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Kurzfassung

Das Kernforschungszentrum Karlsruhe hat gemeinsam mit den Firmen
AEG-Telefunken und INTERATOM einen ersten konsistenten Entwurf fiir
einen schnellen HochfluB-Testreaktor FR 3 erarbeitet. Das wichtigste
Ziel dieses Testreaktors ist die Bereitstellung von Bestrahlungsein-
richtungen fiir die Materialforschung und von grofien Testloops fir das
systematische und kontrollierte Austesten von Brennstoffen, Struktur-
materialien und ganzen Brennelementen unter den echten Bedingungen
zukiinftiger schneller Brutreaktoren mit Natrium- und Gaskiihlung. Auf-
gabe der Studie war, anhand eines konsistenten Entwurfs, die Erar-
beitung prinzipieller technischer Losungen fiir einen Testreaktor mit
sehr hohem schnellem Neutronenfluf ﬁnd groBen Testloops, und die Ab-
schdtzung der mit einer solchen Anlage verbundenen Investitions- und
Betriebskosten. Die vorliegende Untersuchung zeigt, daB ein schneller
HochfluB-Testreaktor ohne exzessive Entwicklungsaufwendungen auf der
Basis der Bau- und Betriebserfahrungen mit den Briiter-Prototypkraft-~
werken technisch realisierbar ist. Der FR 3 wiirde eine wertvolle
Versuchsanlage fiir die Weiterentwicklung und stetige Evolution sehr
groBBer schneller Brutreaktoren sein, und sollte als ein internationaler

Testreaktor der achtziger Jahre gesehen werden.

Abstract

A cooperative effort was undertaken by the Kernforschungszentrum
Karlsruhe, AEG-Telefunken, and INTERATOM with regard to a first
consistent design and feasibility study for a fast high-flux test
reactor FR 3. The dominant objectives of this test facility are to
provide irradiation capability for basic research, as well as large
test loops for systematic and controlled testing of fuels, structural
materials, and complete fuel elements. Such tests and experiments
should be conducted under the actual conditions, in which future

fast breeder reactors with sodium and gaseous coolants will operate.
The main tasks of the present study were: first to work out fundamental
technical solutions for a test reactor with very high fast neutron
flux and large test loop capability; and second to estimate the
investment and operating costs of such a facility. The construction
of FR 3 is considered feasible on the basis of the breeder prototype
technology without excessive additional R and D work. The FR 3 would
be a valuable tool for the purpose of progressive development and

continous evolution of very large fast breeder reactors and should be

envisaged as an international test facility for the Eigthies.
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I.

INTRODUCTTION

The original and prime motivation for the initial studies with regard to
the FastHigh Flux Test Reactor FR3 was the consideration that access to
high neutron fluxes will become increasingly more important for many
classes of material irradiation experiments in the future. It has sub-
sequently become apparent that future irradiation experiments with fast
neutron fluxes, which are as high and possibly higher than those obtaining

in commercial breeder reactors, will have particular significance.

At the same time as the interest in high fast neutron fluxes increases
markedly, the requirements for increasingly more detailed information with
regard to irradiation experiments, will continue to grow. Accordingly expe-

riments with considerably improved instrumentation will be required.

It is also well known, that the‘construction of commercial fast breeder
reactors requires a much more detailed knowledge of materials, fuels, and
fuel element properties as well as knowledge with regard to the chemical
processes in the core as compared to current thermal reaétors. For instance,
the burnup in fast breeder reactors must be increased to very high values,
also the cladding tubes and other important core components must fulfill
their structural functions with predictable confidence in spite of the

inereased neutron energies as compared to current reactors.

In addition to the above severe conditions, due to the high energy neutron
fluxes and fluences, we are confronted with the requirements of high cool-
ant temperatures for sodium or gas cooling to get a reasonably high plant
efficiency. The material and engineering problems which arise in this
context regarding construction and continuous evolution of very large
commercial fast breeder reactors are a tremendous challenge. Therefore

it will no doubt be necessary to build prototypes and appropriate test

reactors.

We feel, that in the long run, fast high-flux test reactors will play an
even more important role in the fast breeder development program than did
the thermal test reactors MIR, ETR, ATR and so forth, in the developmeﬁt

of light water reactors.
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Therefore, the first conceptual studies for the FR3 were started in
Karlsruhe at the end of 1968. In September 1969 this . project definition
phase was finalized by a first progresé report. On the basis of these

results a cooperative effort was undertaken by the Kernforschungszentrum
‘ Karlsruhe, AEG-Telefunken, and Interatom with regard to the present
feasibility study for the FR3.
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SUMMARY

(M.Fischer)

2.1 DESIGN OBJECTIVES AND MAIN DEVELOPMENT ITEMS

The first step in the development of the FR3 reactor was the defini-

tion of the design goals, to fix the size and the particular characteri-
sties of this reactor.
In general, the test reactor should incorporate large test loops for the
systematic and controlled testing of fuels, structural materials and com-
plete fuel elements, absorber materials and safety instrumentation under
the actual conditions, in which future fast breeder reactors with various
coolants will operate.

Table 2=1 presents a summary of the most important objectives:
Table 2-1 : OVERALL DESIGN OBJECTIVES OF THE FR3

1) A maximum neutron flux of 1.5 - lo16 n/cm2sec for:

- development of structural and canning materials for fast breeder

reactors;

- development of carbide and nitride fuels and further development of

oxide fuels.

2) Irradiation devices for basic research and for the development of

complete fuel elements of commercial fast breeder reactors.

3) Irradiation of high-temperature fuel elements for gas-cooled fast

breeders in suitable test loops.

4) Large and flexible irradiation space.

5) Use of the driver zone for long-term performance tests.

6) Optimization of the reactor core for test purposes, i.e. no current

generation.



The main development work was concentrated on the following items:

1.

In the area of the reactor development it was necessary to obtain a
satisfactory solution for the extremely compact space requirements

above the reactor core.

It was also necessary to obtain a reasonable estimation of the struc-
tural swelling upon core design, core clamping, and fuel element life

time.

The investigation of the material response of large test loops in the

driver zone due to very high irradiation and temperature loads.

The calculation of the neutron flux distribution, burn up, and necessary

reactivity values. for the control and scram systems.

The estimation of the void and temperature coefficients, in particular

the bowing coefficients of the core structure.

First considerations with regard to safety of the FR3, in particular
the problems that arose from the consideration of a gas-cooled central

test loop in a sodium-cooled driver zone.
Conceptual designs for refueling and test loop exchange systems.

The evolution of a close to optimum concept for the entire plant arrange-

ment.

The estimation of the fuel cycle, operation and capital costs.
Accordingly, the reactor, the heat exchanger systems, the refueling
systems, the auxiliary and emergency systems, buildings, and so forth

must be specified.

2.2 FUNDAMENTAL ASSUMPTIONS AND OVERALL RESULTS

In this chapter several fundamental assumptions and several overall

results are summarized, because they are very important for the entire

concept.
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In the design of the driver zone we will differentiate between fuel ele~

ments for the first flux level, having a maximum neutron flux of 1 - 1016,

and the second .level with a flux of 1.5 - 1016. We have carried out de-
tailed investigations, which provide a sound basis for the nuclear and
technical evaluation of the fuel element concepts. The fuel elements in-
vestigated have, however, different stages of development. The mixed oxide
fuel element has been considered for the first flux level of the driver
zone with conventional fuel element design. Such fuel elements would have
the least extrapolation required from breeder prototype designs. We are
considering in this case fﬁel elements having a pin 0.D. of 4.7 mm. Maxi-
mum nominal rod power is in this case 526 W/cm. With these driver fuel
elements one can obtain a maximum neutron flux of 1.0 - 1016 with a core
height of 80 cm and a reactor power of 541 MWth at the fuel cycle beginning,
and 475 MWth at the end of the fuel cycle. The problems that arise with
such thin pins are first of all of a mechanical nature, that is, bending
oscillations and thermal and hydrodynamic stability problems. With respect
to the irradiation behaviour of such thin pins no particular difficulties

are foreseen,

The flux goal of 1.5 - 1016 cannot be directly reached, because correspond-
ing driver elements cannot be developed in the existing fast test reactors
available today. For that purpose we must have the FR3 with a driver zone
with mixed oxide fuel elements previously described. The most promising
path to achieve the regquired neutron flux of 1.5 - 1016 is at the present
time cermet fuel pins with normal structure and higher metal content, as
for example a chromium cermet. In such cermets the metal or matrix content
comprises approximately 50 to 60 v/o, the fuel is fully enriched, that is,
without any U258-content, which is very convenient for a fast test reactor.
The flux goal of 1.5 - 1016 can then be reached in the large central loop

" with a core height of 55 cm and a thermal reactor power of approximately
611 MWth at the beginning of the fuel cycle, and 532 MWth at the end of

the fuel cycle.

A sort of back up solution for the high flux goal consists of a driver
fuel element with annular gap fuel rods. Such rods are being developed in
the Euratom institute for transuranium elements at Karlsruhe. They, too,

are of particular interest for oxide fueled power breeders.



2-4

A relatively low sodium inlet temperature was selected for the driver
zone, in order to obtain the highest possible power density without pro-
hibitive pressure drop. Because of the low coolant inlet temperature a
very serendiptiec result occurred: Structural swelling in the lower third
of the core disappeared almost completely. In this way it was possible

to establish a clamping plane near the midplane of the core. Accordingly
the FR3 has overall negative bowing coefficients for the fuel elements.
The low coolant inlet temperature, on the other hand, causes high tempera-
ture rises in the core with corresponding thermal stresses and bowing;

and in particular possible high temperature shocks must be avoided during

Scram.

