Folge. Eine so
ausgepragte, gerichtete Stromung unterdriickt somit den Queraustausch mit dem
Zentralkanal. Im Falle der speziellen Geometrie des HPLWR-Brennelements stellen
sich diese Stromungen um den Brennelementkasten und um den Moderatorkasten
gegenliufig rotierend ein. Weiterhin hat die Form der Kastenwinde nahezu keinen
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Einfluss auf den alternierenden Queraustausch. Im Gegensatz dazu wird der
Fluidtransfer zwischen Randkanilen fiir kleinere Ganghdhen durch die gewellten
Seitenwande etwas begiinstigt. Dies wird der erhhten Massenstromdichte aufgrund
des kleineren Stromungsquerschnitts zugesprochen.

Die beiden schwarzen Graphen in Abb. 4.10 geben den Axialdruckverlust fiir die
fiinf verschiedenen Ganghthen wieder. Dabei gehoren die Werte der schwarzen Krei-
se zu der Geometrie mit den gewellt ausgefiihrten Kastenwénden und die schwarzen
Quadrate zu den geraden Wianden. Wie zu erwarten war, steigt der jeweilige Druck-
verlust mit zunehmender Ganghohe. Dieser Effekt kann der zunehmenden Lénge der
Geometrie und der damit einhergehenden, erhdhten Reibung zugeschrieben werden.
Generell fillt der Reibungsdruckverlust in der Geometrie mit gewellten Seitenwin-
den deutlich hoher aus als in der Ausfilhrung mit geraden Kastenwinden, da im
ersten Fall die verringerte Querschnittsfliche zu hoheren Massenstromdichten und
somit zu groferen Stromungsgeschwindigkeiten fiihrt.
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Abbildung 4.10: Axialdruckverlust fiir verschiedene Ganghdhen.

Um den Einfluss des Anstellwinkels © auf die Stromung ndher untersuchen zu kon-

nen, werden die Druckverluste der fiinf axialen Léngen mit der Referenzganghdhe

H,c; = 200mm normiert:

H,. 200mm
Hf = Apcwe/H : T

Diese gemif obiger Gleichung bestimmten Daten sind in Abb. 4.10 rot dargestellt.

In beiden Fillen sinkt der normierte Druckverlust mit zunehmender Ganghdhe und

Apax/Href = Apacp/H : (467)
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nahert sich asymptotisch einem spezifischen Wert an. Aus dieser Studie resultiert,
dass mit zunehmender Umlenkung auch die effektiven Stréomungsgeschwindigkeiten
ansteigen und zu groferem Axialdruckverlust fiihren.

4.4.4 Unterschiedliche Stoffwerte

Die Massenstrome durch die verschiedenen Unterkanidle eines Brennelements
konnen sich mitunter stark unterscheiden. Die Ursache hierfiir liegt in der Ab-
hingigkeit der Stoffeigenschaften von der Kiihlmitteltemperatur begriindet. Eine
ungleichméfige Warmezufuhr pro Unterkanal innerhalb eines Brennelements lésst
auch die Fluidtemperaturen verschieden stark iiber der Hoéhe ansteigen. Fiir
diese unterschiedliche Aufheizung des Kiihlmediums ist eine inhomogene Wiarme-
freisetzung durch die in den Brennstiben stattfindenden Kernspaltungsprozesse
verantwortlich, welche sowohl in axialer als auch in lateraler Richtung innerhalb
eines gesamten Kerns variiert. In dem von Schulenberg et al. [132]| vorgeschlagenen
Konzept zur Stromungsfithrung durch den Kern des HPLWR wird ein identisches
Brennelementdesign fiir alle drei Regionen und somit deren Temperaturniveaus
verwendet. Zusitzlich sind die Stoffeigenschaften des Kiihlmediums iiberkritisches
Wasser stark nichtlinear von der Temperatur abhidngig. Aus diesen genannten
Griinden wird stellvertretend fiir reprisentative Positionen im Kern der Einfluss von
vier Kiihlmitteltemperaturen mit den dazugehorenden Stoffeigenschaften auf die
Stromungsstruktur untersucht. Um die Sensitivitat des kombinierten Einflusses von
Stoffwerten und den davon beeinflussten Strémungsgeschwindigkeiten beziiglich der
Mischungsraten durch eine einzige Kennzahl zu erfassen, werden die den Tempera-
turniveaus entsprechenden Reynoldszahlen ausgewertet. Dazu werden, anstatt bei
konstanten Stoffwerten den Massenstrom zu variieren, die Kiihlmitteltemperaturen
mit den entsprechenden Stoffeigenschaften verdndert. Die Untersuchungen werden
fiir die Referenzganghéhe von H,.y = 200mm durchgefiihrt. Die Temperaturniveaus
befinden sich am Eintritt in den Verdampfer mit 77 = 280°C', am Eintritt in die
erste Uberhitzerstufe mit 7, = 390°C, am Eintritt in den zweiten Uberhitzer mit
Ty = 430°C und beim Ausgang aus den zweiten Uberhitzerbrennelementen mit
T, = 500°C'. Da bei den beiden in dieser Arbeit untersuchten Kastenwandgeometri-
en die axialen Querschnittsflichen der Randkanéle verschieden sind, ergeben sich
trotz konstant gehaltenem Gesamtmassenstrom M, = 0,124kg/s pro Fluidraum
unterschiedliche Reynoldszahlen. Dabei gilt es anzumerken, dass die Reynolds-
zahlen aufgrund der stark nichtlinearen Anderungen der Stoffeigenschaften von
iiberkritischem Wasser in der Temperaturfolge 77 — Ty — T, — T3 ansteigen.
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Abbildung 4.11: Mischungsparameter in Abhéngigkeit verschiedener Reynoldszahlen.

In Abb. 4.11 sind die bekannten Mischungskenngrofen als Funktion der Reynolds-
zahlen aufgetragen. Fiir die wiederum in schwarz gehaltenen Daten der Zentralkané-
le lassen sich die Reynoldszahlen analog nachfolgender Beziehung ermitteln:

P <Ua$>Zentral : dh,ZentTal
1

ReZentral@Zentral -

(4.68)

Die Reynoldszahlen fiir den rot dargestellten Austausch zwischen einem Zentralka-
nal und einem angrenzenden Randkanal berechnen sich gemaf:

ReZentral(:)Rand - P <vam>Zentr‘al®Rand . dh’ZﬂLtral@Rand (469)
M
mit:
(vaz) + (Vaz)
<vam>Zentral<:>Rand = = Zentralz - fand (470)
und:

(Aaa:,Zentral + Aam,Rand)
(Ube,Zentr‘al + Ube,Rand)

Blau bzw. magenta sind die Transferraten C' fiir die beiden Randkanéle wiederge-
geben. Deren entsprechende Reynoldszahlen lassen sich ausdriicken durch:

dh,Zentral(:)Rand =4 (471)

P <U‘1$>Rand ' dh,Rand
)

(4.72)

ReRand@Rand -
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Wie zu erwarten, sind auch hier die Mischungsraten zwischen zwei aneinander-
grenzenden Zentralkanédlen merklich hoher als zwischen einem Zentralkanal und
seinem benachbarten Randkanal. Der Austausch iiber letztere Spaltquerschnitte ist
im betrachteten Temperaturbereich nahezu unabhingig von den Stoffeigenschaften
und somit auch von der Reynoldszahl. Ferner hat die Form der Seitenwinde
ebenfalls keinen Einfluss. Bei den Spalten zwischen Zentralkanilen erhcht sich
die Quervermischung etwas mit steigender Reynoldszahl. Eine gerade Ausfiihrung
der Kastenwinde wirkt sich hier als vorteilhaft aus. Bei den Randkanélen ist der
Einfluss der Wandform entgegensetzt. Dort wird beim gewellten Design mehr Fluid
transferiert als beim geraden. Erneut steigt die die Mischung charakterisierende
Kennzahl leicht mit grofer werdender Reynoldszahl an. Es ldsst sich abschliefsend
feststellen, dass die Fluidvermischung mit steigender Reynoldszahl nur schwach
linear anwéchst. Lorenz und Ginsberg [95] fanden heraus, dass die Reynoldszahl
nur einen sehr geringen Einfluss auf die Quergeschwindigkeit in den Randkanilen
hatte.

Fiir die Quantifizierung des Druckverlusts wird die gesamte Geometrie zur Berech-
nung der Reynoldszahl einbezogen:

Mtot/Aaa:,tot) : dh,tot -4 Mtot

(
Reyor = .
o 1% Ube,tot T

(4.73)

Der sich einstellende Axialdruckverlust verdndert sich stark nichtlinear mit zuneh-
mender Reynoldszahl, wie Abb. 4.12 verdeutlicht.
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Abbildung 4.12: Axialdruckverlust fiir verschiedene Reynoldszahlen.
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Wie aus Abb. 4.12 ersichtlich, steigt der Druckverlust bei kleineren Reynoldszahlen
eher moderat an. Mit zunehmender Reynoldszahl erfolgt ein drastischer Anstieg,
gefolgt von einem scharfen Abfall. Dieses ungewohnliche Verhalten ist beiden un-
tersuchten Ausfithrungen der Kastenwinde gemein und ldsst sich durch die starken
Stoffwertdnderungen des als Kiihlmedium verwendeten, iiberkritischen Wassers er-
klaren. Wie auch in Abb. 4.10 zu beobachten ist, fallt der Druckverlust bei dem ge-
wellten Design tendenziell hoher aus als beim geraden. Weiterhin ist die Sensitivitéit
gegeniiber einer Anderung in den Stoffeigenschaften bei den gewellten Kastenwiin-
den ausgeprigter als bei den geraden Seitenwénden.

4.4.5 Laterale Druckgradienten iiber Unterkanalquerschnitte

Wie bereits im vorangegangenen Kapitel 4.4.4 erlautert, konnen sich unterschiedli-
che Massenstrome innerhalb eines Unterkanals aufgrund verschiedener Aufheizung
einstellen. Da sich jedoch auf allen horizontalen Ebenen der gleiche Axialdruckver-
lust einstellen muss, kommt es zu Druckausgleichsstromungen zwischen benachbar-
ten Unterkanélen. Der Einfluss dieser gestorten Stromungsbedingungen auf die vor-
gestellten Mischungsparameter ist Gegenstand dieses Kapitels. Hier wird die Sensiti-
vitit beziiglich Druckgradienten, welche in lateraler Richtung iiber die verschiedenen
Unterkanalquerschnitte anliegen, ndher untersucht. Dabei wird folgende Konvention
getroffen: Druckgradienten entgegen der im Gegenuhrzeigersinn verlaufenden Win-
dungsrichtung der Drahtwendeln werden im Weiteren als negativ wiedergegeben.
Somit gilt Apaserar < 0 fiir Druckdifferenzen zwischen den Spalten 1 — 2, 4 — 5
und 7 — 8 aus Abb. 4.6. Demzufolgende beschreibt Apjuierar > 0 die entsprechend
invers herrschenden Druckunterschiede in Windungsrichtung zwischen den Spalten
2 —1,5— 4 und 8 — 7 in besagter Abbildung. Die Aufpragung dieser Druckgradi-
enten wird durch die Verwendung der partialzyklischen Randbedingungen auf den
Schnittflichen in den Spaltregionen ermdoglicht. Dabei werden diese Fléachen hier,
im Gegensatz zu der Verwendung desselben Typs Randbedingungen auf der Ein-
und Auslassfliche, direkt mit einer Druckdifferenz beaufschlagt und es wird iiber
den sich entsprechend einstellenden, lateralen Massenstrom iteriert. Es ist zu erwar-
ten, dass ein in Windungsrichtung wirkender Druckunterschied den Queraustausch
begiinstigt, wohingegen sich ein kontrarer Effekt ergeben kann, wenn die Druckdiffe-
renz entgegengesetzt der Forderrichtung der Drahtwendeln anliegt. Es wird in dieser
Studie die Referenzganghohe H,.; = 200mm zugrunde gelegt und die Stoffwerte bei
Ty = 500°C' verwendet.
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Abbildung 4.13: Abhingigkeit der Quervermischung von lateralen Druckgradienten iiber
Unterkanalquerschnitte.

Aus Abb. 4.13 wird ersichtlich, dass die angelegten Druckgradienten unterschiedli-
chen Einfluss auf die zwei untersuchten Unterkanaltypen haben. Es ist zu erkennen,
dass die lateralen Druckdifferenzen keine Auswirkung auf das rot dargestellte
Mischungsverhalten zwischen dem Zentralkanal und dem benachbarten Randkanal
iiber Spalt 3 aus Abb. 4.6 haben. Ferner wirken sich die lateralen Stromungen nicht
merklich auf die schwarz kodierte Quervermischung zwischen zwei Zentralkanilen
aus. Ein direkter Vergleich der Mischungsraten iiber die besagten Spalte aus Abb.
4.11 fiir T, = 500°C und Abb. 4.13 ergibt, dass sich die aufgeprigten Querdruck-
gradienten weder positiv noch negativ auswirken. Es lassen sich die exakt gleichen
Werte fiir €* aus beiden Diagrammen entnehmen, unabhéngig von der Ausfiihrung
der Kastenwénde.

Im Gegensatz dazu wirkt sich eine Querdruckdifferenz signifikant auf die unilaterale
Stromungsrichtung in den Randkanélen aus. Wie die blauen und magentafarbenen
Verlaufe erkennen lassen, ist die Transferrate C' linear von dem Druckgradienten ab-
hiangig. Erwartungsgemafs steigt sie, wenn die Druckdifferenz in Windungsrichtung
der Drahtwendeln wirkt und fillt in gleichem Mafse fiir Druckgradienten entgegen
der vorherrschenden Stromungsrichtung in den Randkanilen. Dieser Effekt ist bei
der geraden Ausbildung der Seitenwénde deutlich ausgeprégter als bei der gewellten
Ausfiihrung. Dies wird auf die hohere Massenstromdichte mit der dazugehdrenden,
grofseren und dadurch dominanteren Axialgeschwindigkeitskomponente im Falle des
eingewolbten Designs zuriickgefiihrt.
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Abbildung 4.14: Axialdruckverluste bei lateralen Druckgradienten {iber Unterkanalquer-
schnitte.

Die in Abb. 4.14 aufgefiihrten Axialdruckverluste unterstreichen erneut die betricht-
lichen Unterschiede im Hinblick auf die beiden untersuchten Geometrien. Im Fal-
le der gewellten Seitenwénde sinkt der Druckverlust leicht bei anliegenden Quer-
druckdifferenzen. In etwa gleichem Mafke steigt der Axialdruckverlust an, wenn die
Kastenwénde gerade gefertigt sind. Es ist kein Einfluss der Richtung des jeweils
wirkenden Druckunterschieds zu beobachten.

4.4.6 FEvaluation von Pécletzahlen

In Stabbiindelgeometrien ohne jegliches Abstandshalterkonzept und bei gleichmé-
kiger Warmezufuhr iiber den Querschnitt wire zu erwarten, dass Wérme ledig-
lich durch Wéarmeleitung iiber die Spalte zwischen zwei benachbarten Unterkanilen
transportiert wird und somit zu einer Angleichung der Temperaturniveaus fiihrt.
Tatsédchlich ist dieser Effekt bei mit Fliissigmetall durchstromten Brennelementbiin-
deln im Gegensatz zu wassergekiihlten Brennelementen aufgrund der guten Warme-
leitungseigenschaft dieses Fluids nicht zu vernachlissigen. In Realitdt sorgen durch
Turbulenz induzierte Querstromungen fiir zusétzlichen Enthalpietransport zwischen
zwei Unterkandlen. Mit der Untersuchung dieses Finflusses auf die Stromungsstruk-
tur und die Temperaturverteilung haben sich in der Vergangenheit unter anderem
Rogers und Tahir [121] experimentell beschéftigt. Jiingst haben sich Baglietto 8|
und Vogt et al. [147] numerisch mit diesem Phénomen befasst. Mit der Verwen-
dung von Abstandshaltern jeglicher Form wird die Stromung zumindest lokal stark
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beeinflusst. Somit dringt sich die Frage auf, ob diese turbulente Quervermischung
einen nennenswerten Beitrag zum Temperaturausgleich zwischen zwei Unterkanilen
leistet oder ob sie gegeniiber den durch z.B. Drahtwendeln hervorgerufenen Quer-
stromungen zu vernachléssigen ist. Im vorliegenden Kapitel wird dies unter Verwen-
dung der Pécletzahl gemifs Gleichung 4.64 anhand zweier reprisentativer Beispiele
iiberpriift. So gibt Abb. 4.15 die zu Abb. 4.9 gehorenden mittleren Pécletzahlen
als Funktion der Ganghohe wieder. Bei dieser Studie werden die Stoffeigenschaften
gemék einer Kiithlmitteltemperatur von 75 = 390°C' zugrunde gelegt.
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Abbildung 4.15: Mittlere Pécletzahlen fiir verschiedene Ganghohen.

Generell ldsst sich mit Bezug auf Abb. 4.15 feststellen, dass mit geringer werdender
Ganghohe die Pécletzahlen ansteigen. Dieser Trend ist zu erwarten, da bei geringe-
ren Ganghohen die Stromung stirker umgelenkt wird. Dies vergréflert den konvekti-
ven Anteil am Queraustausch und resultiert damit in hoheren Pécletzahlen. Ebenso
ist der diffusive Queraustausch gerade in den Randkanilen sehr gering aufgrund
der unilateralen Stromungsverhéltnisse. Fiir den Austausch zwischen zwei Zentral-
kanélen spielt letztgenannter Austausch eine geringere Rolle als beim Austausch
zwischen Rand- und Zentralkanal. Erkléren lédsst sich dies mit den geringeren Quer-
geschwindigkeiten im zweiten Falle. Gewellte Kastenwénde sorgen wegen der sich
hoher einstellenden Effektivgeschwindigkeiten fiir wesentlich hohere Pécletzahlen in
den Randkanélen als gerade Winde.

99



4.4. FLUIDAUSTAUSCH ZWISCHEN BENACHBARTEN UNTERKANALTYPEN

1500

0

—e— Zentral & Zentral [gewellt]
1000 el —m— Zentral < Zentral [gerade]
an—HN —e— Zentral <» Rand unten [gewellt]
—_— .?/ —m— Zentral < Rand unten [gerade]
Py . — —e— Rand oben = Rand oben [gewellt]
o —e— Rand unten = Rand unten [gewellt]
500 op—e —m— Rand oben = Rand oben [gerade]
o_—;_non —u— Rand unten = Rand unten [gerade]
._——
0 r r r r
0 100000 200000 300000 400000
Re []

Abbildung 4.16: Mittlere Pécletzahlen in Abhéngigkeit verschiedener Reynoldszahlen.

Abb. 4.16 zeigt die mittleren Pécletzahlen fiir die in Kapitel 4.4.4 variierten
Temperaturniveaus fiir die untersuchte Referenzganghéhe von H,.; = 200mm.
Wiederum dominiert der konvektive Wirmetransport iiber den diffusiven, was
erneut hohe Pécletzahlen unterstreichen. Dieser Trend verstirkt sich nahezu linear
mit steigenden Reynoldszahlen, was auf die damit einhergehenden, steigenden
Geschwindigkeiten zuriickzufiithren ist. Dies ist besonders in den Randkanilen
mit gewellten Seitenwidnden zu beobachten. Beim Austausch zwischen zwei Zen-
tralkanilen ist der Einfluss der Wandausbildung gerade umgekehrt. Im Falle der
geringsten Fluidvermischung, welche zwischen Rand- und Zentralkanal auftritt, ist
keine Beeinflussung durch die zwei gewéhlten Designs zu beobachten.

Es ist zu beachten, dass die in diesem Kapitel erzielten Ergebnisse stark vom ver-
wendeten, kubisch-nichtlinearen k-¢ Turbulenzmodell abhédngen. Abschlieftend lésst
sich feststellen, dass aufgrund der allgemein hohen Pécletzahlen bei der Verwen-
dung von Drahtwendeln als Abstandshalterkonzept der turbulente Queraustausch
gegeniiber dem gerichteten vernachléssigt werden darf.
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4.5 Zusammenfassung der Ergebnisse aus der
Fluidvermischung

In diesem Kapitel wurden dreidimensionale CFD-Simulationen der Stromungen fiir
einen repréasentativen Teil des HPLWR-Brennelements mit Drahtwendeln als Ab-
standshalter vorgenommen. Ziel dieser Untersuchungen war die Quantifizierung der
Fluidvermischung zwischen den benachbarten Unterkanélen. Diese Mischungsraten
werden in nachfolgenden Unterkanalberechnungen zur Auslegung des Brennele-
ments beno6tigt, um die resultierenden Kiihlmitteltemperaturen ermitteln zu kénnen.

Folgende Ergebnisse lassen sich aus den durchgefiihrten Sensitivitdtsstudien zusam-
menfassen:

e Aufgrund der hinreichend grofen Pécletzahlen kann der diffusive Warmetrans-
port zwischen benachbarten Unterkanélen gegeniiber dem konvektiven Wir-
metransport vernachlissigt werden. Dies wurde bis Fluidtemperaturen von
500°C" untersucht.

e Mit zunehmender Ganghdhe der Drahtwendeln sinkt der Queraustausch iiber
die Spaltquerschnitte, da die Stromung durch den geringeren Anstellwinkel ©
weniger stark umgelenkt wird.

e Die Mischungraten zwischen allen untersuchten Austauschflichen sind nahezu
unabhéngig von den Stoffeigenschaften des Fluids und der damit einhergehen-
den Reynoldszahl.

e Laterale Druckgradienten direkt iiber den Unterkanalquerschnitt hinweg ha-
ben einen nur sehr geringen Einfluss auf die Mischung zwischen zwei Zen-
tralkandlen bzw. zwischen Zentral- und Randkanilen. Die Stréomung in den
Randkanilen ist dagegen linear abhéngig von der Querdruckdifferenz.

o Gewellte Kastenwéinde verursachen aufgrund der verringerten axialen Quer-
schnittsfliche und der daraus resultierenden Erh6hung der Stromungsge-
schwindigkeiten einen deutlich héheren Axialdruckverlust als gerade Wén-
de. Eine grofere Massenstromdichte fiihrt jedoch auch zu einem verbesserten
Wairmeiibergang vom Brennstabhiillrohr zum Kiihlmedium, was aber nicht
Gegenstand der vorliegenden Arbeit war.