2.3 REACTOR AND COOLANT SYSTEMS

2.3.1 Core Arrangement

Figure 2-1 shows the core arrangement that has been chosen as
refereﬁce design. A relatively large central loop with 260 mm 0.D. was
placed in the center of the core. It is possible to insert either a sodium
.cooled or a gas cooled test loop in this central position. Three further
test loops with 152 mm 0.D. can be seen at the periphery of the driver zone.
In addition one can find three rig positions in the driver zone, the shim
rod system, the first scram system, and at the boundary between driver zone

and reflector the second scram system.

Figure 2-2 shows a core arrangement which is even more conducive to
achieving the desired flux to power ratio and the flux level in the three
peripheral test loops. The necessary thermal reactor power decreases to
about 410 MWth for a fixed flux level of 1,0 - 1016, however, this core
arrangement is viewed at this time only as an alternative, because the

design for the drives of the scram systems are not yet clarified.

2.3.2 Nuclear Investigations

The optimization and conceptual design was carried out with the
objective of obtaining the highest possible neutron flux in the central
loop with the lowest possible reactor power. On the other hand, care must

be taken, that the flux gradients in the peripheral test loops do not
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become too large. A further consideration is the lifetime of the driver
fuel elements, because large lifetimes yield low fuel cycle costs and

improve reactor availability.

In a nut shell one can say, that in contrast to thermal test reactors
only one possible way exists for fast high flux test reactors to reach
the desired neutron flux, and that is to increase the power density as
-much as possible, 'and to decrease the fissile concentration. Accordingly,

we investigated three concepts with oxide fuel:

1. The reference design: A vertical, cylindrical core with a single
enriched driver zone comprised of hexagonal fuel elements with 7,3 cm
across flats. A large central test loop and three peripheral test loops

are placed in the driver.

2. An alternative core with three central test loops.

3. A coniecal reactor core.

2.35.3 Core Design

One must recognize that no proven design exists for fast reactor

cores with maximum fluences of larger than 102) n/cm2 and neutron energies

of larger 100 KeV.

Current knowledge with regard to structural swelling, in-pile creeping and
mechanical properties of the irradiated materials represents very import-~
ant areas, which require further work, in order to firmly establish the

development of fast reactor cores.

It is particular important in the core design of fast test reactors to
attain a good physical mating of the driver zone and the irradiation test
loops. A most important result of the investigations was the fact that,
close to the central test position, loss of fissile material had a very
strong negative influence on the flux to power ratio. Obviously the highest
flux to power ratio possible is desired. Accordingly the width across flats
of the fuel elements has been chosen to 73 mm, because larger across flats

width leads to poor mating of the test loops, and a smaller across flats
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width for example will create difficulties in providing for shim and
scram rods. It was a vital point of view inAfhe design of the shim rod
elements to ensure that structure swelling did ﬁoﬁ cause any hindrance ’“
in the motion of the absorber bundle in the gﬁide tube. The same conclu-‘
sion must be applied tc the scram system. Therefore, relatively small
temperature rises in the control and scram systems are envisaged, that

is, they should be operated relatively cold.

With a sodium inlet temperature of 25000 and a sodium outlet temperature
from the control elements of approximately BOOOC, the bowing of the guide
tubes due to structure swelling will be relatively small. Accordingly no

Jjamming of the absorber bundle in the guide tube is expected.

Thermal insulation is provided on the outer boundary of the guide tubes
of the shim and scram systems in order to serve as a thermal barrier to
the neighbouring hot fuel elements, thus preventing undesired bowings due

to swelling and self-induced stresses.

For similar reasons it was desirable to also provide thermal insulation
on the inner side of the radial nickel or steel reflector. Proposals are
at hand to accomplish such thermal insulation, that appear to be practi-

cally achievable.

The radial steel or nickel reflector will be operated cold. That means
that the reflector elements will remain essentially straight and can in
this way serve as support jacket for the driver zone. Therefore, the radial

reflector must beé actively clamped only at the head.

For the refueling operation a triple cycle with local exchange is envi-
saged. To reduce the bowing due to swelling, the fuel elements should be
rotated 180° in their position after the first third of their lifetime.

A dense packing arrangement of the fuel elements in the clamping areas,
which is desirable from the standpoint of stability of the core geometry,
can only be achieved if the necessary rearrangement motions can take place.
However, this is only possible, if with hot sodium the friction coeffi-
cients between the pads of neighbouring fuel elements are not too large,
because otherwise self locking will take place. Accordingly the proper

choice of pad material is of vital importance.
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The design spacing of 3 mm between fuel elements in the cold and unburned
core is sufficient in order to avoid direct contact of the fuel elements
outside the clamping plane, even in the case of most unfavourable neigh-

bouring fuel elements with vastly different irradiation history.
Accordingly one might conclude, that if structural swelling and rearrange-
ment motions in the core are considered, local burnups in the driver zone

of approximately 100 000 MWd/t are possible.

2.3.4 Thermal and Hydrodynamic Investigations

Concerning the small pin diameters of 4.7 mm in the driver fuel ele~-
ments, the question comes up with regard to the vibration behaviour of the
pins., Therefore, the natural frequencies and the corresponding displacement
forms of the pins were investigated,vWith the calculated natural frequen-
cies and other characteristic values the amplitude of the displacement of
single pins in the rod bundle and the corresponding bending strain has

been estimated. Two types of cladding tubes were considered:

1. a finned tube with 6 integral fins and

2. a smooth tube.

The lead on the finned tube and the distance between grid spacers on the
smooth tube, respectively, were varied. The invesfigation showed plaihly,
that the amplitudes are indeed very small, namely, in the region of appro-
ximately 4 - 5/um. Moreover the natural frequencies of pins with small
diameter under all conditions are above 500 Hertz due to the relatively
large stiffness. That means, that fuel pins with a small outer diameter

show much better behaviour with respect to vibration as fuel pins with a
larger diameter. According to the present status of the investigations

the bending stresses will not exceed the negligible small stress of 2 kp/cmg,

even in the most unfavourable case. This result is very encouraging.

On the basis of a statistical hot spot anaiysis a hot spot clad temperature
of TOOOC was determined with a confidence level of 3,5G and a probability
of exceeding this temperature in the driver zone of 3 - 10'4. The maximum

hot spdt fuel temperature is approximately 275000 in the case of mixed
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oxide. This temperature has a confidence level of 2§ for exceeding that

value with a probability of 2,3 . 102 in the driver zone.

2.3.5 Reactor Concept

Design problems arise with regard to the reactor cover. Due to the
very compact core, the heads of the test loops and test rigs, the drives of
the shim and scram systems, the components of the driver instrumentation,
and the refueling system must be positioned in the smallest space possible.

Such will be the case when the following conditions are met:

- An independent refueling of the test loops and the driver zone.

- The avoidance of flange connections in the loop tubes inside the reactor

vessel.
- Full instrumentation of the driver zone, and

- A reactor design, which shows essentially the same features that are com-
monly employed in sodium cooled reactors, namely axial upflow in the fuel

elements, integral core support plate, and vertical refueling from above.

The work, which is presented in this study, shows, that the prcblems arising

from the compact cylindrical core chosen for the FR3 can be solved properly.

In addition, it was feasible to show, that the control rod drives for the
present very tightly spaced conditions could be constructed. Considerable

attention was devoted to this last aspect.

All the mechanisms above the reactor cover were divided on two floors.

From the upper floor, that is the floor of the containment, the driver re-
fueling, the exchange of the test objects and the loop piping, the manipula-
tors and the control rod drives are carried out. The pipiné for the teSt
loops is positioned essentially in the space betweén reactor cover and the
containment floor, the piping extends from here to the neighbouring loop
cells. The control rod drives and the manipulators are also positioned per-
manently in this space. Access té this space betweeﬁ the reactor cover and
the containment floor is not permitted during reactor operation due to the
Na 24 - activity in the piping of the test loops. Any readjustments required

during reactor operation can be made with appropriate tools from above. This
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space, however, is accessible shortly after emptying the loop piping.

In addition the space between the floors can be used as a hot cell, if

it should become necessary to demount larger components of the reactor,
such as the instrumentation support plate, the core support plate, or the

traverses for the shim rods underneath the core.

The reactor vessel is approximately 4,5 m in diameter and nearly 12 m in

height.
The test loop invessel piping extends from the core support plate way up

into the floor of the reactor containment.

2.3.6 Coolant Systems Concept

The driver zone is cooled by 4 independent primary systems, which are
connected to 4 secondary circuits. The energy of the secondary systems is

discharged to air coolers.

The test loops have their own primary circuits, however, they are serviced
by the same secondary systems of the main coolant circuits. For that purpose,
two cold high pressure and two hot low pressure ring-pipes are available,
which are fed by the four secondary systems of the driver zone.

The intermediate heat exchangers of the test loops are, therefore, simply
connected between the high and low pressure pipes. Each intermediate heat
exchanger has its own pump, which permits local recirculation of the second-
ary coolant. Thereby it is possible to raise the entrance temperature of the
test loops to desired values. This is important for the various test objec-

tives.

The layout of the FR3 plant was based on the reactor power, which is neces-
sary to produce the ultimate neutron flux of 1,5 - 1016, that is about
650 MWth (if the irradiation space is involved according to figure 2-1).