Als Referenzdesign fiir die weitere Auslegung des HPLWR-Brennelements werden
gerade Kastenwinde verwendet aufgrund der thermohydraulischen Vorteile und der
einfacheren Fertigbarkeit. Obwohl CFD zur quantitativen Untersuchung der durch
Drahtwendeln hervorgerufenen Stromungsdurchmischung in der quadratisch ange-
ordneten Stabgeometrie der HPLWR-Brennelemente verwendet werden kann, wer-
den Experimente notwendig sein, um die numerischen Ergebnisse validieren zu kon-
nen.
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Kapitel 5

Unterkanalanalysen fiir das
HPLW R-Brennelement

Eine innovative Art der Unterkanalberechnung stellt die Verwendung kommerzieller
CFD-Software dar. Dabei wird der Fluidraum grob diskretisiert, um die Berechnung
eines Brennelementbiindels in seiner vollen Linge praktikabel zu halten. Aufgrund
der zu wahlenden, niedrigen Auflésung ist es bei dieser Vorgehensweise nicht mehr
moglich, physikalische Phinomene, wie z.B. Reibungs- und Wirmeiibergangseffek-
te, durch die Auflosung der sich in Wandnéhe ausbildenden Grenzschicht bzw. deren
Modellierung durch sogenannte Wandfunktionen direkt und lokal hoch aufgelost zu
beriicksichtigen. Ihnen muss somit dhnlich wie beim Unterkanalansatz extern in ge-
eigneter Weise Rechnung getragen werden. Bei der Wahl von kommerzieller Software
profitiert der Anwender von optimierten, numerischen Verfahren, welche besonders
bei der Implementierung von zusétzlichen, physikalischen Modellen zu einem deut-
lich verbesserten Konvergenzverhalten beitragen. Eine bis dato neue Methode der
Beriicksichtigung detaillierter, physikalischer Vorginge, welche die Stromungsver-
héltnisse auch bei grober Diskretisierung des Fluidraums préigen, wird vorgestellt
und nachfolgend ausfiihrlich diskutiert.

5.1 Beriicksichtigung der Drahtwendeleffekte durch
Volumenkrafte

Im folgenden Kapitel werden Méglichkeiten vorgestellt, wie die durch die Draht-
wendeln ausgeiibten, resultierenden Krifte bestimmt werden kdnnen. Sie werden
dann als Volumenkrifte in die Impulsgleichungen eingespeist. Ein anderer Ansatz,
wie z.B. im Ansatz fiir porose Medien der Fall, besteht darin, die Effekte durch
geeignete Druckwiderstinde zu reprasentieren.
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5.1.1 Berechnung der induzierten Krafte iiber Korrelationen

Die meisten, numerischen Programme zur Unterkanalberechnung von Brenn-
elementen mit Drahtwendelabstandshaltern verwenden fiir die Bestimmung des
Queraustauschs empirische bzw. semi-empirische Korrelationen, welche den
Austauschmassenstrom als Funktion des Axialmassenstroms formulieren. Solche
Modelle tragen jedoch nur der Massenerhaltung im Brennelement Rechnung,
beriicksichtigen jedoch keine durch Impulse induzierten Effekte. Eine Md6glichkeit,
diesem Mangel entgegenzuwirken, besteht darin, die auf das Fluid wirkenden und
von den Drihten hervorgerufenen Krifte direkt in die Impulserhaltungsgleichung
einflieflen zu lassen. Ein solches Modell wurde von Ninokata et al. [104] entwickelt
und soll im Folgenden néher erlautert werden.

Die Impulserhaltungsgleichung in integraler Formulierung fiir ein Kontrollvolumen
V' lautet:

a . ., 1 o B
5 {pv} + % /(pvv)n - dA =
i (5.1)

1 1
it /(—p+o)ﬁ- aA+ 7 [ (~p+oyi-do
O

Ass fs
Dabei ist Ay die Austauschfldche fiir Fluid zwischen zwei Kontrollvolumen, Oy, die
Kontaktfliche zwischen Fluid und Brennstab inklusive Drahtwendel, " der Vektor
der drei Geschwindigkeitskomponenten, 7 der Einheitsvektor normal zu Ay bzw.
Oys und g der Vektor der Erdbeschleunigung. Die Werte in geschweiften Klammern

sind iiber das Kontrollvolumen gemittelt geméfs:

(0} — %/xy av. (5.2)

%

Der Spannungstensor im zweiten Term auf der rechten Seite von GIl. 5.1 ist fiir
den turbulenten Queraustausch zwischen benachbarten Unterkanélen verantwort-
lich. Der letzte Term tragt dem Momentenaustausch zwischen Stab mit Drahtwen-
deln und dem Fluid Rechnung. Dieses Integral lésst sich als eine von der Geometrie
auf das Fluid ausgeiibte Kraft ﬁWand auffassen:

B} 1
Fywand = v /(—p—i—T)ﬁdO. (5.3)
Oy,

Die Kontaktflache zwischen Fluid und Geometrie setzt sich aus der Staboberfliche
Ogsiap und der Drahtoberfliche Op,.qn: zusammmen:

Ofs - OStab + ODraht- (54)
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Da beide Geometriebestandteile Beitrdge zu der auf das Fluid wirkenden Kraft
liefern, kann diese folgendermafsen formuliert werden:

= 1 1
Fwana = _V / (—p—i—T)T_idO — V / (—p—l—T)T_idO (55)

Ostab Opraht

und in eine vom Stab ausgehende Kraft ﬁsmb sowie in einen von der Drahtwendel
induzierten Anteil Fp,.,; aufgespalten werden:

ﬁWand - ﬁStab + ﬁDraht- (56)

Die vom Stab ausgehende Kraft besitzt eine Axialkomponente F4 , und eine Late-
ralkomponente FZ, ;-

Fotay = Fiyy - €1+ Fi - €1, (5.7)

mit den Einheitsvektoren in Axialrichtung €4 und €7, in lateraler Richtung. Analoge
Betrachtungen gelten fiir die Zusammensetzung der vom Draht ausgeiibten Kraft
aus der Normalkomponente F}) .. und der Tangentialkomponente Fp ., :

- _ T — N —
FDraht - FDraht ner + FDraht "EN, (58)

wobei die Einheitsvektoren er und €y in tangentialer bzw. normaler Richtung
zum Draht stehen. Fiir diese vier Krifte wurden von Ninokata et al. [104] Modelle
entwickelt, welche von den Einfliissen der Geometrie sowie der vorherrschenden
Stromungsbedingungen abhéngig sind.

Die Kraft in axialer Richtung, die von der Staboberfliche auf das Fluid wirkt, wird
ausgedriickt als:

Osta
F4 o = R(Ures) - ( o b) - COS . (5.9)
Oys
Hierin ist R(v) eine nach Rehme [117] definierte Widerstandsfunktion der Form:

Ofs : fBlasius (Ures)

R(vres) - R

P Ures * |Ures| - (5.10)

Sie ist von der sich einstellenden, effektiven Stromungsgeschwindigkeit v,..; abhéin-
gig, welche um den Stromungswinkel ¢ von der Stabldngsachse abweicht und iiber
die folgende Beziehung berechnet wird:

V2 =] 2. (5.11)

res = vquer + vaz

Der Stromungswinkel ist definiert als:

fan @ = 2. (5.12)
vaw
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Der Druckverlustkoeffizient fgjqsius entspricht einer Formulierung nach Blasius [129]:

0, 3164

\%4

fBlasius -

Die dabei verwendete Reynoldszahl Rey wird mit der dynamischen Viskositit p des
Fluids und einem speziell definierten, hydraulischen Durchmesser dj,  gebildet:

P ’vres’ : dh,V

Rey = —————— 5.14
1% 1 ( )
mit: 1
dyy = ——. 5.15
h,V Ofs ( )

Die durch den Draht aufgepriagte Tangentialkraft berechnet sich dhnlich der Kraft
aus Gl. (5.9), aufser dass hier der Anstellwinkel © der Drahtwendel relativ zur Stab-
achse berticksichtigt werden muss:

Fgraht = R(vreS) ’ (1 - OOS;ab) ’ COS(@ - 90) (516)

Der durch die Stébe induzierte, laterale Kraftanteil ist nachfolgender Formel zu

entnehmen:
O s fGS dh,V 0.4 G 0.6
Fsl';ﬁab = ! ] P ‘vquer‘ * Uguer T : F . (517)

Dabei sind P die Stabteilung und G' der Abstand zwischen dem Mittelpunkt eines
Stabes und einem gegeniiberliegenden, engsten Spaltquerschnitt. Der verwendete
Druckverlustkoeffizient f;s von Gunter und Shaw [56] hat die Form:

1,92

fas = 7}2@3345 (5.18)

Die dafiir verwendete Reynoldszahl ist mit der Quergeschwindigkeit vg,q;; im engsten
Spaltquerschnitt gebildet:

dy v Vgpa
Reg, = P @hv * USpalt (5.19)
1L
Die noch ausstehende Kraftkomponente normal zur Drahtoberfliche lisst sich

schreiben als:
ADrahtJ_ : fN

5 p-lon| o, (5.20)
wobei Ap,qnet die Querschnittsfliche des Drahtes darstellt, welche entsteht, wenn
die Drahtwendel senkrecht z.B. durch die Querschnittsfliche im engsten Spaltquer-
schnitt geschnitten wird. Die verwendete Geschwindigkeit vy errechnet sich gemék:

N _
FDraht -

UN = Ugg * COS O — Ugyey - SIN O. (5.21)
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Der hier benutzte Druckverlustkoeffizient fy lautet:

. (Az(w-(P—D)> | [1+ 10 } (529

ASpalt,mm Rem

mit der axialen Hohe des Kontrollvolumens Az,,, dem Stabdurchmesser D, der mi-
nimal moglichen Querschnittsfliche zwischen der sich im Unterkanal befindlichen
Drahtwendel und einem der beiden benachbarten Stdbe Agpqitmin sowie unter Ver-
wendung der mit dem Drahtdurchmesser d berechneten Reynoldszahl:

_prd-uy
I

Re (5.23)

Der fiir fn benotigte Exponent hat den Wert m = 0,3 und Cyinokata muss fiir jede
Brennelementgeometrie individuell kalibriert werden.

Die resultierenden Kréfte in axialer Richtung F}$%, , und in lateraler Richtung F{#
ergeben sich geméf der von Ninokata et al. [104] fiir den zweidimensionalen Fall
durchgefiihrten Herleitung zu:

I?I;Cand - Féﬁab + Fgraht - cos O + Févraht - sin © (524)
und:
Fll/g];nd = FSL'tab + Fgraht -sin© — Fgraht - cos © (525)

Eine analoge Herleitung dieser Kraftkomponenten im dreidimensionalen Raum fiir
ein kartesisches Koordinatensystem ist der Arbeit von Ro und Todreas [119] zu
entnehmen. Diese Autoren berechneten ein gesamtes Brennelement, indem sie es
als poroses Medium modellierten und dadurch homogenisierten. Die vorgestellten
Kraftkomponenten dienten der Bestimmung der lateralen und axialen Druckwider-
stidnde.

Ninokata et al. [104] verglichen Unterkanalrechnungen, welche auf den hier
aufgefiihrten Kréften basieren, mit den durch Bartholet et al. [17| experimentell
ermittelten Daten fiir die den Fluidaustausch charakterisierende Variable ® aus Gl.
(3.28). Dabei erzielten sie eine bessere Ubereinstimmung als Basehore et al. [18]
mit dem Unterkanalprogramm COBRA IV, welches den durch die Drahtwendeln
induzierten Austauschmassenstrom als Funktion des Axialmassenstroms modelliert.

Es stellte sich jedoch heraus, dass auch diese Modellierung des Quermassenstroms
iiber die oben hergeleiteten Krifte lediglich in der Lage ist, die verdringenden Ef-
fekte der Drahtunterseite zu beriicksichtigen. Dem weitaus wichtigeren, saugenden
Beitrag der Oberseite des Drahtes kann mit dieser Methode ebenfalls nicht Rech-
nung getragen werden.
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5.1.2 Beriicksichtigung der Drahtwendeln iiber Belastungen
der Struktur

Nachfolgend werden die Formulierungen zur Berechnung der stromungsinduzierten
Kréfte auf die Struktur aufgefiihrt, wie in Himmel et al. [62] beschrieben. Sie sind fiir
Draht- und Stabmantelflichen analog definiert, konnen aber getrennt voneinander
bestimmt werden. Zum einen wirken Reibungskrifte F reiv, Welche geméf nachfol-
gender Formel bestimmt werden:

UWandH

Frei» = Twand - Owand - (5.26)

‘UWandH‘ .
mit den Wandschubspannungen 7y .,q4, der Oberfliche einer Fluidzelle in Kontakt
mit einer Wand Oyy,,g und der Komponente des Geschwindigkeitsvektors paral-
lel zur Wand im Zellmittelpunkt einer Fluidzelle mit Wandkontakt vy anq). Zum

anderen iibt das Fluid Druckkrifte F, ruck auf die Wande aus:

FDruck = Pwand ° OW@md : ﬁWandLv (527)

wobei pwang der Druck in einer Volumenzelle mit Wandkontakt ist und 7y .91 der
Einheitsvektor, welcher normal von der Wandoberfliche weggerichtet ist. Durch die
Kombination der beiden beschriebenen Kréfte lassen sich bei gleichzeitiger Umkeh-
rung des Vorzeichens die Krifte ﬁgtmktw bestimmen, welche von der Struktur auf
das Fluid ausgeiibt werden:

ﬁStruktur = _(ﬁReib + ﬁDruck)- (528)

5.1.3 Bestimmung der Fliisse iiber die Kontrollraumgrenzen
5.1.3.1 Datenextraktion zur Bestimmung der Volumenkrifte

Analog zur zeitlichen Favre-Mittelung turbulenter Stromungen wird nachfolgend
eine rdumliche Mittelung vorgestellt, welche notwendig ist, um aus einem un-
strukturiert vernetzten Fluidraum Daten zu extrahieren. Dadurch ergeben sich
erneut Mittelwerte und davon abweichende Schwankungsgrofen. Da als Grundlage
detaillierte CFD-Rechnungen auf Basis der RANS-Gleichungen dienen, sind in
den nachtraglich mittels rdumlicher Mittelung extrahierten Stromungsgrofen die
Informationen iiber die Turbulenz bereits enthalten.

Wenn eine Gaufy’sche Wichtungsfunktion, wie in Abb. 3.3 dargestellt, zur Gewin-
nung von Stromungsgrofen herangezogen wird, ist die Volumenmittelung nach GI.

(3.35) des Quadrates einer Grofe W2 ungleich dem Produkt dieser volumengemit-
telten Variablen W mit sich selbst:

U2 £ T, (5.29)
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Um dieser Tatsache Rechnung zu tragen, wird, wie bereits oben beschrieben, die Va-
riable ¥ in einen riumlichen Mittelwert ¥ und einen riumlichen Schwankungswert
T unterteilt:

U =0+ 0. (5.30)

Wird diese Grofe zuerst quadriert und danach volumengewichtet, so erhilt man
den nachfolgenden Ausdruck:

— —_
o~ s — . —

2 . YT U=
U2 =42 \1170\11+\1/\I/ VR R ) (5.31)

Der mittlere Term aus obiger Gleichung entfillt, da der Mittelwert einer Schwan-
kungsgrofe Null ergibt.

5.1.3.2 Bestimmungsgleichung fiir Stromungskrifte

Durch die Verwendung von Drahtwendeln im HPLWR-Brennelement wird auf die
Stromung innerhalb der verschiedenen Unterkanéle zusédtzlicher Impuls von den
Dréhten auf das Kiihlmittel iibertragen. Dieser dufiert sich in erhéhter Reibung und
der Beeinflussung der Stromungsrichtung durch die Geometrie der Drdhte. Diese
Auswirkungen lassen sich zusammenfassen und als einen auf das individuelle Kon-
trollvolumen wirkenden Kraftvektor ausdriicken. Dazu werden die Impulsbilanzen
aus Gl. (3.4) fiir den stationéren Zustand mit den in Kapitel 5.1.3.1 eingefiihrten
Schwankungsgréften formuliert:

v-<p{7®{7>+v-<p{7®{7):—Vﬁ+v-&+v-3+ﬁ. (5.32)
=0

Die Anwendung des Gauf’schen Intergralsatzes:

/V//(v-f)-dvzé((f.@.

o

0 (5.33)

liefert: -
ﬂ(ﬁm{?)-ﬁ- d0+ﬂ(ﬁ{7®{7>-ﬁ- do
O O
:—ﬂ(fﬁ)-ﬁ-d0+ﬂ6-ﬁ-d0+///ﬁ-dV.
O 14

o

(5.34)

Dieser besagt, dass das Volumenintegral der Divergenz eines Vektorfeldes f inner-
halb eines Kontrollvolumens V' den mit dem nach aufen weisenden Normalenvektor
1 gebildeten Fliissen iiber die Oberflichen O des jeweiligen Kontrollvolumens
entspricht.
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Durch Diskretisierung und Umstellen der letzten Gleichung auf das Kontrollvolumen
eines Unterkanals und Umstellen ergibt sich eine Bestimmungsgleichung fiir die
Kraft, welche im Inneren dieses Volumenelements auf die Stromung wirkt:

ﬁFZﬁsse'V:Z(ﬁTQJ’@%}) ﬁO]AJ‘FZ(p??@??) 'ﬁOj'Aj

! ! (5.35)
+> oy Ay =Y 6 iiog - Aj,
J J
mit dem dufieren Oberflichennormalenvektor 7ip;:
Noj = €y, £€,, L€,. (5.36)

Fiir die Extraktion der in Gl. (5.35) benétigten Groken wird in lateraler Richtung
ein Wert von Y, = 3 fiir Gl. (3.31) verwendet und in axialer Richtung ein Wert von
Toe =3 (%)2 = 0,12, da aufgrund der in Kapitel 4.3 beschriebenen Generierung
des Volumennetzes fiir den Fluidraum die Zelldichte in axialer Richtung ein Fiinftel
derer in lateraler Richtung betrigt.

5.1.4 Vergleichende Gegeniiberstellung der induzierten
Krafte

Im Nachfolgenden werden die beiden in Kapitel 5.1.2 und Kapitel 5.1.3 vorgestellten
Methoden zur Ermittlung der die Kiihlmittelstromung in den Unterkanilen des
HPLWR-Brennelements beeinflussenden und durch die Drahtwendeln induzierten
Krifte einander vergleichend gegeniibergestellt.

Die beiden Arten der Kraftbestimmung aus detaillierten CFD-Rechnungen haben
gegeniiber den durch Ninokata et al. [104] verdffentlichten Bestimmungsgleichungen
den Vorteil, dass auf Korrelationen und Vereinfachungen, mit Ausnahme der durch
die RANS-Modellierung der Turbulenz eingefiihrten, verzichtet werden kann.

Fiir die Auswertung wird der den detaillierten Simulationen aus Kap. 4 zugrunde
liegende Fluidraum der représentativen Unterkanaltyen aus Abb. 4.3 in axialer Rich-
tung in vier dquidistante Kontrollvolumen unterteilt, welche in Abb. 5.1 dargestellt
sind. Dabei werden die Werte des "oberen" Randkanals rot, die des Zentralkanals
griin und die des "unteren" Randkanals blau kodiert. Diese iibergeordnete Farb-
gebung wird fiir die nachfolgenden Analysen im weiteren Verlauf dieses Kapitels
beibehalten. Im Weiteren wird ausschliefslich die Ausfithrung mit geraden Kasten-
wéanden nach Abb. 4.2 links weiter untersucht, da dieses mit einem Ganghdhen-zu-
Stabdurchmesser-Verhiltnis von H,.r/D = 25 als Referenzdesign gewihlt wurde.
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Abbildung 5.1: Unterteilung der Geometrie in Kontrollvolumen.

—A— Randkanal oben [Wand]
—m— Zentralkanal [Wand]
—v— Randkanal unten [Wand]
--A-- Randkanal oben [Flisse]
--0-- Zentralkanal [Flusse]

2 : --v-- Randkanal unten [Fliisse]

axiales Kontrollvolumen

-30 -15 0 15 30

Abbildung 5.2: Volumengemittelte x-Komponenten der resultierenden Kriéfte.

Alle in diesem Kapitel prasentierten Krifte werden mit dem diskretisierten Volu-
men des jeweiligen Kontrollbereichs normiert. Abb. 5.2 vergleicht den Verlauf der
x-Komponente in den vier axialen Kontrollvolumen zwischen den von der Struktur
aufgepriagten Kriften und den sich aus der Evaluation der Fliisse ergebenden Kraf-
te. Fiir alle drei betrachteten Unterkiinale ist eine sehr gute Ubereinstimmung der
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beiden Methoden festzustellen. Die Verldufe fiir die drei Unterkanile unterscheiden
sich voneinander, lassen jedoch einen symmetrisch alternierenden Trend erkennen.
Die grofsten Amplituden sind fiir den Zentralkanal ausgewiesen. Die Begriindung
hierin liegt in dem starken Richtungswechsel der Querstromung in x-Richtung, wie
in Abb. 4.5 zu sehen ist. Fiir die in derselben Abbildung zu erkennende, unilaterale
Stromungsstruktur in den beiden simulierten Randkanilen ist ein deutlich geringe-
rer Kraftaufwand zum Verzogern bzw. Beschleunigen der wandparallelen Stromung
notwendig. Die die gleichen Amplituden liefernden Ergebnisse fiir die beiden Rand-
kanile sind um zwei axiale Kontrollvolumen verschoben, was anhand des Verlaufs
aus Abb. 4.5 zu erwarten war.

34 v /A —A— Randkanal oben [Wand]
. —m— Zentralkanal [Wand]
| \ —v— Randkanal unten [Wand]

--A-- Randkanal oben [Flisse]
--0-- Zentralkanal [FlUsse]
--v-- Randkanal unten [Flisse]

axiales Kontrollvolumen

-200 100 200

F, [kN/m®]

Abbildung 5.3: Volumengemittelte y-Komponenten der resultierenden Krifte.

Die in Abb. 5.3 wiedergegebenen Verldufe der y-Komponente weisen identische Wer-
te fiir die beiden verwendeten Verfahren zur Ermittlung der Volumenkréfte auf.
Auch hier alterniert die im Innern des Zentralkanals wirkende Kraft entlang der
Héhe mit gleicher Amplitude. Die von den Randkanélen ausgeiibten Querkrifte sind
vom Zentralkanal in Richtung Kastenwénde orientiert. Bei genauerem Betrachten
fallt ihr punktsymmetrischer Verlauf auf. Ahnliches Verhalten ist bei dem Querge-
schwindigkeitsverlauf der Randkanile in x-Richtung aus Abb. 4.5 zu beobachten.
Generell werden deutlich hohere Krifte zwischen den unterschiedlichen Unterkanal-
typen wirksam als zwischen Kanélen gleichen Typs.
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—A— Randkanal oben [Wand]
—m— Zentralkanal [Wand]
—v— Randkanal unten [Wand]
--A-- Randkanal oben [Flisse]
-- 0-- Zentralkanal [Flisse]
--v-- Randkanal unten [Flisse]

axiales Kontrollvolumen

-50 ' -25 ' 0 ' 25
F, [kN/m’]

Abbildung 5.4: Volumengemittelte z-Komponenten der resultierenden Kriéfte.

Im Gegensatz zu den beiden Kraftkomponenten in lateraler Richtung kann in axialer
Richtung laut Abb. 5.4 lediglich eine qualitative Ubereinstimmung der zu bewerten-
den Methoden der Kraftbestimmung erzielt werden. Dies ist auf die unterschiedliche
Zelldichte in axialer Richtung zuriickzufiihren. Um diesen Einfluss zu untersuchen,
werden die beiden Verfahren auf das nicht gestreckte Modell mit einem Verhéltnis
H/D = 5 angewendet. Bei diesem Modell weist die Vernetzung des Fluidraums in
axialer Richtung die gleiche Giite bzw. Zelldichte auf wie in den beiden lateralen
Achsen. Aus diesem Grunde wird auch in axialer Richtung ein Wert von T,, = 3
eingesetzt. Die Ergebnisse fiir die entsprechenden z-Komponenten sind in Abb. 5.5
zu sehen. Auf eine Darstellung der lateralen Kraftanteile wird an dieser Stelle ver-
zichtet, da sie erwartungsgeméf als nahezu identisch errechnet wurden.

Der in Abb. 5.6 wiedergegebene, volumengemittelte, axiale Druckverlauf ist mit den
Kraftverldufen aus Abb. 5.4 konsistent. Die fiir alle vier Kontrollvolumen konstante
Axialkraft entgegen der Stromungsrichtung fithrt zu einem linearen Druckverlust
in dem Zentralkanal. Die Verldufe der Driicke in den Randkanélen korrespondieren
ebenfalls gut mit den entsprechenden Kraftverliufen. Im oberen Randkanal fiihren
zu Beginn geringere Werte im Axialkraftverlauf zu einem moderaten Druckverlust
in den unteren beiden Kontrollvolumen. Der darauf folgende Anstieg dieser Kréfte
bewirkt demzufolge auch einen steileren, axialen Druckgradienten. Ein entsprechend
entgegengesetzter Trend ist im unteren Randkanal zu erkennen.
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H/D=5
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Abbildung 5.5: Volumengemittelte z-Komponenten der resultierenden Krifte.
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Abbildung 5.6: Volumengemittelter, axialer Druckverlauf in den Kontrollvolumen.

Nach der in diesem Kapitel diskutierten Gegeniiberstellung der auf die Stromung
im Inneren eines Kontrollvolumens wirkenden Kraftkomponenten mit den beiden
in den Kapiteln 5.1.2 und 5.1.3 vorgestellten Methoden kénnen diese als konsistent
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angesehen werden. Da die Auswertung der von der Struktur ausgeiibten Krifte mit
deutlich geringerem Aufwand bei der Datenextraktion verbunden ist, wird diese Art
der Ermittlung der Volumenkrifte im Nachfolgenden angewandst.

5.2 Berechnung der Stromung in Unterkanalen des
HPLWR-Brennelements

5.2.1 Approximation der Geometrie

Ein Unterkanalprogramm wie COBRA IIIC kommt ohne exakt abgebildete,
dreidimensionale Geometrie aus. Vielmehr geniigen Informationen iiber charak-
terische Grofen, wie z.B. Interaktionsflichen und hydraulische Durchmesser, um
eine Geometrie hinreichend genau zu beschreiben. Obwohl bei dem Ansatz unter
Verwendung der vereinfachten Gleichungen aus Kapitel 4.1.1 das zu berechnende
Gebiet in sogenannte Rechenzellen aufgeteilt werden muss, entsprechen diese
Kontrollvolumen eher sogenannten "black-boxes" als kleinen, detailgetreuen Aus-
schnitten der tatséchlichen Geometrie. Daher ist es erforderlich festzulegen, welche
Zellen miteinander kommunizieren kénnen. Unter Verwendung von entsprechend
formulierten Korrelationen werden dann alle die Stromung beeinflussenden Effekte
einer mitunter komplexen Geometrie angemessen beriicksichtigt. Diese Art der
Stromungsberechnung ist mit relativ geringem, numerischen Aufwand verbunden,
da unter Verwendung von Korrelationen lediglich integrale Erhaltungsgleichungen
fiir vergleichsweise wenige Rechenzellen geldst werden miissen.

Demgegeniiber stehen die in der Regel aufwindigen CFD-Simulationen. Hierbei
wird versucht, die zu untersuchende Geometrie so genau wie méoglich abzubilden.
Dafiir ist zumeist eine sehr grofe Anzahl Rechenzellen notwendig, wobei unter
Verwendung der Finite Volumen Methode fiir jede Zelle die Erhaltungsgleichungen
aus Kapitel 3.1.1.1 numerisch zu 16sen sind. Dabei stellt im Falle turbulenter
Stromungen die Losung der RANS-Gleichungen die rechenzeiteffizienteste Variante
dar. Wegen der sehr feinen, rdumlichen Diskretisierung sind keine problem- und
geometriespezifischen Korrelationen nétig, da physikalische FEffekte entweder
direkt aufgelost oder durch verallgemeinerte Modelle, wie z.B. Wandfunktionen,
beriicksichtigt werden.

Um die Vorteile eines dreidimensionalen Simulationsprogramms wie STAR-CD® ,
welches auf der Finite Volumen Methode basiert, zur Analyse von Unterkanalstro-
mungen mit geringerem, numerischem Aufwand verwenden zu kdnnen, gilt es, zu-
erst den Fluidraum von Unterkanédlen in geeigneter Weise zu diskretisieren. Um
das Rechennetz mdglichst einfach aufzubauen und numerische Interpolationsfehler
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so klein wie moglich zu halten, werden Volumenzellen in Form von Hexaedern ge-
wihlt. Durch geeignete Gestaltung dieser Elemente lassen sich die fiir das HPLWR-
Brennelement relevanten Unterkanaltypen durch mehrere solcher Zellen gut appro-
ximieren, wie Abb. 5.7 verdeutlicht.

Abbildung 5.7: Approximation der Unterkanalgeometrie durch Hexaederzellen.

Das jeweilige Volumen der einzelnen Unterkanile wird dabei exakt eingehalten.
Ebenso werden die Fluidaustauschflichen in axialer Richtung sowie in lateraler
Richtung in den Spaltregionen mit den korrekten Abmessungen wiedergegeben.
Dies ldsst sich dadurch erreichen, dass immer ein Viertel des Kreisumfangs der
runden Staboberflichen durch zwei rot dargestellte Hypotenusen Hyp ersetzt
werden.

Die jeweiligen Langen dieser beiden Hypotenusen miissen der Bedingung gentigen,
dass die Querschnittsfliche eines Viertelkreises der blau gefirbten Fliche A,., zu
entsprechen hat, welche sich mit nachfolgender Beziehung berechnen lasst:

Apew = An® + Geg - An, (5.37)

mit der griin markierten Ankathete An und der gelben Gegenkathete Geg. Die
Summe dieser beiden Strecken entspricht dem halben Stabdurchmesser D, wodurch
sich folgender Ausdruck ergibt:

D D
An + Geg = bl = Geg = An — 5 (5.38)

Gleichsetzen von Gl. (5.37) mit der Formel fiir die Querschnittsfliche eines Viertel-
kreises fiihrt unter Beriicksichtigung von Gl. (5.38) zu:

An = g D (5.39)
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und:
1 s

Geg=D- (5 - g) . (5.40)

Wie im mittleren und rechten Teil von Abb. 5.7 zu sehen ist, werden die Aufen-
konturen der Hiillrohrmantelflichen durch Hypotenusen ersetzt. Es gilt jedoch zu
beachten, dass der Umfang eines Viertelkreises nicht der doppelten Linge einer
solchen Hypotenuse entspricht. Bei Korrelationen, an denen die Oberflichen der
Hiillrohre von Bedeutung sind, z.B. beim Wérmeiibergang von den Hiillrohren auf
das Kiihlmedium, miissen diese demzufolge geeignet korrigiert werden. Weiterhin
kann die komplexe Geometrie der Drihte in dieser sehr groben Diskretisierung
nicht wiedergegeben werden. Darin unterscheidet sich diese Art der Vernetzung
des Fluidraums nicht von der in den etablierten Unterkanalprogrammen iiblichen.
Das das Kontrollvolumen eines Unterkanals in Realitdt verringernde Volumen,
welches von der Drahtwendel eingenommen wird, kann mit diesem Ansatz nicht
beriicksichtigt werden. Es miissten einzelne Zellen individuell deformiert wer-
den, um mit einer Volumenreduktion der verdridngenden Wirkung des Drahtes
Rechnung zu tragen. Wegen der zu erfiillenden Kontinuitdtsgleichung fiir jede
Zelle ginge damit eine Erhohung der Geschwindigkeitskomponenten einher, was
das Stromungsfeld beeinflussen wiirde. Dieser Effekt kann nicht beriicksichtigt
werden, da die Konnektivitidt der Zellen gefihrdet wire und eine Verzerrung der
Geometrie zusitzliche, resultierende Krifte induzieren wiirde, welche nur schwer
zu quantifizieren wéiren.

Eine Moglichkeit, diese offensichtliche Schwiiche der hier vorgestellten, dreidi-
mensionalen Diskretisierung zu vermeiden, wire eine individuelle Anpassung der
Fluiddichte in jeder einzelnen Zelle proportional zum zu korrigierenden Volumen.
Da dies eine Modifikation der Stoffeigenschaften des Stromungsmediums bedeutet,
wird von dieser Methode abgesehen. Eine solche Verdnderung wiirde z.B. eine
Kopplung zu einem die Neutronik modellierenden Programm wie beispielsweise
MCNP© (Monte Carlo N-Particle) fiir gekoppelte Neutronik-Thermohydraulik-
Simulationen verkomplizieren. Auch bei der korrekten Implementierung verdnderli-
cher Stoffwerte triten zusitzliche Probleme auf.

Abb. 5.8 links zeigt das HPLWR-Brennelement mit geraden Kastenwinden aus Abb.
4.2 links in der oben beschriebenen Diskretisierung. Gelb dargestellt sind die Fluid-
zellen des Kiithlmediums, hellgrau die Moderator- bzw. Brennelementkastenwénde
und dunkelgrau die Brennstédbe. Die an dieser Stelle lediglich der Vollstédndigkeit hal-
ber durchgefiihrte Vernetzung der Struktur und des Moderator- bzw. Spaltwassers
zeigt das Potenzial, ohne grofen Mehraufwand fiir den Anwender auch Wéirmelei-
tungsprobleme berechnen zu kénnen.
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Abbildung 5.8: Links: Grobe Diskretisierung eines kompletten Brennelements; Rechts: Gro-
be Diskretisierung der repriasentativen Unterkanaltypen.

Die rechte Seite von Abb. 5.8 gibt die Geometrie der in Kapitel 4 untersuchten
reprisentativen Unterkanaltypen aus Abb. 4.3 wieder. Dabei sind die Zellen des so-
genannten "oberen" Randkanals rot, die des Zentralkanals griin und die den "unte-
ren" Randkanal vernetzenden Zellen blau kodiert. Die den einzelnen Volumenzellen
zugewiesenen Ziffern dienen der Nummerierung und der individuellen Zuweisung
von extern eingespeisten Informationen durch zuséitzlich programmierte Routinen.
Darauf soll allerdings erst spiter in dieser Arbeit ndher eingegangen werden.

5.2.2 Modellierung der Drahtwendeln als Impulsquelle

In den reduzierten Erhaltungsgleichungen aus Kapitel 4.1.1, wie sie in Unterkan-
alprogrammen der COBRA-Familie implementiert sind, iiben die Drahtwendeln
Einfluss auf alle drei Bilanzgleichungen eines Kontrollvolumens aus: in der Kon-
tinuitdtsgleichung durch das entsprechend verringerte Zellvolumen und in den
Impulsgleichungen durch die turbulente Quergeschwindigkeit v, sowie mit
Beitriagen zu den Druckverlustkoeffizienten.

Wie bereits in Kapitel 5.2.1 diskutiert, kann dem Einfluss des Drahtvolumens in
den Kontinuitdtsgleichungen der Zellen bei der Verwendung von dreidimensionaler
CFD zur Unterkanalanalyse nicht Rechnung getragen werden. Allerdings besitzt
der in dieser Arbeit verwendete Ansatz der Modellierung der Auswirkungen des
Drahtes als zuséatzliche Quellterme in den Impulserhaltungsgleichungen in Form von
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Volumenkraften erhebliche Vorteile. Die in den Kapiteln 5.1.2 bzw. 5.1.3 erstmals in
dieser Arbeit eingefiihrten und sich in Kapitel 5.1.4 als konsistent herausgestellten
Methoden vereinen alle im Kontrollvolumen auftretenden Effekte. Eine separate
Korrelierung verschiedener Auswirkungen ist damit nicht mehr notwendig.

Um eine moglichst universelle Anwendbarkeit zu garantieren, werden die individu-
ellen Kraftkomponenten in die drei Raumrichtungen ¢ = x, y, z in Abhéngigkeit der
Axialgeschwindigkeit ausgedriickt, welche in Kapitel 4.4.4 durch Variation der Stoff-
werte fiir die betrachteten Temperaturen j = 280°C', 390°C, 430°C', 500°C" bestimmt
wurden:
En,i = Q5 * Vagy, (541)

mit:
> (Fij - Vax,j)

Z Uczms,j ‘
Die oben beschriebenen Kraftkomponenten setzen sich in lateraler Richtung aus
den auf die Drahtoberflichen wirkenden Reib- und Druckkriften nach Gl. (5.26)
und Gl. (5.27) zusammen. Bei den axialen Kraftkomponenten ist zusétzlich die auf
den Hiillrohrmantelflichen angreifende Reibkraft beriicksichtigt. Dies entspricht
der Modellierung im Unterkanalprogramm COBRA IIIC, da dort ebenfalls nur
in Gl. (4.2) fiir die axiale Impulsbilanz der Reibungseinfluss eingearbeitet wird,
welcher sich aus der Summe der Reibung auf dem Draht und auf den Stabman-
telfliichen zusammensetzt. Dem in den Gl. (4.2) und (4.3) modellierten, lateralen
Formwiderstand wird durch die Form der Fluidzellen aus Abb. 5.8 rechts und
der Beriicksichtigung der Druck- und Reibungskrifte auf den Drahtoberflichen
Rechnung getragen. Es wird bewusst auf die Beriicksichtigung der Druckkrifte auf
die Stabmantelflichen verzichtet, da der Druck als zu berechnende Strémungsgrofe
in der Rechnung selbst diese Kréfte erzeugt und diese ansonsten doppelt auftreten
wiirden. Die vorgestellte Art der Parametrisierung hat sich als geeignet herausge-
stellt, da die Kraftkomponenten linear mit der axialen Geschwindigkeit zunehmen.
Diese Stromungsgréfe muss verwendet werden, weil in dem numerischen Modell,
wie in Kapitel 5.2.3, die Haftbedingung an den Winden nicht erfiillt ist und sich
erst mit der Implementierung dieser Kraftkomponenten laterale Geschwindigkeiten
und Druckgradienten ausbilden konnen.

(5.42)

aij =

Es hat sich herausgestellt, dass erst durch die individuelle Zuweisung der Kraftkom-
ponenten aller drei Raumrichtungen in jede einzelne Fluidzelle der Geometrie aus
Abb. 5.8 die Stromungsverhiltnisse wiedergegeben werden konnen. Dazu werden die
Ergebnisse der detaillierten RANS-Rechnungen in einer Weise ausgewertet, welche
die Ubertragbarkeit auf die grobe Diskretisierung erlaubt. Dazu wird die hoch auf-
geloste Geometrie aus Abb. 4.3 in die Kontrollvolumen aus Abb. 5.8 rechts unterteilt
und fiir diese dann die entsprechenden Anteile des Kraftvektors bestimmt.
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5.2.3 Auftbau des numerischen Modells

Die Randbedingungen fiir die Berechnung der Stromungsverhéltnisse in den fiir
das HPLWR-Brennelement représentativen Unterkanaltypen entsprechen weitest-
gehend den fiir die detaillierten RANS-Rechnungen aus Kapitel 4.3 aufgeprigten
Randbedingungen.

Abbildung 5.9: Randbedingungen der représentativen Unterkanile in grober Diskretisie-
rung.

In Abb. 5.9 sind analog zu Abb. 4.4 die griin eingefiarbten, zyklischen Randbedin-
gungen auf den Schnittflichen in den engsten Spaltquerschnitten zu erkennen. Auf
den blau kodierten Ein- und Auslassflichen sind partialzyklische Randbedingungen
implementiert, auf denen der Ein- bzw. Auslassmassenstrom zu M, = 0,124kg/s
vorgegeben wird. Bei den Randbedingungen auf den Brennstaboberflichen und
Kastenwénden unterscheiden sich die beiden numerischen Modelle. So wird auf
den magentafarbenen Fldchen in Abb. 5.9 im Gegensatz zu den roten Fléchen aus
Abb. 4.4 die zu fordernde Haftbedingung an der Struktur verletzt und stattdessen
die Gleitbedingung eingesetzt. Dieser Typ Randbedingung bedingt, dass die
Geschwindigkeitskomponente in Wandnormalenrichtung null ist und der Geschwin-
digkeitsvektor parallel zur Wand verlduft. Die Wahl dieses Randbedingungstyps
spiegelt die Realitdt nicht wider. Dennoch muss er gewédhlt werden, um Haftreibung
an den Wénden und eine bei der hier vorliegenden, sehr groben Diskretisierung
aus Abb. 5.7 ohnehin inkorrekte Berechnung der Wandgrenzschicht zu verhindern.
Des Weiteren ist eine Berechnung von Gradienten der Stromungsgrofen nicht
mehr moglich, womit der Spannungstensor ¢ und damit die innere Reibung bzw.
Diffusion im Fluid geméf Gl. (3.6) aus den Erhaltungsbilanzen fiir Impuls und
Energie, beschrieben durch den Term (/7 —1I1V) in Gl.(3.4) und den Term (/11 —V)
aus Gl.(3.8), herausfillt.
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Geschwindigkeits- und Temperaturgrenzschichten, iiber welche der Stromung
in einem realen Brennstabbiindel von der Struktur ausgehende Informationen
iiber Fluidhaftung und Warmezufuhr aufgeprigt werden, sind in einer detailliert
diskretisierten RANS-Simulation entweder direkt aufgelost oder iiber geeignete,
sogenannte Wandfunktionen modelliert. Da in der hier verwendeten, groben
Diskretisierung weder eine Auflésung dieser Grenzschichten moglich ist noch eine
geeignete Anpassung von Wandfunktionen vorgenommen wird, miissen die von
den Winden ausgehenden Effekte wie Reibung, Umlenkung und Energiezufuhr
ins Zellvolumen verlagert werden. Dementsprechend werden Reibungeinfliisse
und die von den Drahtwendeln ausgelosten Stromungsumlenkungen in dem
Vektor der Volumenkrifte F beriicksichtigt. Da bei den detaillierten RANS-
Rechnungen aus Kapitel 4 das Fluid den Einfluss der Erdschwere erfihrt, muss
in den hier beschriebenen Rechnungen dieser Effekt vermieden werden, da er
bereits in den zur Bestimmung der Volumenkrifte benutzten Stromungsgréfsen
eingerechnet ist. Die von den Hiillrohrmantelflichen abgegebene Wérme wird als
volumetrische Wéarmequelle durch den Term @ direkt in die Fluidzellen eingebracht.

Unter den in diesem Kapitel diskutierten Bedingungen und bei gleichzeitiger Vor-
aussetzung stationdrer Stromungsverhiltnisse, wodurch die Ableitungen nach der
Zeit t herausfallen, lassen sich nachfolgend aufgefiihrte Bilanzgleichungen fiir die
Volumenzellen bei der Berechnung von Unterkanalstromungen mit CFD angeben:

e Kontinuititsgleichung:
V- (pt) =0 (5.43)

e Impulserhaltungsgleichung:

V- (pi®7)=-Vp+F (5.44)

e Energieerhaltungsgleichung:
V- (pht) = Q + V- (A+X)VT. (5.45)

Dieser Satz aus insgesamt fiinf gekoppelten Gleichungen entspricht nach Oertel
und Laurien [107] den Euler-Gleichungen zur Beschreibung der Strémung reibungs-
und turbulenzfreier Fluide. Unter Verwendung von Stromungsrandbedingungen,
wie z.B. einem vorgegebenen Einlassmassenstrom, bilden sie ein partielles Dif-
ferentialgleichungssystem mit hyperbolischem Charakter. Dies bedeutet, dass
Informationen im Stromungsfeld nur stromabwirts weitergegeben werden kénnen
und nicht stromaufwirts. Die Energiebilanz aus Gl. (5.45) wird erst in Kapitel 5.3
verwendet und wird an dieser Stelle lediglich der Vollstindigkeit halber aufgefiihrt.
Der Einfluss der Wirmeleitungsprozesse aus Term (/1] — VII) in Gl. (3.8) hat
sich bei den Berechnungen in Kapitel 5.3 durch Evaluation der Pécletzahlen geméf

120



5.2. BERECHNUNG DER STROMUNG IN UNTERKANALEN DES HPLWR-BRENNELEMENTS

Gl.(4.64) als vernachldssigbar herausgestellt und muss somit in Gl. (5.45) nicht
weiter beriicksichtigt werden.