This has to be kept in mind in judging the capital costs.

As was mentioned above, the FR3 will be operated during the first years at
a first - and already very high - flux level of 1,0 . 1016 maximum, with a
power level of about 500 MWth. That means, that this reactor power can be
removed either with 3 main circuits or with all 4 circuits, but then operat-

ing only at 75 o/o of nominal capacity. In each case a high redundancy and
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availability of the plant is achievable for testing objectives and safety.

In addition to the primary coolant circuits an independent emergency cool-

ant system is envisaged.

2.4 TRRADIATION DEVICES

The irradiation devices of the FR3 belong to the most important design
objéctives. The essential considerations involve closed test loops with
large capacity, in which irradiation experiments can be carried ocut on full
sized breeder elements. The tremendously high fast neutron flux, and attend-
ant large thermal powers of the single loops, as well as unusual dimensions

of the equipment to be irradiated, lead ito particular design problems.
The following technical requirements were placed on the irradiation devices:

1. The size of the irradiation positions in the driver zone should be with-
in certain limits variable. Those positions not occupied by test objects

should be replacable completely or partly with driver fuel elements.

2. Provision must be made for closed test loops with various coolants in
' particular sodium and gas. They must serve as well for testing of com-
plete fuel element bundles, as for single fuel and structural material

objects, under variable coolant conditions. -

5. All objects, to be irradiated in the test loops, should have extensive
direct-contact instrumentation, which has to be developed.

4. The exchange of test objects, as well as complete loop assemblies, should
be acqomplished quickly and safely. This operation has to be carried out

under cooling and shielding conditions.

On the basis of these requirements a consistent concept was evolved forr
the design of the test loops. Accordingly, an intensive study, with regard
to the high pressure tubing in the core region, has been carriéd out. The
main effort in this study has been directed to the combined aspects of
temperature gradients and structural swelling and the stress due to the

inner pressure (for example in'the case of gas-cooling). These investigations
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led to preliminary design figures, which show, that reliable solutions

can be found by a proper material selection and further design evaluation.

In particular the bowing due to temperature and swelling gradients was
calculated for the pressure tubes of the peripheral test loops in the flux
gradient near the boundary of the driver zone. Satisfactory solutions to

this problem are also possible.

All test loops are designed to incorporate coaxial reentry coolant direct-
ion. This arrangement has the advantage that the core support plate is not
plerced. The heads of the test loops are arranged in the cell between reac-
tor cover and the floor of the containment such, that inspection and inter-
change of test objects are possible at any time from the floor of the con-
tainment.

It was one of the most important design goals, that the thermodynamic test
conditions in the test loops would correspond to the operating conditions

of future high gain breeder reactors.

Table 2-2 shows the design data for the central Na- and He~loops and one
of the three peripheral Na-loops.

Table 2-2 : FR3 TEST LCOP DESIGN DATA

Design Characteristics | Central Na-Loop |Central He-Ioop | Peripheral Na-ILoop

Thermal Power -2k 12 8 MwWth
Coolant Flow Rate 300 30 100 to/h
Coolant Pressure Level 20 100 20 . atm
Pressure Drop in Test 14 14 14 . atm

Object Receiver

Test Object

Across the Edges 203 175 108 mm
Number of Rods 271 127 a1

Rod Diameter 8 8,35 7 mm
Rod Pitch 10 ] 12,5 8,7 mm
Coolant Inlet Temp. 400 425 400 °c

Coolant Outlet Temp. 630 ’ 685 630 C
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Some consideration has been given also to the possibility of short time
irradiations, and irradiations with load variations with smaller test ob-
Jects.

For cyclic loading it is necessary, that’the test objects can be axially
moved during reactor operation. For short time tests the test objects must

be exchangeable during reactor operation.

One can summarize in retrospect the design considerations of the test loops

in the following way:

In consideration of the current stage of the development it is meaningful
for the proposed helium test loop concept to increase the thickness of the
loop pressure tube not above 5 mm for the inner pressure tube, and 5,5 mm
for the outer pressure tube, with respect to a sufficient yield strain
safety factor. This leads, on the basis of a lifetime of 210 days at full
load, to a maximum possible operation pressure in the test loop of approxi-
mately 100 atm at the envisaged loop dimensions.

If one wants to increase the proposed operating pressure, there remain

the possibilities of reducing the operating time of the loop pressure tubes,
or to use materials with better irradiation behaviour, as for example Vana-
dium alloys, or (with most profit) by reducing the size of the helium cooled

test loop to a smaller diameter.

" The problems are similar for the sodium loops. Also in this case one must
carefully consider a sufficient safety factor with regard to the yield
strain of the irradiated material. Because the pressure in the sodium loops
is much smaller (maximum 20 atm), it would be possible to considerably re-
duce the wall thickness of the pressure tubes below 5 mm. However, it is
not possible from a manufacturing standpoint, to supply tubes of this dia-

meter and length with such a small wall thickness.
2.5 SOME SPECIFIC FR3 SAFETY PROBLEMS

The question should be raised here, whether the safety problems inherent
to the fast high-flux test reactor FR3 will cause additional safety problems
compared with Na-cooled power breeder reactors.

First of all, the nuclear aspects of the safety question were investigated.
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Without offering a complete analysis of the safety problems, in the present

study two particular aspects of the FR3 have to be emphasized:

1. Because of the compact design, the core will have relatively small di-
mensions, and in addition, the core possesses a relatively high enrich-
ment of about 30 O/o. Accordingly, the following two features become
apparent in comparison with a large breeder reactor:
~ &a smaller Doppler coefficient, and

- a much smaller positive component of the sodium void reactivity.

2. A more specific safety aspect arises in a fast test reactor, because of
the special nature of testing new fuel elements in loops, either with
sodium. or gas-cooling. The possibility of pin damage occuring is increased,
because of thé legitimate requirement of testing the fuel element to its

design limits.

The question of smaller Doppler coefficient is briefly considered:
Because of the higher enrichment and harder spectrum, the Doppler coefficient
in the FR3 has a magnitude of 2,4 . 10-6/00. In this context we have to dif-

ferentiate between operational transiénts and hypothetical accidents.

Operational transients, that lead to a temperature rise, cause on the one
hand a decrease of the coolant density and on the other hand an expansion
effect. » '

The decrease of the coolant density can be neglected in a sodium-cooled
reactor, whereas the expansion effects are negative in the ¥R3. That means

that the Doppler: coefficient as given is sufficiently negative.

The most important aspect of hypothetical accident situations is due to the
mechanical energy of a nuclear excursion resulting in core deformation. This
effect is considerably reduced by the Doppler coefficient. Such an excursion
seems to be only possible, when a reactivity ramp of the magnitude of more
than 10 2/sec occurs. In such a situation one wishes for the highest possible

Doppler coefficient.

The largest reactivity ramp rate, which could be imagined for the FR3 re-
sults from a shim rod ejection. We have, therefore, calculated on the basis

of a point kinetic method the history of the power, the temperatures, and
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the reactivities with feedbacks for this excursion (which could in practice
easily be avoided by design provisions).

The investigations were carried out with and without scram occuring.

In the case of the excursion with scram the reactor power is cut back to
the decay-heat power level, whereas with no scram occuring a stabilized

(but fictive) power level of 900 MWth is reached with the aid of the feed-
back reactivities.

In the investigation we have included feedback reactivities which are caused
by the change of the core geometry in height and radius, density variations,
Doppler feedbacks, temperature effects of structural materials including the
bowing of core elements. The latter has a most important contribution to

the feedback reactivity.

In the case without scram the maximum fuel temperature reaches the melting
temperature after 400 msec after the excursion starts.

In comparison, if the scram itself starts 300 msec after the excursion be-
gins, then the maximum fuel temperature at core midplane remains Jjust under

the melting temperature.

Due to the high temperature rise in the FR3 driver zone, high temperature

shocks on the components above the core can possibly take plaée.

The results show, that even with the normal coast down of the pump compo-
nents, that means the unbraked case, the temperature change with respect to
time at core outlet is too high after scram. One must, therefore, always
consider braking the pump components.

It appears, that with such a procedure one can hold the shock'loading to
less than 30 oC/sec. Braking could be accomplished by the following means:
For example by a hydraulic or - much better - a noncontacting electrical
coupling. In the case of scram,this coupling can be rapidly activated and

introduce a maximum braking moment.

The small positive component of the sodium void reactivity is an important

feature of the FR3 core.

In general, one can say, that the positive contribution to the reactivity
through the void effect is smaller the smaller the reactor system is.

This result is due to the increased transparence of a smaller reactor core.
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Some hypothetical possibilities of coolant loss or coolant expulsion were
investigated from the nuclear standpoint. All cases would be strongly in-
fluenced by the specific features of a tést reactor with a central gas-

cooled test loop.

The results show, that in the FR3 reactor the maximum positive void effect
is very small, somewhere between 10 to 20 cent only. A simultaneous fuel
compaction radially outwards, practically has no effect on the reactivity

worth,

In considering the test possibilities in large central sodium- and helium-

cooled test loops the forgeing is a very pesitive result.
2.6 PLANT CONCEPT

In the present work conceptual design studies were carried out on the
refueling machinery, the handling systems for test objects, the hot cell
systems, the containment systems and the overall arrangement of the reactor

buildings.