In dem Softwarepaket STAR-CD© gibt es nicht die Md&glichkeit, ausschlieflich die
Euler-Gleichungen fiir den vernetzten Fluidraum zu losen. Aus diesem Grunde
werden zur Umgehung dieser Unzuldnglichkeit die laminaren, stationdren Navier-
Stokes-Gleichungen gelost. Diese ergeben sich aus den Gleichungen (3.3) und (3.4)
durch Vernachlissigung der Terme mit den Zeitableitungen (I — I) und (I1 — I)
sowie der iiber u; modellierten, turbulenten Schubspannungen in Term (/1 — V).
In Verbindung mit dem zur raumlichen Diskretisierung der Fliisse in den Volumen-
zellen benutzten Aufwind-Verfahren als ein Verfahren 1. Ordnung bekommen die
zu losenden Gleichungen die hyperbolischen Eigenschaften der Eulergleichungen.
Durch die fehlende Wandreibung aufgrund der implementierten Gleitbedingung ist
die Stromung nahezu reibungsfrei. Lediglich durch die jedoch als gering einzuschit-
zende Reibung innerhalb des Fluids und die ungewollt durch das Aufwind-Verfahren
zusitzlich eingefithrte, numerische Diffusion unterscheiden sich die Gl. (5.43)-(5.45)
von den tatsdchlichen Euler-Gleichungen.

5.2.4 Vergleich der Methode mit den RANS-Simulationen

Nachdem in den vorangegangenen Kapiteln die grobe Diskretisierung des Fluid-
raums der reprisentativen Unterkanile aus Abb. 4.3 und der numerische Aufbau
des Modells eingefiihrt wurden, sollen nun die mit dieser neuen Methode erzielten
Ergebnisse mit den entsprechenden Daten der detaillierten RANS-Simulationen
aus Kapitel 4 verglichen werden. Den hier vorgestellten Ergebnissen liegt die
Geometrie der Unterkanile gem#f Abb. 5.8 rechts mit der dort zu entnehmen-
den Nummerierung der Fluidzellen zugrunde. Die stationiren Rechnungen sind
isotherm und die implementierten Stoffwerte basieren auf einem zu T = 390°C'
gewéhlten Temperaturniveau, welches in etwa den Austrittsbedingungen aus der
Verdampferstufe nach Abb. 1.2 entspricht. Die in den nachfolgenden Diagrammen
durch schwarze, durchgezogene Linien verbundenen Werte sind nach Gl. (3.37)
volumengemittelt. Die dazu notwendige Einteilung in Kontrollvolumen entspricht
denen aus Abb. 5.8 rechts. Der axiale Massenstrom entspricht exakt dem in Kapitel
4 eingesetzten Wert von M, = 0,124kg/s. In Bezug auf die rdumliche Diskretisie-
rung werden mit dem Zentraldifferenzen-Verfahren gewonnene und durch dunklere,
durchgezogene Linien abgebildete Ergebnisse den mit dem Aufwind-Verfahren
errechneten und in helleren, gestrichelten Linien dargestellten Daten gegeniiber-
gestellt. Die Farbkodierung fiir die drei Unterkanéle ist an Abb. 5.8 rechts angelehnt.

Zur besseren Adressierung von Interpretationen zu bestimmten Zellen werden im-
mer vier in axialer Richtung aufeinanderfolgende Zellen zu sogenannten Zellsdulen
zusammengefasst. Tabelle 5.1 listet die Zuweisung der Zellnummern aus Abb. 5.8
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rechts zu entsprechenden Zellsdulen auf.

Zellsaule: 1 2 3 4 5 6 7
Zellnr.: 1-4 5-8 9-12 13-16 17-20 21-24 25-28
8 9 10 11 12 13

29-32 33-36 37-40 41-44 45-48 49-52

Tabelle 5.1: Zusammenfassung der Einzelzellen aus Abb. 5.8 rechts zu Zellsdulen.

Die in diesem Abschnitt einheitliche Farbkodierung ist in Tabelle 5.2 aufgefiihrt.

Aufwind Zentraldifferenzen
Randkanal oben — .

Zentralkanal —_— ..
Randkanal unten —_— .
RANS —_

Tabelle 5.2: Farbkodierung der Graphen in diesem Kapitel.

Abb. 5.10 oben links zeigt den Vergleich der Geschwindigkeitskomponenten in
x-Richtung zwischen den RANS-Simulationen und den Unterkanalrechnungen. Es
ist zu erkennen, dass die in dieser Arbeit vorgestellte Art der Unterkanalanalyse in
der Lage ist, die Quergeschwindigkeiten, wie sie sich bei der numerischen Losung
der Reynoldsgleichungen ergeben, in zufriedenstellender Weise zu reproduzieren.
Insbesondere der Verlauf der angesprochenen Daten in den beiden Randkanilen
stimmt im Mittel mit denen der detaillierteren Rechnungen gut iiberein. Auch die
Verldufe in den Zellen des Zentralkanals sind quantitativ gut getroffen. Zwischen
den beiden Diskretisierungsverfahren sind keine nennenswerten Unterschiede
festzustellen.

In Bezug auf die in Abb. 5.10 oben rechts dargestellten Geschwindigkeiten in y-
Richtung ist die Ubereinstimmung weniger zufriedenstellend. Generell werden in
den drei Unterkanilen diese Quergeschwindigkeiten deutlich geringer vorhergesagt
als in den Simulationen aus Kapitel 4. Relativ stark weichen die mit der groben
CFD erzielten Ergebnisse von denen der RANS in den gelb hinterlegten Zellen ab,
welche an die Spalte zwischen dem Zentralkanal und den Randkanilen grenzen.
Aufgrund der fehlenden Diskretisierung des Drahtvolumens kénnen dadurch her-
vorgerufene Saug- bzw. Druckwirkungen sowie Verdrangungs- und Trigheitseffekte
nicht beriicksichtigt werden. Diese Eigenschaften werden im Nachfolgenden als die
Verdringungswirkung der Drahtwendel bezeichnet. In den rot hinterlegten Zellen,
welche eigentlich fiir den Queraustausch in x-Richtung verantwortlich sind, weichen
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die v-Geschwindigkeiten ebenfalls voneinander ab. Die dortige Unterschitzung der
genannten Geschwindigkeitskomponenten ist als Folge des massiven Wandeinflusses
zu werten. In diesen in y-Richtung von jeweils zwei Wénden flankierten Fluidzel-
len wird aufgrund der rdumlichen Diskretisierung eine Ausbildung von hinreichend
hohen Geschwindigkeitskomponenten senkrecht zur Wand unterdriickt.
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Abbildung 5.10: Gegeniiberstellung der Stromungsgrofen in den Fluidzellen aus Abb. 5.8.

Die Profile der Geschwindigkeiten in z-Richtung, in Abb. 5.10 unten links dar-
gestellt, hingegen passen wiederum hinreichend gut zu den Referenzwerten aus
Kapitel 4. Tendenziell werden diese jedoch etwas geringer bestimmt. Die Ausnahme
hiervon bilden die Daten fiir die bereits angesprochenen, gelb hinterlegten Zellen.
Dort werden die Axialgeschwindigkeiten deutlich zu niedrig berechnet. Da alle
aufgepriagten Volumenkrifte in Abhéngigkeit dieser Stromungsgrofse nach GI.
(5.41) berechnet werden, hat diese Diskrepanz erheblichen Einfluss auf die Stro-
mungsstruktur in den grob diskretisierten, repriasentativen Unterkanélen. Da von
den markierten Zellen mafigebliche Impulse fiir den Queraustausch in y-Richtung
ausgehen, wirkt sich diese Unzuldnglichkeit besonders drastisch auf die Querge-
schwindigkeitsverteilung in dieser Koordinatenrichtung in Abb. 5.10 oben rechts aus.
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Der in Abb. 5.10 unten rechts wiedergegebene, axiale Druckverlauf weist nicht auf
die diskutierte, inkorrekte Berechnung der Axialgeschwindigkeiten in den fiir den
Queraustausch in y-Richtung wichtigen Zellen hin. So stellt sich in allen, einen Un-
terkanal bildenden Zellsdulen ein nahezu identischer Druckverlauf in axialer Rich-
tung ein. Dies korrespondiert zu der iiberwiegend sehr guten Ubereinstimmung
zwischen RANS und der hier vorgestellten Unterkanalberechnung bzgl. der Axi-
algeschwindigkeiten. Der Versatz der auch qualitativ dhnlichen Verldufe hat seine
Ursache in der Speicherung der Stromungsgrofen in den Zellmittelpunkten, da in
beiden Fillen der Referenzdruck von p,.y = 0, 1M Pa auf die Einlassfliche gesetzt
ist.
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Abbildung 5.11: Gegeniiberstellung der iiber Zellsdulen gemittelten Stromungsgrofen.

Fiir die Berechnung der Kiihlmittelstromung in Brennelementen nach dem in Ka-
pitel 4.1.1 beschriebenen Ansatz der Unterkanalanalyse ist der Queraustausch pro
Drahtwendelganghthe von Interesse. Um zu untersuchen, ob die iibergeordneten
Stromungsstrukturen der in diesem Kapitel gegeniibergestellten Methoden {iber-
einstimmen, zeigt Abb. 5.11 die iiber eine Zellsdule axial gemittelten Werte der
Stromungsgrofsen aus Abb. 5.10. Wie oben links in Abb. 5.11 zu erkennen ist, kann
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der mittlere Verlauf der Quergeschwindigkeiten in x-Richtung fiir alle drei Unter-
kanile sowohl qualitativ als auch quantitativ gut bestimmt werden. Die Verteilung
der Geschwindigkeitskomponenten in y-Richtung von Abb. 5.11 oben rechts weist
besonders in den rot hinterlegten Zellsdulen Abweichungen zwischen den beiden
Verfahren zur Stromungsberechnung auf, welche den Queraustausch in x-Richtung
induzieren. Die Griinde hierfiir sind bereits erldutert. In den Zellsdulen, welche in
Abb. 5.10 gelb hinterlegt sind, gleichen sich die auftretenden Unterschiede aus, was
im Mittel zu einem sehr geringen Austauschmassenstrom zwischen Zentral- und
Randkanélen fiihrt. Dies wird der Verdriangungswirkung des Drahtes zugesprochen.
Ein abschnittsweiser Stillstand der Austauschstromung ist auch bei den RANS-
Simulationen in Abb. 4.7 zu sehen. Grofere Diskrepanzen in den Axialgeschwin-
digkeitskomponenten aus Abb. 5.11 unten links sind erwartungsgeméf nur in den
schon in Abb. 5.10 identifizierten Zellregionen zu beobachten. Generell werden die
Geschwindigkeiten in z-Richtung etwas geringer als bei den RANS-Rechnungen er-
rechnet. Der in Abb. 5.11 unten rechts dargestellte, mittlere Druckverlauf in den
Zellsdulen stimmt quantitativ weitestgehend iiberein.
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Abbildung 5.12: Verlauf der aufgepréigten Volumenkrifte.
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Um die Ursache fiir die in Abb. 5.10 zu beobachtenden Diskrepanzen in den
Stromungsgroflen zu ergriinden, ist es notwendig, die tatsidchlich in die einzelnen
Fluidzellen aus Abb. 5.8 eingepridgten Volumenkréfte ndher zu untersuchen. Aus
diesem Grund sind in Abb. 5.12 die nach Gl. (5.41) berechneten, zellspezifischen
Volumenkrifte farbig dargestellt. Diese Werte werden mit den Kréften verglichen,
welche sich durch direkte Auswertung der auf die Drahtoberfliche in alle drei
Raumrichtungen wirkenden Reibungs- und Druckkréfte nach Gl. (5.28) und der
zusétzlich in axialer Richtung auf die Stabmantelflichen wirkenden Reibungskréfte
gemif Gl. (5.26) ergeben. Die so ermittelten Krifte sind mit dem jeweiligen Volu-
meninhalt des entsprechenden Kontrollvolumens normiert. Abb. 5.12 stellt somit
ein Maf dafiir dar, ob die aus den RANS-Simulationen extrahierten und in die
CFD-Rechnungen mit grober Diskretisierung neu einzuprigenden Volumenkréfte
auch korrekt berechnet werden.

Der Verlauf dieser Krifte in x-Richtung aus Abb. 5.12 oben links weist mit
Ausnahme der gelb hinterlegten Zellen eine sehr gute Ubereinstimmung auf. Da alle
einzuprigenden Kréfte in Abhéngigkeit der Axialgeschwindigkeit bestimmt werden,
erkldren sich die als zu gering berechneten Volumenkréfte in den angesprochenen
Fluidzellen durch die ebenfalls als zu gering berechneten Geschwindigkeitskom-
ponenten in z-Richtung aus Abb. 5.10 unten links. Die gleiche Aussage ldsst sich
auch fiir die in Abb. 5.12 oben rechts gezeigten Verldufe der Volumenkréfte in
y-Richtung treffen. Allerdings sind die Abweichungen in den gelb markierten Zellen
weniger ausgepragt als fiir die korrespondierenden Zellen in x-Richtung. Dies kann
somit nicht fiir die Unterschitzung der v-Geschwindigkeitskomponenten aus Abb.
5.10 oben rechts verantwortlich sein. Dies wird erneut dem Verdringungseffekt des
Drahtvolumens zugeschrieben. In axialer z-Richtung ist der Verlauf der dazugehd-
renden Kraftkomponente aus Abb. 5.12 unten bei den gelb hervorgehobenen Zellen
im Vergleich zu den RANS-Simulationen am signifikantesten unterschétzt. Zusétz-
lich sind hier auch, wenngleich geringere, Abweichungen in den rot hinterlegten
Zellen zu beobachten. Es lassen sich keinerlei Unterschiede zwischen den beiden
getesteten Diskretisierungsverfahren fiir die drei Koordinatenrichtungen in Abb.
5.12 feststellen.

Abb. 5.13 zeigt die auf die Struktur wirkenden, resultierenden Krifte fiir die beiden
hier diskutierten Methoden zur Berechnung der Strémung in den reprisentativen
Unterkanilen des HPLWR-Brennelements. Diese fiir die individuellen Kontrollvo-
lumen aufsummierten Kréfte schliefen im Falle der RANS-Rechnungen die Druck-
und Reibungskrafte sowohl auf den Stab- als auch auf den Drahtoberflichen ein.
Bei den CFD-Simulationen mit der groben Diskretisierung des Fluidraums umfas-
sen die gezeigten Kraftverldufe fiir die einzelnen Fluidzellen lediglich die Druckkréfte
auf die angendherten Stabflichen wegen des Fehlens der physikalischen Présenz des
Drahtes und der Wandreibung.
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Abbildung 5.13: Verlauf der auf die Struktur wirkenden Kréfte.

Wie aus Abb. 5.13 oben links ersichtlich, wird auf die Struktur in x-Richtung nur in
den Zellen eine resultierende Kraft ausgeiibt, in denen sich die Form der Fluidzellen
in dieser Koordinatenrichtung &ndert. Dies ist bei den rot hinterlegten Zellen der
Fall, von denen auch der Impuls fiir den Queraustausch in x-Richtung ausgeht.
Bei allen anderen Zellen heben sich die Kréfte wegen der identischen Form der
Winde paarweise auf. Dabei stimmt der Verlauf zwar qualitativ im axialen Verlauf
mit den RANS-Rechnungen {iberein, jedoch werden die Krifte allgemein geringer
berechnet als in den detaillierteren Simulationen. Die Ursache hierfiir liegt in den
allgemein geringeren Zelldriicken nach Abb. 5.10 unten links. Der gegenlaufige
Verlauf in den zwei zu einem Unterkanal gehorenden Zellsdulen erklirt sich durch
den entsprechend inversen Verlauf der Zellkontur in dieser Koordinatenrichtung.
Fiir den Kraftverlauf in y-Richtung gilt Analoges wie fiir den in x-Richtung. So
finden sich aus genannten Griinden in Abb. 5.13 oben rechts resultierende Krifte
in den entsprechend iibrigen Zellen. Auch hier werden die Kréfte generell kleiner
berechnet als in den Referenzrechnungen. Auffillig ist, dass in den grau hinterlegten
Zellen deutlich hohere Krifte ermittelt werden als in den gelb kodierten. Dies liegt
an der groferen, projizierten Querschnittsfliche in y-Richtung. Wie auch schon bei
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den auf die Struktur wirkenden Kréfte in x-Richtung ist kein Einfluss des Diskre-
tisierungsverfahrens zu erkennen. In z-Richtung werden auf die grob diskretisierte
Geometrie keine resultierenden Krifte ausgeiibt, da keine Wandreibung existiert
und die Form der Zellen in axialer Richtung konstant bleibt. Abb. 5.13 unten gibt
deshalb lediglich die Kraftverldufe der RANS wieder.

Als Schlussfolgerung aus dem hier durchgefithrten Vergleich ldsst sich feststellen,
dass die in dieser Arbeit neu vorgestellte Methode deutlich besser in der Lage ist,
die unilateralen Stromungsstrukturen in den Randkanélen wiederzugeben als die
alternierenden Querstromungen zwischen dem Zentralkanal und den Randkanilen.
Abb. 4.5 aus Kapitel 4.4.2 verdeutlicht diese Stromungsbedingungen. Die Ursache
hierfiir sind die komplexen Wirbelstrukturen aufgrund von Sekundirstromungen
aus Abb. 4.7, welche sich gerade in den Kontrollvolumen der farblich hinterlegten
Fluidzellen aus Abb. 5.10 befinden. Wegen der groben Diskretisierung ist es
nicht moglich, die dort auftretenden Phinomene richtig zu erfassen. Es kann
jedoch davon ausgegangen werden, dass sich bei einer Erhéhung der Zelldichte in
axialer Richtung dieser Nachteil weniger drastisch auswirken wird. Mit wenigen
Ausnahmen fiir die angesprochenen Regionen sind die Axialgeschwindigkeiten
und im Besonderen der axiale Druckverlust sehr gut reproduzierbar. Vergleicht
man die beiden benutzten Diskretisierungsverfahren, so sind keine signifikanten
Unterschiede zu erkennen.

Es gilt jedoch anzumerken, dass bei dieser Methode im Gegensatz zu den iibli-
cherweise verwendeten Unterkanalprogrammen mit Ausnahme des verwendeten
Turbulenzmodells bei den Simulationen zur Bestimmung der Detailinformationen
auf weitere, empirische Modellparameter verzichtet werden kann. Weiterhin werden
Ungenauigkeiten, welche mit der zur Kalibrierung von Modellkonstanten erfor-
derlichen Experimenten einhergehen, ausgeschlossen, da stattdessen experimentell
verifizierte CFD-Rechnungen Anwendung finden. Unter Beriicksichtigung dieser
Aspekte wird von einer insgesamt sehr guten Wiedergabe der Strémungsstrukturen
in den Unterkandlen des HPLWR-Brennelements mit der hier erarbeiteten, prag-
matischen Vorgehensweise ausgegangen.

Zu der direkten Auswertung der resultierenden Krifte gemif Kapitel 5.1.2 und
5.1.3 und dem anschlieffenden Einprigen in die einzelnen Fluidzellen nach Kapitel
5.2.2 ist eine weitere Alternative denkbar. So wire es moglich, die fiir die Kontroll-
volumen aus Abb. 5.8 bestimmten, mittleren Geschwindigkeitskomponenten und
Driicke der detaillierten Simulationen direkt in die bei der groben CFD verwen-
deten Zellen einzuspeisen. Nach nur einem infinitesimalen Zeitschritt einer darauf
folgenden, instdtiondren Rechnung liefen sich dann die resultierenden Kréfte nach
den beiden oben beschriebenen Methoden bestimmen. Auf diesem Wege lassen sich
Volumenkrifte ermitteln, welche die exakt gleiche Stromungsstruktur der RANS-
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Simulationen in den groben Fluidzellen ohne Drahtgeometrie induzieren. Als Folge
ist eine bessere Ubereinstimmung der mit der groben CFD bestimmten Ergebnis-
se mit denen der detaillierten Rechnungen zu erwarten, da die dabei verwendeten
Krifte bereits entsprechend bestimmt wurden. Diese lassen sich jedoch nicht aus
physikalischen Uberlegungen ableiten wie jene aus Kapitel 5.1.2 und 5.1.3, weshalb
die gerade beschriebene Vorgehensweise im Rahmen dieser Arbeit nicht weiter un-
tersucht wird.

5.3 Untersuchung eines Brennelements aus der
zweiten Uberhitzerstufe

5.3.1 Aufbau des numerischen Modells

Nachdem in den vorangegangenen Kapiteln gezeigt werden konnte, dass ein
kommerzielles, dreidimensionales CFD-Programmpaket wie STAR-CD® in der
Lage ist, die komplexen Stromungsverhéltnisse in Unterkanilen mit Drahtwendel-
abstandshaltern zu erfassen, soll diese innovative Methode nun auf das komplette
HPLWR-Brennelement angewendet werden. Als Validierungsfall wird eine Sensi-
tivitdtsanalyse von Heinecke [131] gewdhlt, welche fiir das HPLWR-Brennelement
mit einer adaptierten Version des Unterkanalprogramms COBRA IIIC [124] durch-
gefithrt wurde. Im Detail handelt es sich um ein modelliertes Brennelement der
zweiten Uberhitzerstufe, welches einer deutlich erhéhten, thermischen Leistungszu-
fuhr mit einem zusétzlichen, starken, lateralen Leistungsgradienten ausgesetzt ist.
Bzgl. weiterer Einzelheiten zu den getroffenen Annahmen bzw. gewidhlten Modellen
sei aufgrund des begrenzten Umfangs dieser Arbeit auf [131] verwiesen.

Zunidchst ist die Generierung des numerischen Rechengitters erforderlich. Dabei
kann die gesamte, beheizte Linge von mit der in Abb. 5.8 links vorgestellten
Diskretisierung durch insgesamt nur 21.504 Hexaederzellen wiedergegeben werden.
In Simulationsprogrammen, welche die Berechnung vieler Millionen Fluidzellen
erlauben, ist dadurch die Analyse der Stromungsverhéltnisse in mehreren mitein-
ander {iber ein gemeinsames Plenum gekoppelten Brennelementbiindel méglich.