The reactor building is partly surrounded by the service buildings. Control
panels for the reactor and instrumentation panels for the experiments are
positioned directly adjacent to the containment shell. Doing so, gives the
shortest connections to the reactor, heat transfer circuits and experimental
instrumentation, thereby permitting observation and control in particular

of the irradiation experimehts from outside the containment shell.

Support and experimental areas and so forth are placed directly behind the
control panels. The external hot cells, post irradiation test facilities
are directly adjacent to the reactor containment. It seems to be quite ob-
vious, that in the case of a test reactor one cannot neglect having a pres-
sure tight second containment surrounding the air conditioned operation
areas. Therefore, a leak-tight steel-safety-shell is assumed for a pressure
build up of 2,7 atm, to be necessary. As is usually the case with other

reactors the steel safety shell is surrounded by a concrete shell.

The cylindrical steel safety shell has a diameter of about 50 m and is about
50 m high. That makes for a total height of about 90 m, of which about one

third is under ground.
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2.7 COST ESTIMATION

The fuel cycle, operation and capital costis of the FR3 will be touched
briefly. .
Table 2- 3 presents the fuel cycle costs per year for the itwo design flux

levels of 1,0 - 1016 or 1,5 - 1016,respectively.

Table 2-3 : FR3 FUEL CYCLE COSTS/YEAR

Mixed Oxide "~ Cermet
g =1 1016 1,5 - 10t
Mio DM

Steel or Ni

Reflector U-Blanket Ni-Reflector
Fabrication of Driver 4,5 5,1 ' 10
Fabr.of rad.Reflector - 0,75 -
Fabr.of ax. Reflector ' 0,36 0,36 ' 0,72
Reprocessing 2,85 2,85 8,3
Fissile Material 3,76 1,38 5,4
Fuel Cycle Cost Per Year 11,5 10,5 24,4

According to ihese figures there is 6nly a relatively small cost-difference
for a driver zone with steel- or nickel reflector, and an uranium blanket.
Therefore, because of the more advantageous distribution of the neutron flux
in the case of a steel - or nickel reflector, as compared tc an uranium
blanket, the steel reflector is to be preferred.

In total, we see for the first flux level fuel cycle costs of the magnitude
of 11 Mio DM, and in the case of the ultimate flux costs of approximately
25 Mio DM/ year.

The operation costs, including the manpower costs for 250 men, and including
administrative, supply, and power costs, are shown in table 2-4 and amount
to about 26 Mio DM/ year.
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Table 2-4 : FR3 OPERATION COSTS/YEAR

Man Power (250 People) 8,75 Mio DM
Administration etec. 3 "
Supply _ 5 "
Power (30 Mwe) 9,6 "
Total 26,4 Mio M

Therefore, based on the present level of prices, the first flux level re-
quires total operation'costs per year of about 38 Mio DM, whereas for the

flux goal about 50 DM/ year are expected.

The capital costs of the FR3 were evaluated on the price basis of 1970 and

include the summary shown in tgg;e 2-5 .

Table 2-5 : FR3 - CAPITAL COSTS

Summary Mio DM
1. Reactor 8,7
2. Coolant Systems 59,9
3. Handling Devices etec. 32,5
4. Auxiliary Equipment 18,3
5. Emergency Systems 23,9
6. Electrical Systems 91,7
7. Instrumentation and Control 42,8
8. Buildings 132
410
O. Shim and Scram Rods 5
10. Air Supply Systems 5
11. Air Heat Exchangers 19
439
10 °/o Engineering during
Construction by
He - Test Loop 26
7/3 Core loadings 11,5
Costs for Fissile Material 43,7
Process Computer and Exp.Mon. 10

Total 574
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The reactor coolant system (including the sodium-cooled test loops);.re-
fueling and experimental handling devices, plus all the other itemé amount
to about 410 Mio DM.

For the control rods, air supply systems, the main air heat exchangers and
so forth 29 Mio DM are foreseen,

During construction time 10 /o are alotted for engineering and R and D.

In addition one must include the helium-cooled central test loop, 7/3 ini-
tial core loadings, fissile material, process computers and experimental mo-
nitoring instrumentation.

The foregoing brings the capital costs to a total of 574 Mio DM,

These capital costs include surcharges to 1nclude technical risks, diffi-
culties in construction and other contingencies. Also included is a certain
amount of earnings and overhead costs.

\

2.8 FR3 TIME SCHEDULE
The envisaged time schedule for the FR3 is as follows:

1. The project definition phase and the present feasibility study were
carried out by GfK in cooperation with the company AEG and with some
support by Interatom, from 1969 to the end of 1970.

2. We consider a deeper study of key development problems and a reference

design necessary and desirable, and that should take until the end of 1972.

5. On the basis of this reference design, it would be necessary during 1973
to form a contract with industry, to draw up complete plans and specifi-

cations for the plant.

4, Based on the experiences of the construction and operation of breeder
prototypes and existing large equipment test facilities, and the results
of the reference design, we expect not more than two years toc be neces-

sary to draw up the aforementioned plans and specifications, that is
from 1974 to 1975/76.

5. If one allows one year for licensing procedures and about 5 years for
construction, then we might expect the FR3 to go critical in 1981 or 1982.



2 =21

2.9 SUMMARY OF DESIGN PARAMETERS

2.9.1 QGeneral arrangement

Name FR3 (Forschungs-Reaktor 3)

Type of Reactor Na cooled fast high flux test
reactor

Core configuration Vertical fuel rods in a hexagonal
lattice

Radiation test facilities 1 central Na- or He-loop

3 peripheral loops

5 radiation rigs 1)
Max. flux 1-1016 / 1,5-1016 cm-zsec-;
Reactor power
Begin of fuel cycle ; 541 / ca. 611 MW
End of fuel cycle 475 / ca. 532 thh
Coolant inlet temp. , 230 °c
Average coolant outlet temp. ,
Begin of fuel cycle 476 °c
End of fuel cycle 456 °c
Coclant flow rate 6140 / 6920 to/h
Pressure drop in primary flow system 12 ~ata
Heat exchange fluid, primary Na
secondary , Na
tertiary Air

2.9.2 Reactor
2.9.2.1 Driver zone

Dimensions and compositions

Height, active 800 / 550 mm
Inmer equivalent diam. 334 / 205 mm
Outer equivalent diam. 1098 / 1093 mm

Number of fuel subassemblies 144 / 158

l)Da.ta preceding slash is for neutronflux of 1,0o1016 and data following

slash is for flux of 1,5-1016 om Zsec™?
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Number of control subassemblies
Number of safety subassemblies

Subassembly pitch

Qutside dimension across flats of hexagonal

subassembly duct

Fuel subassembly

Lattice configuration
Wall thickness of hexagonal duct
Material of hexagonal duct
Number of fuel pins per subassembly
Length of active zone
Reflector thickness, axial
Length of fission gas plenum
Overall length of fuel pin
Fuel pin diameter
Fuel pin pitch
Spacer design
Lead of helical fins
Cladding thickness
Cladding material
Fuel
Type of fuel
Matrix fraction
Enrichment Pufiss/(Pugés+U)
Fuel diameter
Volume fractions:

Fuel

Coolant

Stainless steel

Control subassembl

e . — ——_——— - — o

Isolation thickness

Wall thickness of outer hexagonal duct

Outside diemsnion across flats of inner

hexagonal duct
Wall thickness

Absorber material

Number of absorber pins per subassembly

12
17
7
70
hexagonal
2,0 / 2,45
4988 (stainless
127/ 91
800 / 550
250
400 / 275
1780 / 1405
LT / 5.6
. 5T / 6,6
3 helical fins per rods
300
0,3

4988 (stainless

U02-Pu02 mixed oxide

mixed oxide pellet/Cr-Cermet

mm
steel)
mm
mm
mm
mm
mm
mm

mm

mm
mm

steel)

- - / 0:693
0,281 / 0,68 (without U)
4,0 / 5,0 mm
0,363 / 0,387
0,400 / 0,378
0,237 / 0,235
1,5 mm
2,0 mm
57,0 mm
1,0 mm
tantalum
7.



Absorber pin diameter
Absorber pin pitch
Spacer design

Cladding thickness
Cladding material
Length of absorber zone

Volume fractions:
Gas (He isolation)
Absorber
Coolant

Stainless steel

Isclation thickness

2 - 23

Wall thickness of outer hexagonal duct

Outside dimension across flat of inner

hexagonal duct
Wall thickness
Absorber material

loB enrichment

Number of absorber pins per

subassembly

Absorber pin diameter
Absorber pin pitch
Spacer design
Cladding thickness
Cladding material

Length of absorber zone

Volume fractions:
Gas (He isolation)
Absorber
Coolant
Stainless steel

19,1 mm
20,1 mm
3 helical fins per rod
0,3 mm
4988 (stainless steel)
1050 mm
0,022
O, 408
0,346
0,224
1,5 mm
2,0 mm
57:0 mm
1,0 mm
B4c _
90 %o
19
11,3 mm
12)3 mm
5 helical fins per rod
0,3 mim
4988 (stainless steel)
850 mm
0,022
0,369
0,370

0,239
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Thermohydraulics
Core Power (incl. Rigs, Control and Safety rods)
2
Begin of fuel cycle 536 / 606 ) M,
, " 2 o
End of fuel cycle 470 / 527 ) thh

Power shape factor, axial 1,206

Power shape factor, radial:

Begin of fuel cycle 1,237

End of fuel cycle 1,150
y-heating at location of max. flux 150 w/(cm3 structure)
Coolant inlet temperature 230
Average coolant butlet temp. '

Begin of fuel cycle 486 °c

End of fuel cycle 4oy °c
Coolant flow rate 5860 / 6640 to/h
Max. power density v 1,4 / 1,97 MW/1tr.
Average‘power density 0,98 / 1,14 3) MW/1tr.

Fuel subassembly

Nom. max. linear power géneration‘(o MW3d/to) 526 / 1000 W/cm
Coolant flow area 14,7 / 13,1 cm2
Equivalent hydraulic diam, 0,237 / 0,250 cm
Pressure drop in rod bundle with max. 7.5 ata
heat generation ‘
Pressure drop in fuel subassembly 8,0 ata
Max. coolant velocity 10,3 m/sec
Average friction coefficient 0,024
Average Reynold Number ‘ 6,5»104
Average coolant outlet temp. of fuel 503 3) o
~ Subassemblies
Nom, max. cocolant temp. 529 OC
Nom. max. cladding temp. 557,5 °c
Nom. max. fuel temp. 2350 / 850 °c
2)

Small central loop, without peripheral loops

3)Begin of fuel cycle



2 -25

Hot spot temperatures at a 97,7 O/O confidence level:

Cladding 677 / ca. 700 °
Fuel 2750 / ca. 1040  °c
Sodium 636 °c

Hot spot and hot channel factors at a 97,7 0/O confidence level ‘(inecl.
systematic deviations):

Cladding 1,36
Fuel 1,19
Sodium 1,36

Control subassembly

Max. linear power generation 480 W/cm
v-heating in absorber and structure material 334 kW
Coolant flow rate b,0 kg/sec
Average cool. temp. rise 63 °¢c
Average coolant outlet temp. 303 oC
Max. tantalum temp. ca. 450 °c

Safety subassembly

y=heating in structure material and follower 190 ) kw

Coolant flow rate o ) o 4,0 . _kg/sec

Average cool. temp. rise 36 4) - %

Average coolant outlet temp. 266 #) °c

Physics

Max. Flux, total 11016 / 1,5°1016 em™2sec”
E > 0,1 MeV 0,62:10*® / 0,89-101°  emPsec”

Flux in the center of the peripheral 16 L =2 -

loops, total 0,8-10 / - cm  sec
E > 0,1 MeV 0,49~1016 / - em™Zsec”

Volume of driver zone 0,534 / 0,491 m3

Core height ' 80,0 / 55,0 em

Outer equivalent core radius 55,2 / 54,3 cm

Critical mass (Pu”0+ pu2'l) 434,8 / 311,8 kg

Fuel theoretical density 11,17 / 11,46 gr'/cm3

Relative smeared density 0,809 / 0,850

4)

withdrawn absorber
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Neutron lifetime 4,0'10"7 sec
o
Delayed neutrons, Beff 0,32 /o
Reactivity worths
Isothermal fuel temperature coefficient - 18,&-10-6 1/%¢
In this respect the following effects
are instantaneous:
Doppler at 900°K (with Na) - 2,5.107° 1/°¢c
Axial fuel expansion - 2,9-10'6 1/°2
Change of coolant temp. rise - 16,0-10-6 1/OC
Reactivity worth of control system 7,6 %/
Reactivity worth of 1. safety system 8,4 %/
Reactivity worth of 2., safety system 7,0 %/
Reactivity swing per fuel cycle 3,7 o/o
Pu_fraction at 0 Mid/to
Pu 239 55,0 %/, mass
Pu 240 27,5 0/, mass
Pu 241 13,0 °/, mass
Pu 242 4,5 %/, mass
Enrichment Pufiss/(Puges+U 238) 0,281
Burnup
Max. nom. local burnup 100 000 MWd/to
Average discharge burnup 70 000 MWd/ to
Reactor cycle 77 equivalent full-load days .
Batch-refueling in 3 cycles
2.9.2.2 Radiation test facilities
Central test loop
Number of loops 1
Max. flux 1-1016 / 1,5'1016 em Csec”

Helium loop

Outer pressure tube
Material 12 R 72 HV
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Ouﬁer diameter
Wall thickness
Inner pressure tube

Material
Outer diameter
Wall thickness

Testsubassembly

Max. inside dimension across flats of
hexagonal duct

Thermal power, max.
Coolant flow rate

Coolant pressure at inlet
Coolant inlet temperature
Coolant outlet temperature

Pressure drop

Sodium loop

- -

Outer pressure tube
Material
Outer diameter
Wall thickness

Inner pressure tube
Material
Outer diameter
Wall thickness

Testsubassembly

Max. inside dimension across flats of
hexagonal duct

Thermal power, max.
Coolant flow rate
Coolant temperature rise

Pressure drop

Peripheral sodium test loop

Number of loops
Flux

260
5,5

12 R 72 HV
223
5

140

12

ca. 30
100

425

685

ca. 8,7

12 R 72 HV
260
5,5

12 R 72 HV
223
5

165

24
ca. 300
ca. 230

ca, 8

>

0,80-101¢ / 1,25.101°

mm

to/h
at

at

mm

to/h

at

em “sec



Outer tube
Material
Outer diameter
Inner diameter
Inner pressure tube
Material
Outer diameter
Inner diameter

Test subassembly

Max. inside dimension across flats of

hexagonal duct

Thermal power, max,
Coolant flow rate
Coolant temperature rise

Pressure drop

Radiation rigs

Number of rigs
Objective

Coolant

2.9.2.3 Reflector

Reflector material, above

below and radial

Outside dimension across flats of
hexagonal duct

Axial Reflector

Reflector thickness

Reflector configuration

Volume fractions

Radial reflector

y-heating
Coolant flow rate

Average coolant temperature rise

4988 (stainless steel)
150 mm
146 mm

4988 (stainless steel)

135 mm
128 mm
83 mm
8 MW
ca. 100 to/h
ca. 230 °c
ca. 8 at
3

irradiation of fuel and
structure materials

primary Sodium

Steel
Nickel
73 mm
'250 mm

rod bundle, the same as
fuel bundle

the same as fuel subassembly

4.4 thh
240 to/h
50 °c



Reflector height . . 1300 mm
Reflector thickness. ca. 350 mm
Number of reflector subassemblies 330
Reflector configuration hexagonal blocks
Volume fractions:

Nickel 0,61

Coolant 0,21

Stainless steel 0,18

2.9.2.4 Reactor tank with internal components

Dimensions and compositions

Material of steel construction units 1.4948 (stainless steel)
B??SE?F-Y?§§§1_Yifg_ggéfg-Y§§§?} inner / outer tank

Outer diameter 4550 / 5280 mm
Wall thickness 25 /15 . mm
Overall height 12000 / 11400 mm
Weight (without components) 45/ 23,5 Mp

Reactor cover

T s A -

Reactor cover concept stationary reactor cover
Overall height 1850 mm
Maximal/minimal diameter 5800 / 4450 mm
Thickness of shielding 1000 mm
Thickness of heat reflector 400 mm
Overall weight 115 Mp

Grid plate and support structure

O o e e w0 s e e o a2

grid plate / support structure

Maximal diameter 1280 / 4450 mm
Wall thickness ™ /15 mm
Height 550 / 550 mm
Weight 5 /15 Mp
Form of the grid plate double plate, welded with tubes

and separated by a cylindrical
Jacket



Core_support_jacket and thermal shields jacket / shields

Medium diameter 1950 / 2500 m
Wall thickness 50 / 3x50 mm
Height 1960 / 2030 mm
Weight 5/ 19 Mp

Reactor pit

Inner diameter ca. 7000 Cmm
Depth 13500 mm
Wall thickness:
Concrete shielding 1300 mm
Graphite shielding 500 mm
Insulation‘ , 300 mm

Intermediate floor

Height upper reactor cover - 7000 mm

Diameter of reactor pit 13500 mm

Thermohydraulics

Design temperature of vessel 530 OC

Design pressure of vessel 10 / 0,8 ati

Sodium velocity:

at reactor inlet 4,75 ' m/sec
in max. power fuel subassembly 10,3 m/sec
at reactor outlet 5,10 m/sec

Pressure drop:

in fuel subassembly 8,0 ata
Momentum pressure losses ca. 0,5 ata
Reactor pressure drop only 8,5 ata

(without piping losses)

2.9.3 Fuel element handling and transport

2.9.3.,1 Manipulator system

Arrangement . fixed of the reactor cover

Number 3
Overall weight without stakes 'ca. 25 - Mp
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Overall height upper reactor cover
Outer dimension of housing
Thickness of steel shielding
Dimensions of shielding slide
Length x width x height
Dimensions of bottom slide
Length x width x height
Maximal inlet depth
Maximal 1lifting power
Lifting velocity
Lifting velocity, high speed
Lifting height

Operating pressure

2.9.3,2 Fuel handling machine

Overall weight

Dimensions:
Height (changing flask)
Widht (under carriage)

Length {in direction of Jjourney)

Changing flask:
Height (including foot and lifting unit)
Inner diameter (guide tube)
Outer diameter
Thickness of steel shielding
Operating pressure

Operating temperature

Under carriage:
Length
width
Height
Track width
Max. velocity

Power of drive motor

Upper chassis:
Length (in direction of journey)
Width

7000
1150
650

1450x2550x800

1400x2400x300
8220
1000

ca. 2

ca. 5
2800

ca. 1,5

ca., 250

20600
7100
7000

6500

1000

2000

500

1,5

max. 230

6500
7100
1700
5600

6500
6000

mm

mm

mm

mm

kp

cm/sec

em/sec

ata

to

mm

mm

mm

mm
mm

ata

mm
mm
mm
m/min
kW

mm

mm
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Height (without flask and super-structure)

Track width
Max. velocity

Power of drive motor

‘Lifting unit:
Lifting power
Lifting velocity, high speed
fine speed
Lifting height

Argon cooling circuit:
Iniet temperature
Outlet temperature
Thermal power
Blower capacity
Pressure rise across blower

Driving power

Secondary cooling air:
Inlet temperature
Outlet temperature
Blower capacity
Pressure rise across blower

Driving power

2.9.4 Heat transfer systems

2.9.4.1 Primary system

Heat exchange fluid
Number of cooling circuits
Thermal power
per circuit (for 3 circuits
per circuit (for 4 circuits
Na flow rate
per circuit (for 3 circuits
per circuit (for 4 circuits
Reactor inlet temperature
Reactor outlet temperature

Inner diameter of supply pipe

operating)
operating)

operating)
operating)

ca.

ca.

ca.