Wie in Kapitel 5.2.2 beschrieben, ist es erforderlich, allen Zellen im Fluidraum
in Abhéngigkeit ihrer geometrischen Lage individuell Werte zuzuweisen. Da die
Berechnung des kompletten HPLWR-Brennelements iiber eine Ganghohe mit
den zur Verfiigung stehenden, numerischen Kapazititen nicht moglich ist, muss,
in Ermangelung von Daten fiir die restlichen Unterkanéle, fiir die in Kapitel
4 gewonnenen Informationen eine Ubertragbarkeit auf die verbleibenden Zellen
gefunden werden.
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In Abb. B.1 aus Anhang B ist die bei den folgenden Rechnungen eingesetzte Metho-
de dargestellt. Diese basiert auf der Annahme, dass die sich in den Kontrollvolumen
aus Abb. 5.8 einstellenden Stromungsverhéltnisse direkt mit der dort vorzufindenden
Geometrie in Verbindung bringen lassen. Auf der Suche nach geometrischen Ahn-
lichkeiten im HPLWR-Brennelement lassen sich zu den in Kapitel 5.2.4 untersuchten
und mit durchgezogenen Linien umrahmten Zellen die mit gestrichelten Linien ein-
gefassten, analogen Zellen finden. Sie befinden sich unterhalb des Moderatorkastens.
Dies gilt fiir Zellen einer in axialer Richtung in vier dquidistante Kontrollvolumen
unterteilten Ganghdhe. Die Geometrie fiir die farblich eingerahmten Zellen links
bzw. rechts des Moderatorkastens lasst sich eine Stufe unterhalb der jeweiligen Stu-
fe finden, wenn man die Ausgangszellen um 90° entgegen dem Uhrzeigersinn dreht.
Unter strikter Einhaltung dieser Vorgehensweise lassen sich mit einigen zuséitzli-
chen Annahmen allen Zellen in der Brennelementgeometrie die originalen oder die
um 90° gedrehten und entsprechend angepassten Eigenschaften der reprisentativen
Unterkanalzellen zuweisen. Abb. B.2 in Anhang B zeigt die vollstindige Zuordnung
fiir die einzelnen Ebenen im Detail. Von den angesprochenen Annahmen sind zum
Beispiel die Zellen der beiden Unterkanaltypen in den adufersten Ecken sowie an
den Ecken des Moderatorkastens betroffen. Abb. 5.14 zeigt die nach dem beschrie-
benen Schema kodierten Zellen einer axialen Ganghohe, wiedergegeben durch vier
Zellschichten in axialer Richtung.
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Abbildung 5.14: Grobe Diskretisierung einer axialen Ganghdohe.

Als Randbedingung auf den als adiabat angenommenen Stab- und Kastenwénden
wird analog zu Kapitel 5.2.4 die Gleitbedingung verwendet. Auf dem gesamten

130



5.3. UNTERSUCHUNG EINES BRENNELEMENTS AUS DER ZWEITEN UBERHITZERSTUFE

Einlassquerschnitt ist eine dem Axialmassenstrom von Mpp = 2,479kg/s propor-
tionale Axialgeschwindigkeit von v,, = 11,39m/s implementiert. Zusétzlich ist
dort dem der Einlasstemperatur von 433°C' entsprechende Wert fiir die Fluiddichte
von pein, = 119,97kg/m? und anstelle der Einlasstemperatur der Wert der Einlass-
enthalpie von he;,, = 2.856,25k.J/kg vorgegeben. Auf der Auslassebene wird das
Verschwinden von Gradienten in lateraler Richtung erzwungen. Ausgehend von
dem Temperaturniveau am Einlass hat Heinecke [131] dem untersuchten HPLWR-
Brennelement aus der zweiten Uberhitzerstufe eine thermische Gesamtleistung
von Qpr = 1,422MW beaufschlagt, was in etwa dem 1,75-fachen der nominellen
Leistung eines Uberhitzerelements dieser Kernregion mit einer Aufheizspanne
von ca. 430°C' auf ungefihr 500°C' entspricht. Die Leistungserh6hung wurde von
Heinecke [131] gew#hlt, um in dem heifesten Unterkanal eine als maximal zuldssig
definierte Temperatur von 600°C' zu erreichen. Dabei wurde in den angesprochenen
Analysen die Wéarmeenergie gleichmifig entsprechend dem jeweiligen Anteil an
Stabvierteln zugefiihrt, was in einem linearen Anstieg der Kiihlmitteltemperatur
iiber der Hohe resultiert. Die Maximaltemperaturen in den Unterkandlen werden
demzufolge in der letzten, axialen Zellschicht erreicht.

Abbildung 5.15: Laterale Leistungsverteilung der Brennstébe.

In der Realitét ist ein Brennelement jedoch keinem flachen Leistungsprofil exponiert,
sondern sieht einen seiner Lage im Kern entsprechenden, schréigen Verlauf. Dies liegt
daran, dass der Neutronenfluss in radialer Richtung variiert und vom Inneren des
aktiven Kerns nach auflen in Richtung Reaktordruckbehélter nachlisst. Um dieser
Tatsache gerecht zu werden, ist geméf Heinecke [131] dem axialen Leistungsprofil
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zusitzlich ein Leistungsgradient in lateraler Richtung iiberlagert, welcher jedoch die
dem Brennelement insgesamt zugefiihrte Wiarme nicht verdndert. Abb. 5.15 zeigt in
roten Ziffern die Variation in der Leistungsverteilung der Brennstdbe in y-Richtung.

Eine Losung der Neutronendiffusionsgleichung unter der Voraussetzung kon-
stanter Stoffwerte ist eine sinusformige, axiale Wiarmezufuhr. Fiir ein HPLWR-
Brennelement aus der zweiten Uberhitzerstufe ist diese Annahme gerechtfertigt.
Diesen Verlauf erhédlt man unter den Voraussetzungen eines in axialer Richtung
symmetrischen Verlaufs des Neutronenflusses mit einem mittig gelegenen Maxi-
mum. Zusidtzlich wird angenommen, dass an den beiden axialen Berandungen alle
Neutronen als Leckage verloren gehen und sich dort aufgrund der Ermangelung
des Neutronenflusses keine Leistungsfreisetzung einstellen kann. Ein entsprechend
modifiziertes Leistungsprofil wird im folgenden Kapitel den Berechnungen mit
linearem Temperaturanstieg zum Vergleich gegeniibergestellt. Trotz gleicher
zugefithrter Gesamtleistung erfihrt das Kiihlmedium dadurch eine andere Historie
wahrend der Aufheizung. Dies kann sich in einer unterschiedlichen Lage des
heifsesten Unterkanals mit verschiedenen Endtemperaturen duflern. Die Berechnung
der Werte fiir die den Fluidzellen eingespeiste Warme wird im Folgenden erldutert.

Der dem Brennelement integral iiber die gesamte Linge zugefiihrte Wirmestrom
QpE lasst sich ausdriicken als:

Lyen.

QBE = Qmaac : / sin (7‘- : : ) - dz. (546)
0

beh.

Dabei ist die Konstante (), der auf halber Héhe in der Mitte des Brennelements
auftretende Maximalwert der zugefithrten Wérme. Integration des obigen Ausdrucks
liefert:

L. Lyen. L.
QBE - Qmaaz |:_ beh. - COS (77 . : >:| = Qmam -2 b h., (547)
™ Lbeh. 0 m
wodurch man durch Umstellen folgende Bestimmungsgleichung erhélt:
Qrar = 57— Q (5.48)
mar — 9. Lbeh, BE- .

Die von einem Brennstab pro axialem Inkrement abgegebene Wiarme berechnet sich

zu:
Zit+1

Qrv (2= 2;) = Qumaz - / sin (7r : Lbzh ) - dz. (5.49)

Zi

Aufgrund der in Kapitel 5.2.3 beschriebenen Notwendigkeit der direkten Einspei-
sung von Daten in die Fluidzellen gilt es, den kontinuierlichen Verlauf aus Gl. (5.49)
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in einen treppenférmigen umzuwandeln. Der dem Kontrollvolumen einer Zelle inte-
gral zugefiihrte Warmestrom @)y ist dann:

(Q(z=241) — Q2= 2))

9 ) (Zi—i-l - Zz) ) (5-50)

Qrv (2 = z;) =

mit der Warmemenge fiir die einzelnen, axialen Ebenen Q(z) geméf:

Q(z = z;) = Quax - SIn ( “i -7r> ) (5.51)
Lpep.

Mit Gl. (5.50) wird dem Fluid lediglich 0.012% weniger Leistung pro Stab zugefiihrt

als mit Gl. (5.49), was als vernachlissigbar geringer Unterschied betrachtet wird. Da

STAR-CD® die Eingabe von volumengemittelten Werten erfordert, werden die nach

Gl. (5.50) bestimmten Daten noch mit dem jeweiligen Unterkanalvolumen normiert.

4x10°
3x10° ;K;;;;X%
O Eckkanal
| = O Randkanal

— O Zentralkanal/Ecke
£ 25108 O Zentralkanal
= Eckkanal (Korr.)
- Randkanal (Korr.)
ox Zentralkanal/Ecke (Korr.)

1x10° Zentralkanal (Korr.)

0,0 07 14 2,1 2,8 35 42
z [m]

Abbildung 5.16: Sinusférmiges Leistungsprofil der zweiten Uberhitzerstufe.

In Abb. 5.16 ist die den einzelnen Unterkanaltypen zugefiihrte Wiarme iiber
der axialen Hohe dargestellt. Die farbigen Kreise geben die fiir die einzelnen
Kontrollvolumen mit den aufgefiihrten Formeln bestimmten Werte wieder. Die An-
ndherung der sinusférmigen Wirmezufuhr iiber der axialen Hohe durch Polynome
6. Grades erleichtert die Implementierung in dem Softwarepaket STAR-CD® und
die individuelle Zuweisung der Werte zu den Zellen. Die durchgezogenen Linien
zeigen die von diesen Polynomen bestimmten, kontinuierlichen Verldufe, welche
sehr gut mit den Einzelwerten iibereinstimmen.
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Infolge der Berechnung einer Stromung mit Warmezufuhr ist es nicht wie in
Kapitel 5.2.4 ausreichend, ausschlieflich die Kontinuitdtserhaltungsgleichung aus
Gl (5.43) und die Impulsbilanzen geméf GIl. (5.44) fiir die Fluidzellen zu lésen.
Zusétzlich muss nun auch die Erhaltung der Energie durch Einbindung von GI.
(5.45), welche iiber die Enthalpie formuliert ist, gewéhrleistet werden. Wie bereits
in Kapitel 5.2.3 vorweggenommen, werden die durch den letzten Term modellierten
Wiérmeleitungsprozesse vernachléssigt.

Weiterhin ist es zwingend erforderlich, den stark nichtlinear von der Temperatur
bzw. Enthalpie abhingenden Stoffeigenschaften von iiberkritischem Wasser durch
variable Stoffwerte Rechnung zu tragen. STAR-CD® erfordert eine Definition der
Stoffwerte iiber die Temperatur, obwohl das Programm intern Gl. (3.8) mit der
Enthalpie als zu erhaltende Grofe 16st. Allerdings hat das benutzte Software-
paket Probleme, wenn Gradienten mit negativer Steigung in der Definition der
spezifischen Wirmekapazitit c, zu berechnen sind. Bei Temperaturen oberhalb
des pseudo-kritischen Punktes fillt der angesprochene Stoffwert drastisch ab,
wie in Anhang C aus Abb. C.1 zu erkennen ist, was in einer negativen Steigung
des Verlaufs resultiert. Um diesen Nachteil zu umgehen, wird die spezifische
Wirmekapazitit formal zu c¢,,.; = 1kJ/kgK gesetzt und die iibrigen Stoffwerte
als Funktion der Enthalpie formuliert, so dass die Enthalpiegleichung unmittelbar
gelost wird. In Anhang C sind in den Abb. C.2-C.4 diese Verldufe in Abhingigkeit
der Enthalpie als schwarze, durchgezogene Linien dargestellt. Da diese duferst
nichtlinearen Kurven nur unzureichend durch ein einzelnes Polynom 6. Grades
wiedergegeben werden konnen, werden sie stattdessen abschnittsweise durch zwei
solcher Polynome angenihert. Die entsprechenden Formulierungen sind in Anhang
C durch die Gl. (C.1)-(C.6) ausgedriickt. Ein Vergleich der nach diesen Gleichungen
bestimmten und als farbige Kreise in den Abbildungen eingetragenen Daten mit
den korrespondierenden Werten aus der Wasserdampftafel nach Wagner und Kruse
[150] zeigt eine sehr gute Ubereinstimmung. Da nun die Werte fiir die Temperatur
in den einzelnen Rechenzellen denen der Enthalpie entsprechen, miissen diese zur
Auswertung der tatséchlichen Temperaturen wieder nach Gl. (C.7) zuriickgerechnet
werden.

Als rdumliches Diskretisierungsverfahren wird nach Kapitel 5.2.3 das Aufwind-
Verfahren aus Oertel und Laurien [107] verwendet.

5.3.2 Vergleich ausgewahlter Unterkanaltemperaturen

Im Nachfolgenden sollen die unter Anwendung der in dieser Arbeit erstmals vorge-
stellten Methode zur Berechnung von Kiihlmittelstromungen in Brennelementen ge-
wonnenen Ergebnisse denen der Unterkanalanalyse von Heinecke [131] vergleichend
gegeniibergestellt werden. Da ein Versagen eines Brennelements hauptséchlich durch
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zu hohe Hiillrohrtemperaturen und damit einhergehenden Kiihlmitteltemperaturen
bedingt ist, wird die Fluidtemperatur als zu vergleichende, thermodynamische Grofe
gewéhlt. Heinecke hatte in seinen Berechnungen den Unterkanal "9" aus Abb. 5.15
als den Teil des HPLWR-Brennelements ausfindig gemacht, bei dem sich auf Basis
der in dieser Studie zugefithrten Warmeleistung als Erstes die Maximaltemperatur
von 600°C' einstellt. Als voraussichtlich kritischste Stelle dient sie den in dieser Ar-
beit durchgefiihrten Rechnungen als Referenz. In den Abb. 5.17 - 5.19 ist der lineare
Temperaturanstieg des Kiihlmediums entlang der axialen Hohe dieses Unterkanals
als durchgezogene, schwarze Linie dargestellt. In der zugrunde liegenden, groben
Diskretisierung ist eine Rechenzelle dieses Unterkanals aus COBRA IIIC mit vier
Fluidzellen gleicher axialer Ausdehnung, in Abb. 5.15 farbig kodiert, wiedergege-
ben. Fiir diese vier Zellsiulen sowie fiir den mit den ensprechenden Zellvolumen
gewichteten Mittelwert dieser Zellen ist in Abb. 5.17 der Fluidtemperaturverlauf
in axialer Richtung aufgetragen, wie er sich in reibungsfreier Strémung unter Ver-
nachlissigung der Drahtwendelkrifte ergibt. Austauschstromungen zwischen Zellen
stellen sich somit ausschliefslich aufgrund unterschiedlicher Aufheizung ein. Dabei
wird den jeweiligen Rechenzellen iiber die Hohe konstant Wérme aufgepréigt. Diese
Konfiguration wird nachfolgend als Fall "1" bezeichnet.
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Abbildung 5.17: Lineare Aufheizung ohne implementierte Volumenkréfte.

Es ist zu erkennen, dass sich die Zellsdulen unterschiedlich und nahezu iiber die
gesamte axiale Linge geringer aufheizen als der gesamte Unterkanal in der Refe-
renzrechnung. Lediglich die magentafarbene Zellsdule erreicht in den letzten axia-
len Schichten leicht hohere Temperaturen, wohingegen die griine Zellsdule mit ca.
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582°C' die geringste Endtemperatur aufweist. Die grofste Abweichung in Bezug auf
die Temperaturdifferenz fiir ein bestimmtes, axiales Kontrollvolumen zwischen dem
Referenzfall und der Unterkanalberechnung mittels reibungsfreier, grober CFD stel-
len die blaue und griine Zellsdule gleichermafen mit rund 18°C' dar. Der aus den
vier Zellen pro axialer Hohe gebildete Mittelwert unterschatzt die Endtemperaturen
um ca. 10°C' und weicht in den lokalen Temperaturen um maximal rund 14°C' vom
Referenzfall ab.
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Abbildung 5.18: Lineare Auftheizung unter Verwendung der Volumenkréfte.

Abb. 5.18 zeigt die zu Abb. 5.17 korrespondierenden Resultate fiir den sogenannten
Fall "2" mit implementierten Volumenkréften, welche die Quervermischung auf-
grund der Drahtwendeln induzieren. Die Fluidtemperaturen der wiederum farbig
markierten Zellsdulen liegen diesmal deutlich enger beieinander, was auf einen er-
heblich verbesserten QQueraustausch schlieffen ldsst. Die geringste Endtemperatur
tritt in der magentafarbenen Zellsdule auf und liegt lediglich 5°C' unter dem Wert
der Rechnung mit COBRA IIIC. Der Mittelwert der Endtemperaturen aller vier
Zellsdulen betragt 597°C'. In den Temperaturdifferenzen fiir eine bestimmte Hohe
unterscheiden sich die griine Zellsdule und der Mittelwert nur um maximal 9°C' bzw.
7°C von den Referenzdaten. Diese gute Ubereinstimmung der Einzelergebnisse fiir
die Zellsdulen unterstreicht den Beitrag der Drahtwendeln zur Homogenisierung der
Unterkanaltemperaturen.
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Abbildung 5.19: Aufheizung infolge sinusférmiger Warmezufuhr unter Verwendung der
Volumenkrifte.

Gemafs Abb. 5.19 ergibt sich fiir die Fall "3" genannte Aufprédgung des im
vorangegangenen Kapitel 5.3.1 vorgestellten, sinusférmigen Leistungsprofils in
axialer Richtung ein unterschiedlicher Temperaturverlauf in dem untersuchten
Geometrieausschnitt im Vergleich zu der konstanten Leistungszufuhr. Wiederum
weist die geringe Abweichung unter den vier Zellsdulen aus Abb. 5.15 auf eine gute
Quervermischung aufgrund der durch die Drahtwendeln induzierten Volumenkréfte
hin. Wegen der integral gleichen Leistungseinspeisung in die Zellen und des
erhohten Queraustauschs werden nahezu identische Endtemperaturen zu dem in
Abb. 5.18 gezeigten Fall "2" erreicht. Die grofste Abweichung tritt auch hier in der
magentafarbenen Zellsdule auf und entspricht der aus Fall "2". Analoges Verhalten
ist fiir den aus den vier Zellsdulen gebildeten Mittelwert der Fluidtemperatur zu
beobachten.

Generell lisst sich eine sehr gute Ubereinstimmung der vorgestellten Temperatur-
verldufe mit den Daten aus COBRA IIIC [124] feststellen. Fiir alle in diesem Kapitel
aufgefiihrten Rechnungen kann ein Residuum von Res ~ 1074 erreicht werden, was
auf ein sehr robustes, numerisches Verfahren auch bei der Préisenz starker Gradien-
ten hinweist.
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5.3.3 Auswertung der allgemeinen Stromungsstruktur

Die Temperaturverteilungen in Abb. 5.20 stimmen ohne die Einbindung der in Ka-
pitel 5.2.2 ermittelten Volumenkrifte qualitativ iiberein. Im Falle der konstanten
Wirmezufuhr iiber der Hohe steigen die Unterkanaltemperaturen jedoch schneller
an, wie schon in Abb. 5.18 und Abb. 5.19 zu erkennen ist. Wie bei den Analysen
von Waata et al. [149] heizen sich auch in Abb. 5.20 die vier Eckkanéle aus Abb.
5.15 deutlich schneller auf als die iibrigen Unterkanéle und erreichen demzufolge
hohere Endtemperaturen. Diese Beobachtung ldsst sich unabhéngig von der Art der
Wirmezufuhr anstellen. Weiterhin ist zu erkennen, dass sich die Zentralkanile bei
fehlender Mischung generell erheblich stirker autheizen als die Randkanéle, was die
Notwendigkeit eines guten Mischungskonzepts, wie bereits in Kapitel 2.2 untersucht,
unterstreicht.

Abbildung 5.20: Unterkanaltemperaturen ohne Volumenkrifte: Links: Konstante Wirme-
zufuhr; Rechts: Sinusférmiges Lesitungsprofil.

Unter Beriicksichtigung der Volumenkrifte stellt sich bei den beiden verschiede-
nen Aufheizprofilen eine deutliche Absenkung der maximalen Fluidtemperaturen
am Auslass ein, was in Abb. 5.21 dargestellt ist. In beiden Féllen sind die héchsten
Kiihlmitteltemperaturen in dem oberen, linken Viertel zu finden, was sich mit den
Analysen von Heinecke [131] deckt. Diese Lage der heiflesten Stelle ldsst sich mit
der Richtung des lateralen Leistungsgradienten aus Abb. 5.15 sowie der Wicklungs-
richtung der Drahtwendeln im Gegenuhrzeigersinn erkldren. Beim sinusférmigen
Leistungsprofil steigen die Temperaturen in Abb. 5.21 rechts entsprechend friiher
auf einen hoheren Wert an, was mit dem Graph aus Abb. 5.19 korrespondiert.
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Abbildung 5.21: Unterkanaltemperaturen mit Volumenkriften: Links: Konstante Wirme-
zufuhr; Rechts: Sinusférmiges Leistungsprofil.

Die Giite der Fluidvermischung innerhalb eines Brennelements wird in der Regel an
der Differenz zwischen maximaler und minimaler Austrittstemperatur gemessen.
Dies ist auch aus strukturmechanischer Sicht von Bedeutung, da grofe Gradienten
hohe Spannungen in den Bauteilen verursachen. Den mittleren Austrittstemperatu-
ren wird in Bezug auf den thermodynamischen Wirkungsgrad besondere Bedeutung
beigemessen. Als limitierender Wert hinsichtlich eines Versagens des Werkstoffs ist
die im gesamten Brennelement auftretende Maximaltemperatur. In Tabelle 5.3 sind
besagte Temperaturen fiir die drei untersuchten Fille und der Referenzrechnung
mit COBRA IIIC vergleichend gegeniibergestellt. Fiir Fall "1" lassen sich trotz
einer moderaten, mittleren Austrittstemperatur grofe Abweichungen in beiden
Richtungen um diesen Mittelwert beobachten, was in einer enormen Temperatur-
differenz von iiber 170°C' in der Auslassebene resultiert. Fiir die Félle "2" und "3"
ist eine betrichtliche Homogenisierung festzustellen, was sich in einer Anndherung
der beiden Extremwerte zeigt und zu einem flacheren Temperaturgradienten fiihrt.
Die Maximaltemperaturen in den beiden angesprochenen Féllen finden sich in
den cyanfarben hervorgehobenen Spaltregionen zwischen Unterkanal "4" und
"12" bzw. "5" und "13" in Abb. 5.15. Das Auftreten in gerade dieser Region
liegt wahrscheinlich an der in Kapitel 5.2.4 diskutierten, zu geringen Berechnung
der Quergeschwindigkeit zwischen einem Zentralkanal und seinen benachbarten
Randkanélen. Weiterhin bleibt anzumerken, dass in Fall "3" die maximal im Brenn-
element vorkommende Temperatur in etwa vier Ebenen unterhalb des Auslasses
auftritt. Die Ursache hierfiir liegt in der sinusférmigen Wéirmeeinspeisung. Da
zum Auslass hin der Leistungseintrag gegen null geht, die Quervermischung aber
aufrecht erhalten bleibt, kann es zu einer leichten Absenkung der Temperaturen
kommen.
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Im Vergleich zu Heinecke ergeben sich etwas héhere Temperaturdifferenzen, wodurch
mit der hier vorgestellten Methode eine konservativere Abschétzung der Tempera-

5.3. UNTERSUCHUNG EINES BRENNELEMENTS AUS DER ZWEITEN UBERHITZERSTUFE
turen fiir die Auslegung eines Brennelements erfolgt.