‘700
5000
1,2

4000

1,2
18,45

110
230

ca. 75

1,22

1,5
200

25

60
6,26
100

10

Na
4

ca.540 /612
ca.180 / -
ca.135 /153

6140 /6940

2047 / -

1535 /1735
220
476
400

mm

m/min
kW

kp
m/sec

m/sec

kW
kg/sec
ata
kW
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ILength of supply pipe
Material
Flow velocity:
in supply piping
in intermediate heat exchanger
Pressure drop
in supply piping
in intermediate heat exchanger
Reactor vessel
Primary system
Capacity of circulating pump
Driving power of circulating pump
Efficiency of circulating pump

Coolant volume (incl. reactor vessel)

ca.

ca.

Ca.

ca.

ca.

ca.

Surface area of a intermediate heat exchanger

2.9.4.2 Secondary system

Heat exchange fluid
Number of cooling circuits
Thermal power
per circuit (for 3 circuits operating)
per circuit (for 4 circuits operating)
Na flow rate
per circuit (for 3 circuits operating)
per circuit (for 4 circuits operating)
Intermediate heat exchanger inlet temp.
Intermediate heat exchanger outlet temp.
Na-air heat exchanger inlet temp.
Inner diameter of supply pipe
Length of supply pipe
Material
Flow velocity
Pressure rise of circulating pump
Capacity of circulating pump
Driving power of circulating pump
Efficiency of circulating pump
Coolant volume of all 4 circuits

Gas pressure at surge tank

Max. allowable working pressure

ca. 5%
ca. 19
ca. 147,5
ca. 6860
ca. 2287
ca. 1715
ca.

ca.

ca.

ca.

ca.

ca.

85

m

1.4048 (stainless steel)

5,5
1,50

2,0
1,5
8,5

12,0

2235

1150
0,75
270
628

Na

0 / 660
7T/ -
/ 165
/ 7610

/ 1903
200
446
460
400
250

m/sec

m/sec

ata
ata
ata
ata
to/h
kW

1.4948 (stainless steel)

5,8
9,5
2620
950
0,75
185
6,5
16

m/sec
ata
to/h
kW
mj
ata

ati
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2.9.4.3 Na-testloop systems

Thermal power
1 central, Na-cooled testloop
3 peripheral, Na-cooled testloops, 3x8
Na flow rate
Testloop inlet temp.
Testloop outlet temp.
Inner diameter of supply pipe
central testloop
peripheral testloop
Length of supply pipe
central testloop
peripheral testioop
Flow velocity (supply pipe)
Pressure rise of circulating pumps
Driving power
central testlocop
peripheral testloop
Gas pressure at surge tank
Max. allowable working pressure
Coolant volume
central testloop

peripheral testloop

2.9.4.4 Tertiary system

Heat exchange fluid

Number of Na-air heat exchanger
Total heat transfer area

Total air flow rate

Air inlet temperature

‘Air outlet femperature

Flow velocity

Pressure drop

Total driving power

ca.

ca.

cas

ca.

ca.

ca.

ca.

ca.

ca.

ca.

ca.

Ca.

ca.

ca.

ca‘

ca.

ca.

ca.

ca.

24
24
600
400

150
100

80
80

20

275
105
1,3
1,8

25
20

air
n
27600
6200
20
130-140
8-10
18-20
2176

m/sec

ata

kW
kW
ata

ata

2
m

mj/sec
°c
C

m/sec

o

mm of water
vacuum
kW
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2.9.4.5 Emergency cooling system for decay heat removal

Number of cooling circuits
Thermal power v
per circuit (for 2 circuits operating)
Na flow rate
per circuit (for 2 circuit operating)
Reactor inlet temperature
Reactor outlet temperature
Na-air heat exchanger inlet temp.
Na-air heat exchanger outlet temp.
Inner diameter of supply pipe
Length of supply pipe
per primary circuit
per secondary circuit
Material
Flow velocity
Pressure rise of circulating pump
primary
secondary
Driving power
per primary circuit
per secondary circuit
Efficiency of circulating pump
Gas pressure primary, nom./max.
secondary, nom./max.
Max. allowable working pressure, primary

Max. allowable working pressure, secondary

2.9.5 Containment

First safety containment shell

Objective

Scope

Atmosphere

Material

Design

4
ca. 50 MW
ca. 25 MW
ca. 500 to/h
ca. 250 to/h

230 °c
486 °¢
456 °c
200 °c
150 mm
50 m

55 m
1.4948 (stainless steel)

ca. 5,25 m/sec

0,1 ata
0,13 ata

5 kW

5 kW
ca. 0,75

1,3/ 1,8 ata
1,3/ 1,8 ata
12 ati

15 atu

Mechanical protection for reactor
excursion

Reactor cell (possibly including
primary cells)

N,

Reinforced concrete with insulated

steel lining

Absorption of 103 MWsec mechanical
energy




Second safety containment shell

ObJective

Diameter
Height

Gas volume
Material

Design parameter

Third safety containment shell

ObJective

Diameter
Height

Wall thickness
Material

Design parameter

ca.

ca.

ca.

ca.

Leak-tight containment of the
region, in which release of
radiocactive materials is possible

52,5 m
86 m
lO5 mj
Steel

pressure 2,7 atii

leakage < 1 9/, /d

Protection against disturbances
from outside, control of leakage
from the second containment shell,
secondary shielding

55 m

90 m
1 m

concrete

pressure 200 mm of water vacuum
leakage < 1 9/, /h
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2.10 CONCIUDING REMARKS

In summarizing the results of the present feasibility study of a fast
high-flux test reactor, we are convinced that a reasonable and reliable
design can be realized based on the principles outlined in this work.
However, we base such a conclusion also on the fact, that the next few
years will produce ample experience with breeder prototypes and results

generated by the FFTF-project.

There are a number of specific development problems to be solved for the
subject reactor concept which we, however, feel present no basic funda-
mental difficulties.We must, however, keep upermost in mind, that such a
high flux test reactor represents effort that stands at the frontiers of
fast reactor technology. )

Many of the development problems, necessary to solve in this area, have
direct application to power reactor development. This is a wellknown re~

sult in many technical areas.



IIT.

REAKTORENTWURTF

(G.Class, M.Fischer, M.Kiichle, R.A.Miiller, M.Grundmann (AEG),
H, RaufuB (AEG))

3.1 ENTWURFSGRUNDLAGEN

Ausgangspunkt des Entwurfes sind zundchst grundsdtzliche Konstruk-
tionsprinzipien, die auch bisher schon die Basis fiir die Entwicklung
natriumgekiihlter schneller Reaktoren darstellen und im wesentlichen beim
Bau der Schnellbriiterprototypen verwirklicht werden. Von diesen Grundla-
gen ausgehend sind bei dem Entwurf des FR 3 die spezifischen Forderungen
und Bedingungen zu berilicksichtigen, die ein Schneller HochfluB-Tesfreak-

tor stellt. Diese besondere Problematik wird im folgenden dargestellt.

Zuvor erfolgt eine Zusammenstellung der wichtigsten Anforderungen und

Festlegungen, die bei dem vorliegenden Entwurf wesentlich sind:

- Axial durchstromte Brennelemente auf einteiliger, auswechselbarer
Tragplatte stehend, mit hydraulischer Niederhaltung. Brennelement-
wechsel durch senkrechtes Herausziehen aus dem Kernverband. Die

Brennstoffzone wird von einem Reflektor ummantelt.
- Glnstige Relation zwischen FluB und Leistung

- Testeinsdtze befinden sich in geschlossenen Loops mit eigener

Kiihlung

-~ Die Looprohre selbst sollen auswechselbar sein, ohne die Notwen-
digkeit das Reaktorkiihlmittel zu entfernen und unabhidngig davon,

ob sich Brennelemente im Kern befinden oder nicht

~- Dichtstellen und ldsbare Verbindungen der Looprohre sollen sich
auBerhalb des Reaktors befinden

~ Der Brennelementwechsel der Treiberzone soll bei eingesetzten

Looprohren mdglich sein

- 1In der Treiberzone soll jedes Brennelement voll instrumentiert
sein (Kiihlmitteltemperatur, Durchsatz), wofiir eine Instrumenten-
tragplatte notwendig wird. AuBerdem soll das Auswechseln der MeBin~

strumente von auBerhalb mdoglich sein.