Auslass
gem.

T

ATAuslass

Auslass
Tmin

TAuslass
298
683
607

BE
Tmax

40

358
209
549
549

Heinecke [131]

283
576
576

174
28
26

Fall 1

Fall 2

605

608

Fall 3

Brennelement in [°C].

Tabelle 5.3: Signifikante Temperaturen im HPLWR

Alle in den nachfolgenden Abbildungen gezeigten Grofen basieren auf der Rechnung
Die in Abb. 5.22 links zu sehende Verteilung der Fluiddichte ist direkt von der
lokalen Fluidtemperatur abhédngig. So sind auch hier die zu einer hohen Temperatur

unter Verwendung der Volumenkréfte und eines sinusférmigen Leistungsprofils.

niedrigen Dichtewerte im oberen, linken Viertel zu finden. Die

genannte Stoffgrofe ist ein Mak fiir die Geschwindigkeiten, da diese stark an diesen

korrespondierenden,

p [MPa]

Stoffwert gekoppelt sind. Aus diesem Grund wird auf eine gesonderte Darstellung

der Axialgeschwindigkeiten verzichtet.

Abbildung 5.22: Links: Verlauf der Fluiddichte; Rechts: Axiale Entwicklung des Druckes.
Rechts in Abb. 5.22 ist der axiale Verlauf des Druckes wiedergegeben. Er
ist in einer axialen Ebene nahezu konstant, wodurch eben diese in Kapitel 2.2
fiir die Berechnung der Zirkulationskonzepte getroffene Annahme untermauert wird.
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In Tabelle 5.4 sind die Axialdruckverluste fiir die Falle "2" und "3" aufgefiihrt. Sie
sind nahezu unabhéngig von der gewdhlten Wirmezufuhr. Zum Vergleich ist der
axiale Druckverlust nach Rehme gemif Gl. (4.52) unter Vernachlissigung des letz-
ten Terms aufgefiihrt. Dieses zusétzliche Verhiltnis von benetzten Umféngen darf
weggelassen werden, da in den groben CFD-Rechnungen weder Wandreibung noch
die Drahtoberflichen Beriicksichtigung finden. Alle verwendeten Strémungsgrofsen
und Stoffwerte sind iiber das gesamte Volumen des Fluidraums gemittelt. Die direk-
te Gegeniiberstellung der berechneten und der durch die Korrelation vorhergesagten
Druckverluste zeigt eine sehr gute Ubereinstimmung der Werte. Die Abweichungen
der Differenzen der paarweise verglichenen Druckverluste vom zu erwartenden Ge-
samtdruckverlust betragen in beiden Féllen nur wenige Prozent.

ApBE [MPa] Apﬁghme [MPa] ApBE — Apﬁghme [kPa]
Fall 2 0,2053 0,2006 4.7
Fall 3 0,2055 0,2022 3,3

Tabelle 5.4: Vergleich der Axialdruckverluste im HPLWR-Brennelement.

Abb. 5.23 zeigt links die u-Geschwindigkeitsvektoren in x-Richtung und rechts die
v-Geschwindigkeitsvektoren in y-Richtung. Es ist zu beobachten, dass sich entlang
des Aufsenkastens eine im Gegenuhrzeigersinn rotierende Stromung einstellt. Die-
se Zirkulation entspricht somit der Wicklungsrichtung der Drahtwendeln um die
Brennstabhiillrohre. Um den Moderatorkasten flieft das Fluid dagegen im Uhrzei-
gersinn. Die hier zu sehenden, gegenldufig rotierenden Stromungen parallel zu den
beiden Kastenwéinden wurden ebenfalls von Heinecke [131] festgestellt.

Abbildung 5.23: Quergeschwindigkeitskomponenten in die beiden lateralen Richtungen.

Generell besteht eine gute Ubereinstimmung mit den Ergebnissen des etablierten
Unterkanalprogramms COBRA IIIC [124] und experimentellen Korrelationen.
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Die Anwendbarkeit eines kommerziellen CFD-Softwarepakets zur Analyse der Stro-
mungsverhiltnisse unter Beeinflussung von Drahtwendelabstandshaltern in den Un-
terkanélen eines gesamten Brennelements konnte somit im Rahmen dieser Arbeit
gezeigt werden.

5.4 Zusammenfassung der Ergebnisse aus den Un-
terkanalberechnungen

Nachdem alle notwendigen Voruntersuchungen abgeschlossen waren sowie die be-
notigten Informationen ermittelt werden konnten, wurde das entwickelte Verfahren
ausfiihrlich beschrieben und verifiziert.

Die einzelnen Schritte hin zur Unterkanalanalyse mittels grober CFD sind nachfol-
gend zusammengefasst:

e Die fiir Unterkanalanalysen mit CFD zu l6senden Erhaltungsgleichungen und
Diskretisierungsverfahren werden ermittelt. Der Vektor der auf ein Kontroll-
volumen wirkenden, dufleren Kréfte in den Impulserhaltungsgleichungen wird
als Schnittstelle fiir die Beriicksichtigung der durch die Drahtwendeln hervor-
gerufenen Effekte auf die Unterkanalstromung identifiziert.

e Verschiedene Arten der Bestimmung der drahtwendelinduzierten Krifte wer-
den vorgestellt. Durch eine vergleichende Gegeniiberstellung der auf die Struk-
tur wirkenden Kréfte und den sich aus den Fliissen iiber die Grenzen eines
Kontrollraums ergebenden Volumenkrifte wird eine konsistente Berechnung
erreicht. Fiir letztgenannte Methode werden die durch die Volumenmittelung
bei der Datenextraktion hinzugekommenen, rdumlichen Schwankungsgréfen
dhnlich der Favre-Mittelung der zeitlichen Schwankungsgrofen in der Turbu-
lenzmodellierung beriicksichtigt.

e Es wird eine Netztopologie erarbeitet, mit welcher sich der Fluidraum des
HPLWR-Brennelements mit seiner quadratischen Stabanordnung durch He-
xaederzellen grob diskretisieren lasst.

e Eine Berechnung der représentativen Unterkanile mit zuvor in geeigneter Wei-
se parametrisierten Kraftkomponenten ergibt mit wenigen Ausnahmen eine
gute Ubereinstimmung der Stromungsgrofen bzw. der auf die Winde wir-
kenden Krifte mit den RANS-Ergebnissen. Der Queraustausch zwischen den
verschiedenen Unterkanaltypen wird deutlich unterschétzt, was wahrscheinlich
an der sehr groben, axialen Diskretisierung bei den vorherrschenden, komple-
xen Stromungsverhéltnissen liegt. Es lassen sich kaum Unterschiede zwischen
den untersuchten Diskretisierungsverfahren erkennen.
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e Zur Berechnung des gesamten HPLWR-Brennelements wird ein Schema der
fiir die reprasentativen Unterkanéle ermittelten Daten auf die nicht untersuch-
ten Unterkanile entwickelt.

e Zur vergleichenden Anwendung des neu entwickelten Verfahrens werden mit
dem Unterkanalprogramm COBRA IIIC durchgefiihrte Unterkanalrechnungen
herangezogen. Eine Analyse des dort gefundenen, heifsesten Unterkanals ergibt
eine sehr gute Ubereinstimmung der Fluidtemperaturen. Der sich einstellende
Axialdruckverlust stimmt ebenfalls sehr gut mit einer empirischen Korrelation
iiberein. Die fiir das HPLWR-Brennelement charakteristischen, gegenlédufig
rotierenden Stromungszirkulationen in den Randkanilen bilden sich aus.

e Die Temperaturunterschiede des Kiihlmittels am Austritt der zweiten Uber-
hitzerstufe betragen bei Leistungsgradienten von £+21% iiber eine Brennele-
mentbreite lediglich rund 55°C', sofern Drahtwendeln beriicksichtigt werden.
Ohne Vermischung zwischen den Unterkandlen kann diese Temperaturdiffe-
renz bis zu 175°C' betragen. Die Drahtwendeln tragen also ganz erheblich zur
Kiihlmittelvermischung bei.

Aufgrund der guten Ubereinstimmung der im Rahmen dieses Kapitels erzielten Er-
gebnisse mit belastbaren Daten einer Unterkanalanalyse gilt die hier vorgestellte,
neue Methode als verifiziert.
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Kapitel 6

Zusammenfassung und Ausblick

Auf der Suche nach einem Abstandshalterkonzept fiir das HPLWR-Brennelement
wurden Drihte, welche helixférmig in gleichsinniger Weise um alle Brennstabhiill-
rohre gewickelt sind, als praktikable und effektive Ausfiihrung identifiziert. Dazu
wurden verschiedene Mischungskonzepte auf ihre Giite bzgl. einer anzustrebenden
Homogenisierung der Kiihlmitteltemperaturen evaluiert. Dabei induzierte die aus-
sichtsreichste Variante eine iibergeordnete Stromungszirkulation im Brennelement
und sorgte fiir einen guten Queraustausch zwischen den Zentralkandlen und den
Randkanilen. Es wurde herausgefunden, dass Drahtwendelabstandshalter solch
eine unilaterale Stromungsstruktur entlang der Kastenwidnde erzeugen, wodurch
heife Strahnen konvektiv herausgemischt werden. Diese Vorteile in Verbindung mit
der einfachen Bauweise machen Drahtwendeln zu idealen Abstandshaltern fiir das
HPLWR-Brennelement.

Es wurde gezeigt, dass ein kommerzielles CFD-Softwarepaket in der Lage ist, mit
vertretbarem Aufwand die Stromungsverhiltnisse in einem gesamten HPLWR-
Brennelement mit Drahtwendelabstandshaltern zu berechnen.

Dazu war es im Zuge einer zuverldssigen Anwendung von CFD zwingend erforder-
lich, die in diesem Fall gewidhlten RANS-Methoden an ausgewéhlten, experimen-
tellen Daten zu validieren. Nach einer genauen Selektion der zur Validierung von
numerischen Rechnungen verwendbaren Experimenteserien wurde eine geeignete
Versuchsreihe identifiziert. Dieses Experiment fiir hexagonale Stabanordnungen mit
Drahtwendeln wurde in Ermangelung von Daten fiir die im HPLWR-Brennelement
vorliegende, quadratische Konstellation gewahlt. Fiir den aus zwei benachbarten
Zentralkanélen bestehenden Geometrieausschnitt wurde zunéchst ein numerisches
Modell ausgearbeitet. Dies stellte eine besondere Herausforderung in Bezug auf
die Geometrieerzeugung dar, da entsprechende Informationen aus der Literatur
nicht verfiighbar waren. Weiterhin wurde eine Methode zur Datenextraktion aus
unstrukturiert vernetzten Fluidrdumen mittels Gauf’scher Wichtung der in den
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Zellvolumen gespeicherten Stromungsgrofsen vorgestellt. Fiir den Quermassenstrom
als dem wichtigsten Parameter und den Axialmassenstrom wurde die Abhéngigkeit
der Ergebnisse von der Geometrie, der Art der Diskretisierung und verschiedener
Diskretisierungsverfahren untersucht. Die nach einer umfangreichen Literaturstudie
zum FEinsatz von Turbulenzmodellen in Stabbiindelstromungen besten Ergebnisse
bei einer Variation ausgewéhlter Turbulenzmodelle ergaben eine Abweichung
zum experimentell bestimmten Druckverlust von 10% und wurden mit einem
kubisch-nichtlinearen Turbulenzmodell erzielt. Damit konnte auch die Dicke der
Grenzschicht im Axialgeschwindigkeitsverlauf hinreichend genau reproduziert
werden. Die unterschiedlichen Verldufe der Quergeschwindigkeiten liefsen sich mit
den vielfach beschriebenen, stark instationiren Strémungsbedingungen in einem
Stabbiindel mit Drahtwendelabstandshaltern erkldren, welche allerdings in dem
kleinen Geometrieausschnitt nicht reproduzierbar waren. Im Vergleich zu einer fiir
eine analoge Geometrie durchgefiihrte LES ergab die in dieser Arbeit entwickelte
Art der RANS-Modellierung die qualitativ gleichen Verldaufe der Quergeschwindig-
keiten durch die Spalte zwischen zwei Brennstédben. Das entwickelte, numerische
Verfahren ist somit in der Lage, die individuellen Auswirkungen der Drahtwendeln
auf die Stromungsverhéltnisse in engen Stabbiindeln zu erfassen.

Um die durch die Drahtwendeln induzierten Effekte auf den Fluidaustausch
zwischen zwei benachbarten Unterkandlen in ihren Einzelheiten bestimmen zu
konnen, wurden fiir einen reprisentativen Geometrieausschnitt des HPLWR-
Brennelements von einer axialen Ganghdhe, bestehend aus einem von zwei
Randkanélen eingebetteten Zentralkanal, RANS-Simulationen auf Basis der zuvor
verifizierten Methode durchgefiihrt. Nach einer ausfiihrlichen Beschreibung der
unterschiedlichen Moglichkeiten der Modellierung des durch die Drahtwendeln
hervorgerufenen Queraustauschs in den etablierten Unterkanalprogrammen wurden
mehrere Parameterstudien durchgefiihrt. Zusétzlich zur Referenzgeometrie des
HPLWR-Brennelements mit geraden Kastenwinden war eine Ausfiihrung mit
gewellten Kastenwinden Bestandteil der Untersuchungen. Dabei wurden die sich
einstellenden Stromungsverhiltnisse anhand von ausgewéhlten, in Unterkanal-
programmen verwendeten Mischungsparametern diskutiert. Eine Erhohung der
Ganghdohe fiihrte zu geringeren Mischungsraten, jedoch zeigten sich diese als nahezu
unabhéngig von der Reynoldszahl. Laterale Druckgradienten hatten lediglich in
den Randkanélen Einfluss auf die dortigen Fluidtransferraten. Das gewellte Design
der Kastenwinde wurde nicht weiter verfolgt, da es einen signifikant héheren Axi-
aldruckverlust bei fast gleichen Mischungseigenschaften erzeugte. Weiterhin konnte
durch Auswertung von Pécletzahlen nachgewiesen werden, dass der turbulente
Queraustausch gegeniiber dem konvektiven vernachléssigt werden kann.
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Nachdem die Stromungsverhiltnisse in einem fiir das HPLWR-Brennelement
charakteristischen Ausschnitt der Geometrie genau bestimmt wurden, stehen diese
Informationen fiir die Berechnung des gesamten Brennelements zur Verfiigung.
Ausgehend von einer Diskussion der bei Verwendung der Finite Volumen Methode
gelosten Erhaltungsgleichungen wurde der in die Impulsbilanzgleichungen eingehen-
de Vektor der auf ein Kontrollvolumen wirkenden, dufseren Krifte als Schnittstelle
fiir die einzubringenden, drahtwendelinduzierten Kréfte identifiziert. Mehrere
Arten zur Ermittlung dieser resultierenden, auf die Stromung wirkenden Kréfte
wurden vorgestellt. Eine vergleichende Gegeniiberstellung zeigte die konsistente
Bestimmung der gesuchten Volumenkrifte. In diesem Zusammenhang sind die
sich durch die Volumenmittelung ergebenden, rdumlichen Schwankungsgréfen
beriicksichtigt worden. Mit einer angepassten Diskretisierung der Geometrie und
unter Verwendung der induzierten Krifte in geeigneter Parametrisierung war
es nun moglich, die Methode durch erneute Berechnung des bereits im Detail
analysierten Geometrieausschnitts des Brennelements zu verifizieren. Die isother-
men Stromungsverhiltnisse konnten mit kleineren Abweichungen, welche auf die
komplizierte, alternierende Strémungsstruktur in den Spaltregionen zwischen den
zwei Unterkanaltypen in Verbindung mit der sehr groben, axialen Diskretisierung
zuriickgefiihrt werden, gut wiedergegeben werden.

Als nédchsten Schritt galt es, die Methode zur Unterkanalberechnung mit grober
CFD an einem konkreten Fall eines beheizten Brennelements zu verifizieren. Dazu
wurde sie mit einer Analyse eines HPLWR-Brennelements aus der zweiten Uber-
hitzerstufe unter Verwendung des weitverbreiteten Unterkanalprogramms COBRA
ITIC verglichen. Dieses Brennelement war einer deutlich verstirkten Leistungs-
zufuhr und einem starken, lateralen Leistungsgradienten ausgesetzt. Ein direkter
Vergleich der Fluidtemperaturen des in diesen Rechnungen gefundenen, heifesten
Unterkanals ergab eine sehr gute Ubereinstimmung der Ergebnisse. Gleiches gilt fiir
den mit einer empirischen Korrelation verglichenen Axialdruckverlust des Biindels
in grober Diskretisierung. Die zu erwartenden, gegenldufigen Helixstrukturen der
Stromung um die Kastenwinde wurden in den CFD-Berechnungen nachgewiesen.

Eine graphische Darstellung der beschriebenen Vorgehensweise zur Stromungsbe-
rechnung unter Verwendung von CFD in grober Diskretisierung ist in Abb. 6.1 zu-
sammenfassend wiedergegeben. Dabei sind die einzelnen Arbeitsschritte, die in der
linken Spalte dargestellt sind, notwendige Bestandteile der in der mittleren Spal-
te aufgefithrten Hauptarbeitsschritte. Diese sind exemplarisch in den Grafiken der
rechten Spalte visualisiert. Auch bei einer Variation der Randbedingungen sind die
in der linken Spalte farbig hinterlegten Arbeitsschritte nur einmalig durchzufiih-
ren. Im Gegensatz dazu stehen die farbig umrandeten Schritte. In einem solchen
Fall miissen lediglich diese drei wiederholt werden. Somit kann der erforderliche
Arbeitsaufwand erheblich reduziert werden.
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Zusammenfassung

N Verifikation & Validierung N )
des numerischen Verfahrens .

Guidelines

Identifikation eines reprasentativen Ausschnitts

Variation wichtiger Parameter % Detaillierte Simulation der
reprasentativen Geometrie

Evaluation der integralen Effekte

Integrale Parameter

Grobe Simulation der
reprasentativen Geometrie

I Einspeisung parametrisierter Daten

| Grobe Simulation der
kompletten Geometrie

Vergleich mit:
« Experimenten
« anderen Simulationen

Abbildung 6.1: Flussdiagramm fiir die Modellierung des Strémungsverhaltens am Beispiel
eines HPLWR-Brennelements mittels grober CFD.

Zum Schluss ist festzustellen, dass es durch das in dieser Arbeit entwickelte Ver-
fahren maoglich ist, die Stromungen in beliebigen Brennelementgeometrien mit Ab-
standshaltern effizient und mit grofler Genauigkeit zu simulieren. Die Herleitung der
Methode sowie aller dafiir notwendigen Zusatzinformationen wurden ausfiihrlich dis-
kutiert und deren Einsetzbarkeit durch eine erfolgreiche Anwendung untermauert.
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Ausblick

Als Ausblick wird es vom festigkeitsmechanischen Standpunkt aus als notwendig
erachtet, die aus den wandparallelen, unilateralen Stromungen resultierende Torsi-
onsbeanspruchung der Kastenwinde sowie die in einer Ebene inhomogene Abstiit-
zung der Brennstdbe untereinander bzw. der Brennstibe gegen die Kastenwéinde
ndher zu untersuchen. Fiir eine genauere Berechnung des Stabbiindels wird es nétig
sein, das komplette HPLWR-Brennelement mit all seinen Unterkanélen detailliert
zu untersuchen, um die Daten fiir die bisher nicht erfassten Unterkanile zu erhal-
ten. Ferner sollte die entwickelte Methode an anderen Anwendungen weiter getestet
und gegebenenfalls kalibriert werden. Die Ursache fiir den als zu gering berechne-
ten Queraustausch zwischen zwei Unterkanaltypen wird auf die falschen, lokalen
Geschwindigkeiten aufgrund der fehlenden Drahtwendel zuriickgefiihrt. Dies gilt es
abschlieffend zu klaren. Eine Verfeinerung der Diskretisierung ist ebenfalls als ge-
eigneter Ansatz anzusehen.
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Lateinische SI- Beschreibung

Symbole Einheit

a [m?/s] Thermische Diffusivitét

aij [Ns/m] Gemittelte Kraft pro Axialgeschwindigkeit

a [m?/s] Turbulente thermische Diffusivitéit

b [m] Wandstérke

p [kJ/kgK]  Spezifische Warmekapazitit

d [m] Drahtdurchmesser

dnpo [m] Hydraulischer Durchmesser im Unterkanal ohne
Draht

dn.B [m] Hydraulischer Durchmesser des Biindels

dp, . [m] Hydraulischer Durchmesser im Unterkanal mit
Draht

dpi [m] Hydraulischer Durchmesser des Unterkanals i

dp 1 [m] Hydraulischer Durchmesser des Unterkanaltyps k

dp 1ot [m] Hydraulischer Durchmesser der repriasentativen
Unterkanile

2 -] Einheitsvektor

€a [—] Einheitsvektor in axialer Richtung

er, [—] Einheitsvektor in lateraler Richtung

en [—] Einheitsvektor in normaler Richtung

ér [—] Einheitsvektor in tangentialer Richtung

fB [—] Reibungsdruckverlustkoeffizient des Biindels

[ Blasius [—] Reibungsdruckverlustkoeffizient nach Blasius

fi [—] Reibungsdruckverlustkoeffizient des Unterkanals i

fr [—] Reibungsdruckverlustkoeffizient des Unterkanal-
typs k

fas [—] Reibungsdruckverlustkoeffizient nach Gunter und
Shaw

fRehme [—] Reibungsdruckverlustkoeffizient nach Rehme

g [m/s?] Erdbeschleunigung

h [kJ/kg] Enthalpie
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Sttt T W St St Wt Y Wt Wt S I Wt et B St St Wi}