Setzt man diese Forderungen als Randbedingungen in einem Schema ein
(Abb. 3- 1 ) und betrachtet deren EinfluB auf die Reaktorkonstruktion,

so erhdlt man eine ganze Reihe von sich zwangsliufig ergebenden Schluf-

folgerungen, die wiederum fast zwingend zu einer bestimmten konstruk-

tiven Gestaltung des Reaktors fiihren.

Weiterhin ist aus Abb. 3- 1 zu entnehmen, daB beim FR 3 das zentrale

Konstruktionsproblem die Raumgestaltung oberhalb des Reaktordeckels

ist.

Die sich damit ergebenden Entwurfsgrundlagen werden im folgenden zu-

sammengefalt und kurz erldutert:

Nachdem zundchst Gaskiihlung fiir die Treiberzone untersucht worden
war, zeigte sich, daB nur mit Natriumkiihlung die vorhandenen hohen
Leistungsdichten aus der Treiberzone abgefiihrt werden konnen. Die
Kiihlung erfolgt iiber 4 Primirkreise, d.h. fiir die Reaktorgeometrie

sind je 4 Eintritts- und Austrittsleitungen zu beriicksichtigen.

Fir den Kernaufbau wird eine vertikale Coreanordnung mit axial von
unten nach oben durchstrdmten Brennelementen zugrunde gelegt. Un-

tersuchungen haben gezeigt, daB es konstruktiv nicht notweﬁdig ist,
auf einen anderen Coreentwurf wie z.B. ein aufgefédchertes Core vom

BR 2-Typ, mit entsprechend schlechteren Leistungsdaten, iiberzugehen.

Der Nickel- oder Stahl-Reflektor wurde gewdhlt, um die bei einem
Brutmantel sich zus&tzlich ergebenden Verbiegungs- und Eigenspan-
nungsprobleme zu reduzieren. Die radialen Reflektorelemente stellen
einen das Core umfassenden Stiitzmantel dar, der zur Kernverspannung
herangezogen wird, nur am oberen Rand des Reaktorkerns aktiv zu ver-
spannen ist, und beim Entspannen etwas auffichert, so dal die Brenn-

elemente ausgewechselt werden konnen.

Stationdrer Reaktordeckel

Fiir den Reaktordeckel wurde das Konzept eines ortsfesten Deckels mit
festinstallierten Manipulatoren gewizhlt. Der ebenfalls zur Diskussion

stehende und untersuchte Ringdrehdeckel erfiillt die notwendigen Forde-
rungen nicht und bietet keine entscheidenden Vorteile.
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Die Auswechselbarkeit der Loops und deren Einsdtze ist eine wichti-
ge Hauptforderung. Dabei muRl beriicksichtigt werden, daB Testloop-
und Treiberbeschickung zwei zeitlich getrennte Manipulationen sind,

fiir die besondere Maschinen bendtigt werden. Man unterscheidet:

1. Das Wechseln von Looprohren bzw. Testeinsdtzen mit einer Loopwech-

selmaschine

2. Die Brennelemententnahme aus den Tankmagazinen bzw. die Fiillung-

dieser Magazine mit frischen Brennelementen mit Wechselmaschinen

Beide Maschinentypen werden mit dem gleichen Unterwagen in der Reak-

torhalle iiber die zugehdrigen Positionen gefahren.

- vt o . e e Ua — s e T D e e S D G S S S e S M T P S B - —

Fiir die Brennelemententnahme stehen zwei Konzeptionen gleich-
rangig nebeneinander, wobei im vorliegenden Entwurf beide Metho-
den praktikabel sind. Prinzipiell werden fiir die Lagerung von ab-
gebrannten Treiber-Brennelementen > Tankmagazine mit jeweils 20

Positionen verwendet. Die beiden Moglichkeiten sind:

1. Entnahme einzelner Treiber-~Brennelemente wdhrend des Reaktorbe-

triebes

2. Entnahme des gesamten Tankmagazins bei abgeschaltetem Reaktor

Der Brennelementwechsel innerhalb des Reaktortanks, d.h. das Um-
setzen abgebrannter Brennelemente in die Tankmagazine und umge-
kehrt frischer Brennelemente aus den Tankmagazinen in das Core
erfolgt mit 3 Beschickungsmanipulatoren, die stationdr auf dem
Reaktordeckel verankert sind. Damit wird eine hdhere Verfiigbar-
keit gegeniiber der Variante garantiert, bei der die Manipulatoren
nur im Bedarfsfall aus einer Parkposition innerhalb der Reaktor-

halle in die Arbeitsposition gebracht werden.
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Das Hochdruckplenum befindet sich zwischen den Tragplatten. Ein
wichtiger Grund fiir diese Entscheidung war, daB die Traversen durch
diese Mafinahme im Niederdruckbereich liegen, keinen Belastungen aus-
gesetzt sind und schwingungsfrei bleiben. AuBerdem entfallen Ab-

dichtprobleme.

Zur Sicherheits- und Testiiberwachung wird jedes Treiberbrennelement
instrumentiert. Es werden Kiihlmitteltemperatur und -durchsatz gemes-
sen. Die MeBfiihler befinden sich in Sonden, die in dexr Instrumenten-
tragplatte oberhalb der Treiber-Brennelemente angebracht sind. Von

dort filhren Rohrleitungen die Instrumentenzuleitungen durch die Hub-

sdulen nach oben.

- - T . . —— - A S G S W - e e S

Fiir den FR 3 sind zwei voneinander unabhéngige Abschaltsysteme und
ein Trimmregelsystem vorgesehen. Dabei ist das erste Abschaltsystem
(5 Stidbe) und das Trimmregelsystem (12 Stibe) in der Treiberzone un-
tergebracht. Je 4 Trimmregelstidbe werden iiber eine tiefliegende, aus-
baubare Quertraverse gefahren. Das zweite Abschaltsystem (13 Stibe)
befindet sich am Innenrand des radialen Refléktors (Abb. 2_1 ).

Hinsichtlich der Kernverspannung war die Forderung, fiir den Ver-
spannungsmechanismus keine zusidtzlichen Antriebseinheiten, Hebel
oder Rollen zu verwenden. Es wird deshalb zunidchst eine einfache
Konstruktion gew#dhlt, die liber einen von der Instrumentenplatte ge-

tragenen Gewichtsring die Verspannung ermdglicht.

Dazu gehoren:

die Kopfe der Testloops;

die Kiihlmittelleitungen der Loops, insbesondere Dichtstellen

und Flansche; ‘

die Anschliisse der Coréinstrumentierung, die oberhald des Réaktor—

deckels aus dem HubsHulenmantel austreten.



3.2 GESAMTKONZEPTION

Die Reaktorkonzeption wird gemiR der Diskussion der Entwurfsgrund-
lagen in Abschnitt 3.1 insbesondere durch die beiden folgenden Anfor-

derungen bestimmt:

1. Die besondere Raumgestaltung oberhalb des Reaktordeckels

2. Die Anordnung der Testloops und der zugehOrigen Kilhlmittel-

Leitungen

Die Platzverhiltnisse auf dem Reaktordeckel (Abb. 3- 4 ) werden durch
die Anordnung der 4 Testloops einschlieBlich deren Sicherheitshiillen
und Kiihlleitungen, die Abschaltstabantriebe, die Hubs&dulen der Instru-
mententragplatte, die drei Manipulatoren mit zugehdrigen Abschirm- und
Dichtschiebern sowie den drei Schutzrchren fir die Brennelemententnahme

bestimmt.

Eines der wichtigsten Auslegungsziele fﬁr‘den FR 3 waren flexible Be-
strahlungsrdume fiir natrium- und gasgekiihlte Briiter-Brennelemente. Der
Entwurf sieht ein groBes zentrales und drei kleinere, um 120 © versetz-
te periphere Testloops sowie drei "offene'" Testrigs vor, die entspre-
chend instrumentiert sind. Bei den Testloops handelt es sich im Gegen-
satz zu den Testrigs um geschlossene Systeme mit einer eigenen, vom Pri-
mérkreié unabhingigen Kiihlung. Kernverband und Tragplatte sind so ausge-
legt, daB die mit den Loops belegten Core-Positionen auch mit Treiber-

Brennelementen besetzt werden kdnnen.
Die Basis des Entwurfs bildet der folgende Reaktoraufbau (Abb. 3- 2 ):

- ein zylindrischer Kern, auf einer Tragplatte stehend, von unten

nach oben durchstromt

- 1iiber dem Kern die iibliche Instrumentenhalteplatte

Hinzu kommen die Looprohre, die senkrecht von oben in das Core ein-
tauchen. Die Kontrollstibe sind im wesentlichen ebenfalls in der iib-
lichen Form, d.h. mit dariiberliegenden einzelnen Antrieben angeordnet.
Eine Anzahl der Kontrollstidbe werden jedoch iiber tiefliegende Quertra-
versen von weiter auBen liegenden Antrieben bewegt. Dies ist eine Kon-

sequenz der kanppen Raumverhi@ltnisse in dem Raumbereich iber dem Core.
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Die Aufteilung auf die beiden Antriebsarten ist so getroffen worden,
daBl die Abschaltstdbe in der iiblichen Art und Weise einzeln von oben
angetrieben werden,wdhrend die Trimmstidbe, die nur langsam bewegt wer-

den miissen, an Traversen angeschlossen sind.