Turbulente kinetische Energie
Wirmedurchgangskoeffizient von Unterkanal i
Lange

Exponent

Massenstromdichte von Unterkanal i

Abstand vom engsten Spaltquerschnitt

Abstand des Spaltes in lokalen n-Koordinaten zur
senkrechten Achse

Konstante

Oberflichennormalenvektor

Normal von der Wandoberfliche weggerichteter
Einheitsvektor

Druck

Systemdruck

Druck in einer Volumenzelle mit Wandkontakt
Wirmestromdichte

Spaltweite

Zeit

Geschwindigkeitskomponenten

Turbulente Schwankungsgeschwindigkeit
Geschwindigkeitsvektor

Axialgeschwindigkeit im Unterkanal ohne Draht
Mittlere Axialgeschwindigkeit im Biindel
Axialgeschwindigkeit im Unterkanal ohne Draht
Axialgeschwindigkeit im Unterkanal i
Axialgeschwindigkeit im Unterkanaltyp k
Mittlere Effektivgeschwindigkeit im Biindel
Axialgeschwindigkeit im Abstandshalter
Quergeschwindigkeit

Geschwindigkeit

Mittlere Quergeschwindigkeit

Turbulente Quergeschwindigkeit

Maximale Quergeschwindigkeit
Quergeschwindigkeit zwischen zwei Zentralkanilen
Quergeschwindigkeit in x-Richtung
Quergeschwindigkeit in y-Richtung

Resultierende Geschwindigkeit

Durch Druckseite des Drahtes induzierte Querge-
schwindigkeit

Quergeschwindigkeit im engsten Spaltquerschnitt
Geschwindigkeitsvektor parallel zur Wand im Zell-
mittelpunkt einer Fluidzelle mit Wandkontakt
Wichtungsfaktor
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Wy [kg/ms] Austauschmassenstrom pro axialer Linge

.Y, 2 [—] Koordinatenrichtungen

yt [—] Dimensionsloser Wandabstand

Yij [m] Abstand zwischen den Mittelpunkten zweier Un-
terkanéle

A [m?] Querschnittsfliche

Ay — A [—] Konstanten von C),

Auzo [m?] Querschnittsfliiche im Unterkanal ohne Draht

Az B [m?] Querschnittsfliche des gesamten Biindels

Avz e [m?] Querschnittsfliche im Unterkanal mit Draht

Aur i [m?] Querschnittsfliche von Unterkanal i

Aa i [m?] Querschnittsfliche von Unterkanaltyp k

Az tot [m?] Querschnittsfliche der repriasentativen Unterkané-
le

Apraht [m?] Durch Draht versperrte Querschnittsfliiche

Apraht.eil. [m?] Elliptische Drahtquerschnittsfliche bei horizonta-
lem Schnitt

ApDrahtl [m?] Drahtquerschnittsfliche bei vertikalem Schnitt

Ags [m?] Austauschfliiche fiir Fluid zwischen zwei Kontroll-
volumen

An [m] Ankathete

Aen [m?] Aquivalente Querschnittsfliche

Aspait [m?] Querschnittsfliche des Spaltes

B, — Bs [—] Konstanten

C [—] Transferrate

Ceniu [—] Konstante

Cri [—] Konstante fiir Unterkanaltyp k

Ce1, Ces [—] Konstanten aus e-Gleichung

c, [—] Konstante oder Variable der turbulenten Viskosi-
tat

Cy — Cs [—] Funktionen des kubisch-nichtlinearen Turbulenz-
modells

Cnria - [-] Konstanten des Turbulenzmodells

Cnrr

C'Ninokata [—] Konstante

D [m] Stabdurchmesser

F [N] Kraftvektor

Fprant [N] Vom Draht ausgeiibte Kraft

FY o [N] Normalkomponente der vom Draht ausgeiibten
Kraft
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Fh oo [N] Tangentialkomponente der vom Draht ausgeiibten
Kraft

Fpruh [N] Vektor der Druckkrifte

Freder [N] Federkraft

F; [N] Aufgeprigte Kraft

Freib [N] Vektor der Reibungskréfte

Frehme [—] Geometriefaktor

Fsap [N] Vom Stab ausgetibte Kraft

Fé . [N] Axialkomponente der vom Stab ausgeiibten Kraft

FL .. [N] Lateralkomponente der vom Stab ausgeiibten
Kraft

Firubtur [N] Vektor der von der Struktur ausgeiibten Kraft

Fwand [N] Von der Geometrie auf das Fluid ausgeiibte Kraft

G [m] Abstand zwischen dem Mittelpunkt eines Stabes
und einem gegeniiberliegenden, engsten Spaltquer-
schnitt

Geg [m] Gegenkathete

H [m] Ganghdhe

H,es [m] Referenzganghdhe

Huyp [m] Hypotenuse

K, K, [—] Konstanten

L [m] Beheizte Linge

Lp, [m] Prandtl’scher Mischungsweg

M., [kg/s] Massenstrom in den Zentralkanilen des Experi-
ments

M; [kg/s]| Massenstrom von Unterkanal i

M; quer [kg/s] Gerichteter Quermassenstrom von Unterkanal i

M; quer,rer [kg/s] Referenzwert fiir gerichteten Quermassenstrom
von Unterkanal i

M; querimaz— [kg/s] Maximal realisierbarer Quermassenstrom von Un-
terkanal i

M;j querury — [kg/s] Turbulenter Quermassenstrom von Unterkanal i
nach Unterkanal j

Mgg [kg/s] Massenstrom eines Brennelements

M g [kg/s]| Massenstrom eines Viertel-Brennelements

M proq [kg/s] Massenstrom eines Viertel-Moderatorkastens

M paiy [kg/s] Massenstrom eines Viertel-Spalts

Mo [kg/s]| Massenstrom in den représentativen Unterkanélen

Npraht [—] Drahtwendelmultiplikator

Ny, [—] Anzahl der Unterkanéle vom Typ k

@) [m?] Oberfléche

Oprant [m?] Drahtoberfliche
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Oys Kontaktfliche zwischen Fluid und Brennstab in-
klusive Drahtwendel

Oiab Oberflache zur Warmeabfuhr von Unterkanal i

Ostap Staboberflache

Owand Oberflache einer Fluidzelle in Kontakt mit einer
Wand

P [m] Stabteilung

P, (W] Elektrische Leistung

Pry [—] Turbulente Prandtlzahl

Q [(W/m3] Wirmequellterm

Quify (W] Diffusiver Warmestrom

Qronv (W] Konvektiver Wirmestrom

Qi.ab (W] Abgefiihrter Wiarmestrom

Qi aus (W] Ausgehender Wiarmestrom

Qi cin (W] Eingehender Warmestrom

Qi quer (W] Gerichteter Austauschwirmestrom

Qi quertury (W] Turbulenter Austauschwiarmestrom

Qi u (W] Zugefithrter Warmestrom

Qi L stab (W] Pro Viertel-Brennstabmantelfliche zugefiihrter
Wiérmestrom

Qstab [W/m] Lineare Stableistung

R(Vyes) [N] Widerstandsfunktion nach Rehme

Res [—] Residuum

Sij [1/s] Tensor der mittleren Scherung

Sk [—] Anteil der Querschnittsfliche von Unterkanaltyp k
an der gesamten Querschnittsfliche

T; [K] Temperatur in Unterkanal i

T aus (K] Austrittstemperatur von Unterkanal i

T ein (K] Eintrittstemperatur von Unterkanal i

T; start [K] Starttemperatur von Unterkanal i

T [K] Konstante Moderator- bzw. Spaltwassertempera-
tur

Ube. s [m] Benetzter Umfang des gesamten Biindels

Ube.i [m] Benetzter Umfang des Unterkanals i

Ube, Stab&Draht [M] Benetzter Umfang der Stabe und Drahte

Vv [m?] Volumen

X; [—] Massenstromverteilungsfaktor fiir Unterkanal i

Xy [—] Massenstromverteilungsfaktor fiir Unterkanaltyp k
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Griechische SI-Einheit Beschreibung

Symbole

a ] Winkel

Q; (W/m?K] Wirmeiibergangskoeffizient auf Kiihlmittel-
seite

OMod (W/m?K] Wirmeiibergangskoeffizient auf Moderator-
wasserseite

QA Spalt (W/m?K] Wirmeiibergangskoeffizient auf Spaltwasser-
seite

Bin [1/K] Thermischer Ausdehnungskoeffizient

Brurb [—] Turbulenter Austauschkoeffizient

BDraht [—] Austauschkoeffizient auf Basis des drahtwen-
delinduzierten Queraustauschs

v ] Phasenwinkel

J -] Effektivitit der Drahtwendeln

dij [—] Kronecker-Delta

€ [m?/s?] Dissipation der Turbulenz

€* [—] Dimensionslose Wirbelviskositét

€n [m?/s] kinematische Wirbelviskositét

3% [m?/s] kinematische Wirbelviskositét

€ [—] Dimensionslose Wirbelviskositét

Ca [—] Axialer Formdruckverlustkoeffizient

Clat [—] Lateraler Formdruckverlustkoeffizient

n [—] Wirkungsgrad

Mat [m] Lateraler Mischungsweg

K -] Formfaktor

A (W/mK] Wirmeleitfahigkeit

At [W/mK] Turbulente Warmeleitfihigkeit

AStruktur [W/mK] Warmeleitfahigkeit der Struktur

L [kg/ms] Dynamische Viskositét

L [kg/ms] Turbulente Viskositét

v [m?/s] Kinematische Viskositét

13 [—] Faktor zur Stromungsumlenkung

s [—] Kreiszahl

p [kg/m3] Dichte

DStrukiur [kg/m?] Dichte der Struktur

o [N/m?] Spannungstensor

o [—] Konstante aus k-Gleichung

o [—] Konstante aus e-Gleichung

o [N/m?] Reynolds-Spannungstensor

TWand [N/m?] Tensor der Wandschubspannungen

@ ] Stromungswinkel
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w [1/s] Frequenz

Apaz/h,. [Pal] Mit der Referenzganghhe normierter Druck-
verlust

App [Pal] Axialer Druckverlust im Biindel

Ap; [Pal] Axialer Druckverlust im Unterkanal i

Apg [Pal] Axialer Druckverlust im Unterkanaltyp k

ADiateral [Pal] Lateraler Druckgradient

At [s] Zeitspanne

AT (K] Temperaturdifferenz

ATg|k (K] Axiale Temperaturdifferenz iiber das Biindel

Azgy [m] Axiale Hohe eines Kontrollvolumens

C) [° Anstellwinkel

Eal [—] Versperrungsverhéltnis eines Abstandshal-
ters

Y s [—] Faktor zur Justierung der Wichtungsfunkti-
on in axialer Richtung

Yt [—] Faktor zur Justierung der Wichtungsfunkti-
on in lateraler Richtung

d [—] Charakteristische Grofe fiir Queraustausch

U [—] Beliebige Stromungsgrofe

v [—] Zeitlicher Mittelwert einer beliebigen Stro-
mungsgrofe

v’ [—] Zeitlicher Schwankungswert einer beliebigen
Stromungsgrofe

U [—] Réumlicher Mittelwert einer beliebigen Stro-
mungsgrofe

) [—] Réumlicher Schwankungswert einer beliebi-
gen Stromungsgrofe

o [—] Ré&umlicher Mittelwert einer beliebigen Gro-
fse

) [—] Ré&umlicher Schwankungswert einer beliebi-
gen Grofe

Qi [1/s] Tensor der mittleren Wirbelstérke

\% [—] Nabla-Operator
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Abkurzungsverzeichnis

Al,O5 Aluminiumoxid

Z5U0, Urandioxid

bzgl. beziiglich

bzw. beziehungsweise

CD Central Differencing

CFD Computational Fluid Dynamics

COBRA Coolant Boiling in Rod Arrays

CRBRP Clinch River Breeder Reactor Plant

DOE Department of Energy

DWR Druckwasserreaktor

EBR Experimental Breeder Reactor

EPR European Pressurized-Water Reactor

FDM Finite Differenzen Methode

FEM Finite Elemente Methode

FVM Finite Volumen Methode

G Generator

GIF Generation IV. International Forum

HD Hockdruckturbine

HKP Hauptkiihlmittelpumpe

HSP Hauptspeisewasserpumpe

HPLWR High Performance Light Water Reactor

K Kondensator

LDA Laser Doppler Anemometrie

LES Large Eddy Simulation

LOCA Loss of Coolant Accident

MARS Monotone Advection and Reconstruction Scheme

MCNP Monte Carlo N-Particle

MD Mitteldruckturbine

ND Niederdruckturbine

PFBR Prototype Fast Breeder Reactor

QUICK Quadratic Upstream Interpolation of Convective
Kinematics

RDB Reaktordruckbehélter
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Abkiirzungsverzeichnis

Resa
RANS
SIMPLE

SST
SWK
SWR
UD
URANS
WARD
YAl

Reaktorschnellabschaltung
Reynolds-Averaged Navier Stokes
Semi-Implicite Method for Pressure Linked Equa-
tions

Shear Stress Transport

Speisewasserkessel

Siedewasserreaktor

Upwind Differencing

Unsteady Reynolds-Averaged Navier Stokes
Westinghouse Advanced Reactors Division
Zwischeniiberhitzer
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Anhang A

Evaluation von Turbulenzmodellen
fiir Stabbiuindelstromungen

Die nachfolgende Tabelle umfasst die im Rahmen einer Literaturstudie evaluierten
Veroffentlichungen zur Identifikation vielversprechender Turbulenzmodelle fiir Stab-
biindelstromungen sowohl mit als auch ohne Abstandshalter. Da sich bisher noch
kein Turbulenzmodell als am geeignetsten etabliert hat, soll diese Tabelle einen Teil
der auf diesem speziellen Anwendungsgebiet durchgefiihrten Arbeiten auflisten und
auf Trends hinweisen. Eine ausfiihrliche Diskussion wiirde den Rahmen dieser Arbeit
sprengen und wird deshalb unterlassen. Die bei der Verwendung von Drahtwendel-
abstandshaltern eingesetzten Turbulenzmodelle sind Gegenstand der Recherche von
Kapitel 3.1.1.

Autor: Jahr: Verglichene Empfehlung bzgl. P/D Code Beheizt? Spacer?

Turbulenzmodelle: Turbulenzmodell :

Assato 2001 | NLEVM nach Low-Re k-¢ nach Quadratischer | Keine Nein Nein
Speziale (1987), Abe & Nagano & Kanal Angabe
aber anderes C,, : Kondoh (1992) mit (Re=42.000)
- High-Re k-¢ nach neuem Koeffizienten
Launder & Spalding
(1974) + SWF
- Low-Re k-¢ nach
Abe & Nagano &
Kondoh (1992)

Aszodi 2002 | Standard k-m nach Kein Vergleich hex 1,3 CFX 5.5 Ja Ja
Wilcox (1998) (840 kW/m?)

Aszodi 2003 | Standard k-o nach Kein Vergleich hex 1,3 CFX 5.5 Ja Ja
Wilcox (1998) (840 kW/m?)
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Shih, Zhu & Lumley
(1970) (y*=1)

(Re=151.660)

Baglietto 2003 | - Standard k-¢ nach - kein Unterschied Reihe 1,147 STAR-CD | Ja Nein
Launder & Spalding | zwischen quad. und | (Natrium: 3.1 (50 W/cm?)
(1974) kub. NLEVM Re=60.100 +
(High-Re + SWF & -Low-Re NLEVM zu | Re=61.300)

Low-Re y*=1-2) aufwandig

- Quad. NLEVM k-¢ - High-Re NLEVM +
nach Craft, Launder | SWF

& Suga (1996) - Ausblick: v?-f-
(High-Re + SWF & Modell

Low-Re y*=1-2)

- Kub. NLEVM k-¢

nach Craft, Launder

& Suga (1996)

(High-Re + Low-Re

y=1-2)

- Low-Re k-0 nach

Wilcox (1998) (y*=1)

-Low-Re SST k-0

nach Menter (1993)

(y*=1)

Baglietto 2003 | - Standard k-¢ nach - kein Unterschied hex 1,17 STAR-CD | Ja Nein
Launder & Spalding | zwischen quad. und | (Luft: 3.15 (50 W/cm?)
(1974) (High-Re + kub. NLEVM Re=64.300) +
SWF & Low-Re - Low-Re NLEVM zu | Reihe 1,147
y*=1) aufwandig (Na:

- Quad. NLEVM k-¢ - High-Re NLEVM + | Re=60.100)
nach Shih, Zhu & SWF

Lumley (1970) - Ausblick: v2-f-
(High-Re + SWF & Modell

Low-Re y*=1)

- Kub. NLEVM k-¢

nach Shih, Zhu &

Lumley (1970)

(High-Re + Low-Re

y=1)

- Low-Re k-w nach

Wilcox (1998) (y*=1)

- SST Low-Re k-®

nach Menter (1993)

(y'=1)

Baglietto 2004 | Zwei-Schichten- - zu aufwandig fur hex 1,3 STAR-CD | Nein Nein
Modell: groBe Geometrien (Re=100.000 | 3.15
- Quadratic NLEVM - exakte Wiedergabe | +
k-¢ nach Shih, Zhu & | der Wand- Re=181.200)

Lumley (1970) + Schubspannung und
Low-Re k-¢ nach der Geschwindigkeit
Lien (1996)

basierend auf DNS-

Daten von lwamoto

(2002) +

Formulierung des

Langenmalstabs

nach Norris &

Reynolds (1975)

y*=1)

Baglietto 2004 | Kub. Low-Re eigenes Modell hex 1,17 bzw. | Keine Nein Nein
NLEVM k-¢ nach 1,026 Angabe
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Konstanten von
Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974), f,&f, nach
Lien (1996), fu&A1
nach lwamoto
(2002)

- Quad. High-Re
NLEVM k-¢ nach
Shih, Zhu & Lumley
(1993), einige
Konstanten von
Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974), f,&f, nach
Lien (1996), fu&A1
nach lwamoto
(2002) + SWF

Baglietto 2005 | - Standard k-¢ nach eigenes Modell hex 1,12 Keine Ja Nein
Launder & Spalding (Re=75.000) Angabe (Keine
(1974) + hex 1,17 Angabe)
- Quad. Low-Re (Re=181.900)

NLEVM k-¢ nach +hex 1,3
Shih, Zhu & Lumley (Re: keine
(1993) Angabe)
- einige Konstanten

von Standard k-¢

nach Launder &

Spalding (1974),

f,&f, nach Lien

(1996) und f &A,

nach lwamoto

(2002) (y*=1)

Baglietto 2005 | - Low-Re Standard Low-Re NLEVM hex 1,17 Keine Nein Nein
k-¢ nach Launder & Realizable nach (Re=64.300 + | Angabe
Spalding (1974) Shih, Zhu & Lumley | Re=109.400)

=1 (1993) (y*=1) mit +hex 1,3
- Low-Re NLEVM modifizierten (Re=)
Realizable nach Koeffizienten +hex 1,2
Shih, Zhu & Lumley (Re=23.760)
(1993) (y*=1)
- Low-Re Standard
k-w nach Wilcox
(1988) (y=1)
- Low-Re SST k-»
nach Menter (1993)
(y*=1)
- Low-Re NLEVM
Realizable nach
Shih, Zhu & Lumley
(1993) (y*=1) mit
modifizierten
Koeffizienten

Baglietto 2006 | - Standard k-e nach | eigenes Modell: sehr | hex 1,3 STAR-CD | Ja Nein
Launder & Spalding | genau in Low-Re (Re=60.000 + | 3.2 (1,37 W/m?)
(1974) und praktikabel in Re=175.000)

- SST k-o nach High-Re +hex 1,17
Menter (1993) (Re=64.300 +
- \?-f nach Durbin Re=109.400
(1995) +

- Quad. NLEVM Re=181.200)
Realizable nach + quad. 1,107
Shih, Zhu & Lumley (Re=207.600)
(1993) +hex 1,17

- Quad. Low-Re bzw. 1,026
NLEVM k-¢ nach (Re=151.660)
Shih, Zhu & Lumley +hex 1,12
(1993), einige (Re=66.500)
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Baglietto

2006

- Linear Low-Re k-¢
nach Lien (1996)

- Kub. Low-Re
NLEVM k-¢ nach
Shih, Zhu & Lumley
(1993), einige
Konstanten von
Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974), f,&f, nach
Lien (1996), f &A,
nach lwamoto
(2002), C,-C, nach
Shih, Zhu & Lumley
(1993) mit
angepassten C , -
Cuio (Y*=1)

eigenes Modell

-hex 1,3
- hex 1,17
(Re=181.200)

Keine
Angabe

Nein

Nein

Campbell

2005

- High-Re Realizable
k-¢ nach Shih (1995)

ungeeignet bei
niedrigen Re,
angeblich bessere
Funktionalitat bei
héheren Re

quad. 1,326
(Re=4.750-
26.800 bzw.
5.290)

FLUENT
6.0

Ja (Wéarme-
leistung des
Bindels:
252 kW)

Ja

Caraghiaur

2006

- Standard high-Re
k-¢ nach Launder &
Spalding (1974)

- SST nach Menter
(1993)

- Baseline k-o nach
Wilcox (1998)

- SSG RSM nach
Speziale, Sarkar &
Gatski (1991)

RSM SSG

CFX10.0

Ja

Cheng

2005

Warmeubertragung
im Rohr:

- Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974) (y*=1&y*=40)
(isotrop)

- RNG k-¢ nach
Yakhot & Orszag
(1986) (
y*=1&y*=40)

- RSM-SSG nach
Speziale, Sarkar &
Gatski (1991)
(y*=18y*=40)
(anisotrop)

- RSM-LRR nach
Launder, Reece &
Rodi (1976)
(y*=18y*=40)

- SST k- nach
Menter (1993) +
automatische
Wandbehandlung
(isotrop)

- RSM SSG k-»
nach Wilcox (2004)
+ AWT (anisotrop)
Warmeubertragung
in Unterkanalen:

- RSM-SSG nach
Speziale, Sarkar &
Gatski (1991) (y*=1)

Warmetbertragung
im Rohr:

- o-Modelle véllig
ungeeignet

- alle e-Modelle
ahnlich, solange
y*<40
Warmetbertragung
in Unterkanélen:
RSM-SSG (y*=1)

-hex 1,1-1,3
(Re=50.000-
500.000)
-quad 1,1-1,3
(Re=50.000-
500.000)

CFX 5.6

Ja
(600-1400
kW/m?)

Nein
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Cheng, Tak

2005

- Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974) (y*=1-90)
(isotrop)

- RSM-SSG nach
Speziale, Sarkar &
Gatski (1991) (y*=1-
90) (anisotrop)

- SST k- nach
Menter (1993) +
Automatische
Wandbehandlung
(y*=1-90) (isotrop)

- RSM SSG k-»
nach Wilcox (2004)
+AWT (y*=1-90)
(anisotrop)

RSM-SSG (y*<15)

-hex1,1-2,0
- quad. 1,1-
2,0

CFX 5.6

Ja

Nein

Chun

2000

- High-Re Standard
k-¢ nach Launder &
Spalding (1974)

kein Vergleich

Rohr

CFX-4

Ja
(300 kW/m?)

Ja

Conner

2002

- RNG k-¢ nach
Yakhot & Orszag
(1992)

kein Vergleich

quad. 1,326

STAR-CD
3.15

Ja

Ja

Cui

2003

High-Re Standard
k-¢ nach Launder &
Spalding (1974)

kein Vergleich

quad. 1,34
(Re=80.000)

CFX-
TASC flow

Nein

Ja

Grotzbach

2004

Kein Vergleich

Algebraische
Spannungsmodelle
oder RSM

Hazi

2005

Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974)

- RSM aus Fluent

RSM

hex 1,3

FLUENT
6.0

Nein

Nein

Hu

2005

SST k-o nach
Menter (1993)

kein Vergleich

Keine Angabe

Keine
Angabe

Nein

Ja

lkeda

1998

High-Re Standard
k-¢ nach Launder &
Spalding (1974)

kein Vergleich

Keine Angabe

STAR-CD

Nein

Ja

lkeda

2002

High-Re Standard
k-¢ nach Launder &
Spalding (1974)

kein Vergleich

quad. 1,326
(Re>50.000)

STAR-CD

Ja

Ja

lkeda

2003

High-Re Standard
k-¢ nach Launder &
Spalding (1974)

kein Vergleich

Re>20.000

STAR-CD
3.10

Ja

Ja

lkeda

2006

High-Re Standard
k-¢ nach Launder &
Spalding (1974) +
SWF (y*=30-100)

kein Vergleich

quad. 1,326

STAR-CD
3.15

Ja

Ja

lkeno

2003

SGS nach
Smagorinsky

kein Vergleich

Reihe 1,67 +
1,43 + 1,25
(Re=10.000)

Keine
Angabe

Nein

Nein

lkeno

2005

Dynamisches Ein-
Gleichungsmodell
SGS nach Kajishima
(2003)

kein Vergleich

quad. 1,43

Keine
Angabe

Nein

Ja

lkeno

2005

Dynamisches Ein-
Gleichungsmodell
SGS nach Kaijishima
(2003)

kein Vergleich

quad. 1,43

Keine
Angabe

Nein

Ja
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2002

Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974) + SWF
(y*=12-90)

- Quad. NLEVM k-¢
nach Speziale &
Ngo (1988) + SWF
(y*=12-90)

- Quad. NLEVM k-¢
nach Craft, Launder
& Sugar (1996) +
SWF (y*=12-90)

- Kub. NLEVM k-¢
nach Craft, Launder
& Sugar (1996) +
SWF (y*=12-90)

- RSM LRR nach
Launder, Reece &
Rodi (1975) + SWF
(y*=12-90)

- RSM LRR nach
Launder, Reece &
Rodi (1975) mit
Wand-Reflektions-
Term + SWF
(y*=12-90)

RSM LRR nach
Launder, Reece &
Rodi (1975) mit
Wand-Reflektions-
Term + SWF
(y*=12-90)

quad. 1,107
(Re=46.300 +
Re=207.600)

CFX 4.4

Nein

Nein

2003

- Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974) + SWF

- Quad. NLEVM k-¢
nach Speziale
(1987) + SWF

- Quad. NLEVM k-¢
nach Myong &
Kasagi (1990) +
SWF

- Quad. NLEVM k-¢
nach Shih, Zhu &
Lumley (1993) +
SWF

- Kub. NLEVM nach
Craft, Launder &
Sugar (1996) + SWF
- RSM-LRR nach
Launder, Reece &
Rodi (1975) + SWF

- RSM-LRR fir
Stabbiindel ohne
Abstandshalter
(Uberschatzung der
Sekundérstromung)
- Standard & Quad.
NLEVM k-¢ nach
Speziale (1987) fiir
Abstandshalter mit
Drallfahne

quad. 1,107
(y*=20-50)
(Re=207.600)
+ quad. 1,33
(y*=20-35)
(Re=65.000)

CFX 4.4

Nein

Ja

2003

- Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974) + SWF
(y*=15-20)

- Quad. NLEVM k-¢
nach Speziale
(1987) + SWF
(y*=15-20)

- Quad. NLEVM k-¢
nach Myong &
Kasagi (1990) +
SWF (y*=15-20)

- Quad. NLEVM k-¢
nach Shih, Zhu &
Lumley (1993) +
SWF (y*=15-20)

- Kub. NLEVM k-¢
nach Craft, Launder
& Sugar (1996) +
SWF (y*=15-20)

- RSM LRR nach
Launder, Reece &
Rodi (1974) mit
Wand-Reflektions-
Term (y*=15-20)

- Quad. NLEVM k-¢
nach Speziale
(1987) + SWF
(y*=15-20)

- Quad. NLEVM k-¢
nach Myong &
Kasagi (1990) +
SWF (y*=15-20)

hex 1,123
(Re=27.000)

CFX 4.4

Nein

Nein
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2004

- Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974) + SWF

- Quad. NLEVM k-¢
nach Speziale
(1987) + SWF

- RSM-SSG k-¢ nach
Speziale, Sarkar &
Gatski (1991) +
SWF

- RSM-SMC-o nach
Wilcox (1986) +
SWF

- gro3e Diskrepanz
bei p/d=1,06

- beide RSM am
ehesten am
Experiment

hex 1,06
(y*=35-70)
(Re=39.000)
+ hex 1,12
(y*=30-37)
(Re=65.000)

CFX 4.4+
CFX 5.6

Ja

Nein

2004

- Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974) + SWF

- Quad. NLEVM k-¢
nach Speziale
(1987) + SWF

- RSM SSG k-¢ nach
Speziale, Sarkar &
Gatski (1991) +
SWF

- RSM LRR k-¢ nach
Launder, Reece &
Rodi (1975) + SWF

RSM-SSG

hex 1,06
(y*=35-70)
(Re=39.000)
+ hex 1,12
(y*=30-37)
(Re=65.000)

CFX 4.4

Ja

Nein

2004

- Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974) +SWF
(y*=35-70

bzw. 30-37)

- Quad. NLEVM k-¢
nach Speziale
(1987) + SWF
(y*=35-70

bzw. 30-37)

- RSM SSG nach
Speziale, Sarkar &
Gatski (1991) +
SWF (y*=35-70
bzw. 30-37)

- Low-Re RSM-»
nach Wilcox &
Menter (2004)
(y*=1-3 bzw. 0,5-1)

RSM SSG nach
Speziale, Sarkar &
Gatski (1991) +
SWF (y*=35-70
bzw. 30-37)

hex 1,06
(Re=39.000)
+hex 1,12
(Re=65.000)

CFX 4.4+
CFX 5.6

Ja

Nein

KAERI

1999

- Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974)

- RNG k-¢ nach
Yakhot & Orszag
(1992)

-beide nicht geeignet
-Unterschiede
vernachléassigbar

- quad. 1,33

(Re=65.000)
+ quad.1,375
(Re=14.200)

CFDS-
FLOW3D
+ CFX4.2

Nein

Ja

KAERI

2003

- Standard k-¢ nach
Launder & Spalding
(1974)

- Quad. NLEVM k-¢
nach Craft, Launder
& Sugar (1996)

- Kub. NLEVM k-¢
nach Craft, Launder
& Sugar (1996)

- RSM LRR nach
Launder, Reece &
Rodi (1975)

CFX 4.4

Kaiser

1987

eigenes empirisches
ASM

kein Vergleich

hex 1,123
(Re=27000) +
1,148
(Re=123000)
+ 1,071
(Re=59700)

VELASCO

Nein

Nein
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Karoutas 1995 | High-Re Standard k- | kein Vergleich quad. 1,33 CFDS- Nein Ja
¢ nach Launder & FLOW3D
Spalding (1974) +
SWF
Kim 1998 | eigenes anistropes Kein Vergleich hex 1,123 Eigener Nein Nein
Wirbelviskositats- (Re=27.000) Code
modell: +hex 1,2
- Turbulente (Re=49.000)
Vermischung: Low- + quad. 1,25
Re k-¢ nach Lam & (Re=100.000)
Bremhorst (1981) + hex 1,3
ohne Wandfunktion (Re=100.000)
- Sekundarstréme:
k-¢ nach Launder &
Ying (1973)
Kiss 2006 | k- SST nach y*<2 quad.1,15 CFX10.0 | Ja Nein
Menter (1993)
Kriventsev 2003 | - Multi-Skalen- Vereinfachtes MSV hex 1,17 Eigener Nein Nein
Viskositatsmodell (Re=8.170 + Code
(integrales Null- Re=160.100)
Gleichungs-Modell)
mit turbulenter
Reynolds-Zahl als
einzig
experimentellem
Wert flr turbulente
Viskositat:
- Vereinfachtes MSV
- Normales MSV
Laurien, 2006 | - High-Re Standard - RSM-SSG k-¢ nach | quad. 1,15 CFX-5.7 Ja Nein
Wintterle k-¢ nach Launder & Speziale, Sarkar &
Spalding (1974) + Gatski (1991) +
SWF SWF
- RSM-LRR k-¢ nach | oder RSM-SSG k-®
Launder, Reece & nach Wilcox (2004)
Rodi (1975) + SWF + SWF
- RSM-SSG k-¢ - modifiziertes RSM-
nach Speziale, LRR nach Demuren
Sarkar & Gatski & Rodi (1984)
(1991) + SWF
- RSM-SSG k-0
nach Wilcox (2004)
+ SWF
Lee 1997 | Zwei-Schichten- - k-¢ nach Launder & | - hex 1,123 EL-2D Nein Nein
Modell: Ying ungeeignet (Re=27.000) (eigener
- Kern: eigenes - Turbulente - quad. 1,107 | Code)
Modell in Anlehnung | Spannungen in der (Re=48.400)
an Speziale (1987) Spaltregion
- Wand: Low-Re k-¢ | unterschatzt
nach Lam & - Hohe turbulente
Bremhorst (1981) Spannungen in der
Spaltregion nicht
simulierbar mit
Effekt der
Sekundarstrome
de Lemos 1988 | eigenes ASM kein Vergleich quad. 1,107 Eigener Nein Nein
(Re=48.000) Code
+ quad. 1,194
(Re=48.000)

179




Anhang

Spalding (1974)+
SWEF (y*=30-100)

- RNG k-¢ Yakhot &
Orszag (1992) +
SWF (y*=30-100)

- Quad. NLEVM k-¢
+ SWF (y*=30-100)
- Zwei-Schichten-k-¢

de Lemos 2002 | - High-Re k-¢ nach High-Re mit hex 1,123 Eigener Nein Nein
Launder & Spalding | C,,,=0,1512 nach (Re=27.000) | Code
(1974) Speziale (1987)
- Low-Re k-¢ nach
Abe (1992)
- Untersuchung von
NLEVM: Vergleich
C,\=0,1512 nach
Speziale (1987) mit
eigenem Wert
Lestinen 1999 | -Bindel: Standard - Hybride hex 1,3 FLUENT Ja Ja
k-¢ nach Launder & Vernetzung (Re=46.460) 4.0 (548 KW/m?)
Spalding (1974) + vielversprechend
SWF - Probleme nahe
- Abstandshalter: dem Abstandshalter
RSM aus Fluent
Liu 2004 | - High-Re Standard - Hydrodynamik: Re=28.000 STAR-CD | Ja Ja
k-¢ nach Launder & | High-Re Standard k- 3.15 (80 kW/m?)
Spalding (1974) + e nach Launder &
SWF (y*=20-100) Spalding (1974) +
-RNG k-¢ nach SWF (y*=20-100)
Yakhot & Orszag -
(1992) + SWF Warmedbertragung:
(y*=20-100) RNG k-e nach
- Quad. NLEVM k-¢ Yakhot & Orszag
nach () + SWF (1992) + SWF
(y*=20-100) (y*=20-100)
Misawa 2003 | Pseudo direkt kein Vergleich hex 1,2 Keine Nein Nein
(Re=9.090) Angabe
Mur 1998 | RSM Rij-¢ nach Kein Vergleich quad.1,326 ESTET Nein Ja
Launder (1989) + (Re: keine (eigener
universales Angabe) Code)
logarithmisches
Wandgesetz
Rapley 1986 | isotropes ASM k-¢ vielversprechend hex 1,2 Keine Nein Nein
nach Launder & (Re=49000 & | Angabe
Ying (1973) 34800 &
35000) +
1,123
(Re=27000) +
1,1
(Re=42700) +
1,06
(Re=40000)
Rautaheimo | 2006 | Low-Re k-¢ nach Kein Vergleich hex 1,3 FINFLO Ja (Profil: Ja
Chien (1982) (Re=240.000) | (eigener max:
Code) 900kW/m?)
Rock 2001 | Standard k-¢ nach Neuentwicklung parallel 1,1+ | TASC flow | Ja Nein
Launder & Spalding | eines ASM 1,375 + 1,833 | (eigener
(1974) + SWF notwendig (Re<300.000) | Code)
Slagter 1988 | - ASM k-¢ nach Kombination der hex 1,3 eigener Nein Nein
Launder & Ying Modelle liefert gute (Re=160000) | Code
(1973) Resultate
- low-Re k-¢ nach
Hassid & Poreh
(1975)
Smith 2002 | - Standard High-Re - RNG k-¢ (y*=30- quad.1,326 STAR-CD | Ja Nein
k-¢ nach Launder & 100) (Re=28.000) 3.15 (80 kW/m?)
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Modell nach Norris &
Reynolds (1975):
(y*=1) bis (y*=50)

Modellen

Sofu 2004 | - High-Re Standard - RSM LRR oder Quad. 1,107 STAR-CD | Ja (Bundel- | Nein
k-¢ nach Launder & Quad. NLEVM aus (Re=207.600 | 3.15 leistung:
Spalding (1974) STAR-CD 3.15 + 1626 kW
- Quad. NLEVM k-¢ Re=254.809) bzw.
aus STAR-CD 3.15 660 kW/m?2)
- Kub. NLEVM k-¢
nach Craft, Launder
& Suga (1996)
- RSM LRR nach
Launder, Reece &
Rodi (1975)
- RNG k-¢ nach
Yakhot & Orszag
(1992)
- Zwei-Schichten-
Modell:
eKern: High-Re k-¢
eWand: Low-Re k-¢
(y*=1)
Specht 2000 | - sehr umfangreiche | - nichtlineares Quad. 1,337 Eigener Ja Nein
Studie exotischer explizites ASM k-¢ (Luft: Code
Modelle nach Girimaji (1995) | Re=170.000)
& Taulbee (1992) +
Standard k-g mit
konstanten
Koeffizienten nach
Gatski & Speziale
(1992) + Low-Re k-¢
nach Lam &
Bremhorst (1981)
Suh 2004 | - Standard k-¢ nach - Vorschlag: LES - parallel 1,1 Keine Ja Nein
Launder & Spalding | - beide Modelle mit + 1,375 + Angabe
(1974) (y*=30-100) + | Unter- oder 1,833 (Luft:
SWF Uberschatzungen Re=30.000-
- RSM-LRR k-¢ nach 300.000)
Launder, Reece & - quad. 1,036
Rodi (1975) +1,4
(y*=30-100) + SWF (Re=60.000-
200.000)
Toth 2006 | - k-w nach Wilcox k- & SST besser hex 1,34 CFX10.0 | Ja Nein
(1998) als SSG (840 kW/m?)
- SST mit AWT nach
Menter (1993)
- SSG RSM nach
Speziale, Sarkar &
Gatski (1991)
Tzanos 2001 | Standard k-¢ nach Alle 3 stark quad. 1,375 Keine Nein Nein
Launder & Spalding | widerspriichlich (Re=29.000) Angabe
(1974) (STAR-
- Quad. High-Re k-¢ CD?)
nach Lien, Chen &
Leschziner (1996)
- Quad. Low-Re k-¢
nach Lien, Chen &
Leschziner (1996)
(y*=1)
Tzanos 2002 | - RNG k-¢ nach Uberschéatzung der quad. 1,375 Keine Nein Nein
Yakhot & Orszag turbulenten (Re=29.000) Angabe
(1992) (y*=12) Intensitat in der (STAR-
- Zwei-Schichten- Spalte von allen CD?)

181




Anhang

Tzanos 2004 | - High-Re Standard - High-Re k-¢ oder quad. 1,375 STAR-CD | Nein Nein
k-¢ nach Launder & RNG k-¢ (Re=29.000) 3.10
Spalding (1974) + - Zwei-Schichten-
SWF (y*=30-100) Modell am
- High-Re quad. k-¢ schlechtesten
nach () + SWF
(y*=1)
- Low-Re k-¢ nach
Lien, Chen &
Leschziner (1996)
(y*=1)
- RNG k-¢ nach
Yakhot & Orszag
(1992) (y*=12)
- Zwei-Schichten-
Modell Norris &
Reynolds (1975)
(y*=1)
Wu 1994 | - ASM nach Launder | eigenes Modell hex 1,06 Eigener Nein Nein
& Ying (1973) + (Re=40.000) Code
SWF + hex 1,1
- Standard k-¢ nach (Re=36.000)
Launder & Spalding +hex 1,2
(1974) + SWF (Re=35.000)
Yang 2006 | High-Re Standard kein Vergleich quad. 1,098 STAR-CD | Ja Nein
k-¢ nach Launder & hex 1,14 3.24 (560 kW/m?)
Spalding (1974) + quad. + hex
SWF (y*=15-100) 1,1-1,25
Yang 2007 | High-Re Standard kein Vergleich - quad. 1,098 | STAR-CD | Ja Nein
k-¢ nach Launder & -hex 1,14 3.24 (560 kW/m?)
Spalding (1974) + - quad + hex
SWF (y*=15-100) 1,1-1,25
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Anhang B

Unterkanalanalysen

- z/H=0,875

0,125

z/H=

==l

z/H=0,625

w w
4 4

Abbildung B.1: Geometrische Analogien im HPLWR-Brennelement.
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z/H=0,125

Abbildung B.2: Kodierung der individuellen Zellen im HPLWR-Brennelement.
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Anhang C

Modellierung der Stoffeigenschaften
von uberkritischem Wasser
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Abbildung C.1: Spezifische Warmekapazitit als Funktion der Temperatur bei 25MPa.
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Abbildung C.2: Dichte als Funktion der Enthalpie bei 25MPa.

p(h):
Abschnitt 1:

p1(25kJ kg < h < 2000k.J/kg) = 1,013213864371110 - 10?
—1,417624235598870 - 1072 - h — 2, 430971206074500 - 10~ - 2

C.1
+1,316420741686870 - 10~7 - h* — 4, 427539089369680 - 1011 - 4* (C-1)
+2,750398881714410 - 107 - h® — 5,964121238264560 - 10~ - AE
Abschnitt 2:
p2(2000k.J kg < h < 4025k.J/kg) = 7,494265748483390 - 10°
—7,834813416766480 - h + 2,600004742099660 - 10~ - h? ©2)

+5,104453257850380 - 1078 - h® — 2, 238948898704290 - 10719 . p*
+4,941652932312460 - 10~ - B — 3,479873079706500 - 10~ 1% . O
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Abbildung C.3: Dynamische Viskositdt als Funktion der Enthalpie bei 25MPa.

pi(h):
Abschnitt 1:
11 (25kJ /kg < h < 1000k.J/kg) = 2,062002274297360 - 10~
—1,508669727117510- 10~° - h + 6, 169610820265700 - 10~° - A2 (©.3)
—1,452266644022530 - 10710 - A3 + 1,923654027180750 - 10713 . p* '
—1,323959609227680 - 107'% - A® + 3, 671355094073410 - 1072 - p5

Abschnitt 2:

112(1000kJ kg < h < 4025k.J /kg) = 5,621462482040420 - 10~*

—1,195536212281610 - 1075 - h + 1, 368785071392200 - 102 - h? (C.4)
—8,607281185261640 - 10712 - A% +2,917575200268330 - 10716 . p* '
—4,987833389736260 - 1072° - h® + 3, 377395648033300 - 10~2* . h°
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Abbildung C.4: Wirmeleitfihigkeit als Funktion der Enthalpie bei 25MPa.

A(h):
Abschnitt 1:
M (25kJ kg < h < 2100kJ/kg) = 5,564692735232980 - 10~
+6,139505024977470 - 10™* - h — 9, 757747625202190 - 10" - h? (©.5)
+8,182580039822050 - 1071° - 13 — 4, 568815661172040 - 10713 - p* '
+1,114824654501870 - 10716 - B — 4,642152735888360 - 10721 - RE

Abschnitt 2:

A2(2100kJ/kg < h < 4025kJ/kg) = —1,500942983538990 - 10>
+3,086262935074840 - 10~" - h — 2, 587071194695360 - 10~ - h?
+1,137713313362030 - 10" - h* — 2, 776948775010820 - 10~ '* - A*
+3,574292811392010 - 107" - h® — 1,898013575118270 - 107" - A®

(C.6)
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1200
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Abbildung C.5: Temperatur als Funktion der Enthalpie bei 25MPa.

T(25kJ kg < h < 4025k.J /kg) = 2,690708886807660 - 10
+2,407635528363740 - 10~ - h — 6,608612361022410 - 1077 - A? )
+1,641150566193040 - 1077 - h® — 1, 385406874285900 - 1019 . p* '
+4,158420951530710 - 107 - B® — 4,088115919609840 - 10~ *® . 4°
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Anhang D

Dimensionslose Kennzahlen

Grashof-Zahl Gr:

Auftriebskraft g By, - AT - 1?

GT’ = =
Viskositatskraft V2
Nusselt-Zahl Nu:
N Konvektiver Warmetransport — «a -1
u = =
Dif fusiver Warmetransport A
Reynolds-Zahl Re:
Tragheitskrafte  p-v-dy
Re = , = =
Retbungskrafte I
Stanton-Zahl St:
Dynamik eines Prozesses Wij
St = ———— : . =
Fahigkeit, Energie zu speichern — s-m;
Péclet-Zahl Pe:
P Konvektiver W armetransport p-v-cp-l
e = e
Warmetransport durch Warmeleitung A
Prandtl-Zahl Pr:
P Dif fusiver Impulstransport v [ -c,
T = = - =
Dif fusiver Warmetransport — a A
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