Die Testloop-~-Systeme sollen vom Brennelementwechsel der Treiberzone un-
beeinfluBlt sein. Daher mufl zumindest der zentrale Reaktordeckel ortsfest
angeordnet werden. Der AuBlenbereich des Reaktordeckels kOnnte dabei dreh-
bar ausgefiihrt werden. Ein solches Ringdrehdeckelkonzept wurde unter-
sucht. Dabei hat sich gezeigt, daB es gegeniiber einem durchgehend festen
Deckel keine echten Vorteile bietet, so daB fir den gegenwdrtigen Ent-
wurf ein feststehender Deckel vorgesehen ist. Fiir den Brennelementwech-
sel der Treiberzone missen dann, &hnlich wie beim FFTF, 3 Manipulatoren
vorgesehen werden, die in den Raum iliber dem Reaktorkern eingeschwenkt
werden. Die Instrumentenhalteplatte und die Kontrollstabantriebstangen

werden in diesem Falle nach oben verfahren.

Die Funktionen iiber dem Deckel werden auf zwei Ubereinanderliegenden
Ebenen verteilt. Von der Reaktorhalle aus, d.h. also von der zweiten
Ebene, wird der Brennelementwechsel der Treiberzone, das Auswechseln
der Bestrahlungseinsdtze in den Testloops und das Auswechseln der Loop-
rohre, der Wechselmanipulatoren und der Kontrollstabantriebe durchge-

fiuhrt. Dieser Raum bleibt auch zu allen Zeiten frei zuginglich.

Im Zwischenraum zwischen Reaktordeckel und der Reaktorhalle sind im we-
sentlichen die Rohrleitungen der Testloops verlegt, die zu den benach-

barten Looprdumen filhren. AuBerdem befinden sich in diesem Zwischenraum
die Kontrollstabantriebe und auch die Manipulatoren in festen Parkposi-

tione.

Dieser Zwischenraum ist wahrend des Reaktorbetriebs, vor allem wegen der
Na 2L-Aktivitdt in den Leitungen der Testloops, nicht begehbar. Erfor-
derliche Eingriffe werden normalerweise mit entsprechenden Werkzeugen
von oben ausgefiihrt. Nach Entleerung der Loopleitungen und einer gewis-

sen Abklingzeit kann dieser Raum allerdings ebenfalls betreten werden.

Der Zwischenraum kann auBerdem als heiBlle Montagezelle verwendet werden,
wenn es einmal erforderlich werden sollte grofRere Reaktorbauteile, wie
z.B. die Instrumentenhalteplatte, die Kerntragplatte oder die Traversen

aus dem Reaktortank auszubauen.
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Der Reaktorbehidlter hat einen Durchmesser von ca. 4,5 m und eine Hohe
von ca. 12 m. Uber dem Reaktor befindet sich das Zwischendeck, ca. 6 m
hoch, dariiber dann die Reaktorhalle. Die Testlooprohre reichen von der
Kerntragplatte bis hinauf in den Boden der Reaktorhalle. Die im Zwi-
schendeck abzweigenden Kuhlmittelrohre der Testloops sind in Abb. 3=2

nur angedeutet.

Im Zwischendeck ist weiterhin einer der drei Manipulatoren fir den
Brennelementwechsel der Treiberzone in seiner Parkposition dargestellt.
Diese Manipulatoren kdnnen von hier fiir Reparaturzwecke auch wdhrend
des Reaktorbetriebes entfernt werden: die darunterliegenden Abschirm-

und Dichtschieber wurden entsprechend ausgebildet.

Auch ein Verbindungskanal fiir die Entnahme ganzer Tankmagazine ist ein-
gezeichnet. Entsprechend den drei Manipulatoren sind auch drei Tankma-
gazine vorhanden. In sie werden die aus der Treiberzone entnommenen

Brennelemente fiir eine bestimmte Zeit abgesetzt.

Dargestellt ist weiter eine der drei Hubs&ulen fiir die Instrumententrag-

platte und einer der Antriebe fiir die Abschaltstébe.

Unter dem Reaktorkern erkennt man eine der drei parallel hintereinander

liegenden Traversen. Jede dieser Traversen betdtigt 4 Trimmstidbe.

Das Kiihlmittel wird unmittelbar der Tragplatte zugefilhrt. Durch diese
Kihlmittelfiihrung wird erreicht, daB der Raum unter der Tragplatte mit
stagnierendem Niederdruckkiihlmittel gefiillt ist. Dadurch konnen die
auenliegenden Antriebsstangen der Traversen frei nach unten, d.h. ohne
enge Fihrungen und irgendwelche Abdichtungen, gefiihrt werden. AuBerdem
sind die Traversen selbst praktisch keinen Stromungskraften ausgesetzt,
die sonst zu Vibrationeh und Schwingungen Anlall geben konnten. Die Ab-
dichtung zwischen Niederdruck und Hochdruckraum erfolgt an den Durch-
trittsstellen der Absorberstab-Antriebsstangen durch die Tragplatte.

Diese Teile lassen sich in einfacher Weise nach oben auswechseln.

Aus dem Hochdruckraum der Tragplatte verzweigt sich das Kilhlmittel auf
das Core, den Reflektor und die Kontrollstdbe. Ein geringer Teilstrom

wird auch durch die drei dem Core benachbarten Tankmagazine gefiihrt.

Aus dem Core treten die einzelnen Kihlmittelstrome mit sehr unterschied-

lichen Temperaturen aus, da sowohl der radiale Nickelreflektor als auch
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die Absorberstdbe und deren Fiithrungsrohre Wegen des Strukturmaterial-
schwellens verhdltnisméBig kalt gefahren werden sollen (ca. 230 °C).
Dagegen tritt aus den Brennelementen das Kiihlmittel mit etwa 500 °C aus.
Diese Kihlmittelstrome unterschiedlicher Temperatur miissen mdglichst un-
mittelbar iber dem Core intensiv vermischt werden, um Temperaturstridhnen
im abstromenden Kihlmittel und damit Thermoschocks in den Strukturteilen

und Widnden des Primarsystems zu vermeiden.

Diesem Zweck dient eine spezielle Mischkammer mit entsprechenden Einbau-
ten. Sie bildet mit der Instrumentenhalteplatte eine Einheit. Die HOhe
der Mischkammer geht zum Teil (nicht voll, wegen den ohnehin vorhandenen
Fiihrungsrohren fiir die Treiber-Instrumentierung) in die BauhOhe des Reak-
tortanks ein, da filir den Brennelementwechsel die Mischkammer natirlich

so weit angehoben werden mufl, dal darunter die Manipulatoren arbeiten

konnen.

Diese Hdhe ist an sich ein Nachteil. Die einzige Alternative dazu, die
Instrumententragplatte und die Mischkammer geteilt auszufiihren und die
einzelnen Teile horizontal herauszuschwenken, fiihrt aber auf eine aulBer-
ordentlich komplizierte Konstruktion, so dall die senkrecht verfahrbare

Anordnung ausgewahlt wurde.

Mit einer einteiligen, senkrecht verfahrbaren Instrumentenhalteplatte
ist es auBerdem einfacher, ein Kernverspannungssystem vorzusehen, wel-
ches ohne zusdtzliche, radial nach auBlen gefiihrte Betdtigungsorgane aus-
kommt. Es besteht im wesentlichen aus einem Gewichtsring mit konischer
Innenfldche, der von der Instrumentenhalteplatte mit angehoben wird und
wihrend des Betriebes durch sein Gewicht iiber die konische Innenfl&che

und 12 dazwischenliegende Spannbacken das Core verspannt.

Abb. 3- 3 zeigt einen Querschnitt durch den Referenzreaktor. Man erkennt
die Begrenzung der Treiberzone, die Anordnung der Testloops und die Lage
der von oben angetriebenen Abschaltstdbe. Die von unten angetriebenen
Trimmstabe sind hier nicht dargestellt. Thre Positionierung ist im Core-
querschnitt Abb. 2-1 2u sehen. Die ringfdrmig angeordneten Kreise stel-
len die drei HubsiZulen der Instrumentenhalteplatte und die Kiihlmittel-
austrittsquerschnitte aus der Mischkammer dar. Dicht an der Behdlter-
wand sind weiterhin die Antriebsstangen der Traversen sichtbar, auBer-
dem erkennt man die Lage der drei Tankmagazine fiir die abgebrannten
Brennelemente und die Anordnung der Kilhlmittelleitungen der vier Haupt-

kiuhlkreise.
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Die Abb. 3-L4 zeigt eine Draufsicht auf den Reaktordeckel. Zu sehen sind
vor allem die Kihlmittelleitungen zu den Looprohren, die Hubs&dulen der

Instrumentenplatte, die Kontrollstabantriebe und die verhdltnism&BRig gro-
Ben Offnungen fiir die Manipulatoren und die Entnahme der Magazine mit ih-

ren Abschirm- und Dichtschiebern.

Abb. 3-5 zeigt ein stark vereinfachtes Schema der WHrmeilibertragungssy-
steme. Die Treiberzone wird, wie bereits erwdhnt, von 4 unabhingigen
Primdrsystemen gekithlt, denen 4 Sekundidrkreise nachgeschaltet sind. Die
Warmeabfuhr von dem Sekundidrsystem erfolgt iiber Luftkiilhler. Alle vier
Luftkiihlereinheiten sind rdumlich benachbart, aber doch so angeordnet,
dall ein Natriumbrand in einem System die benachbarten Systeme nicht ge-

fadhrden kann.

Die Testloops haben eigene Primirkreise, sekunddrseitig wird fir die
Testloops jedoch das Sekunddrsystem der Hauptkreise mitverwendet. Zu die-
sem Zweck sind 2 kalte Hochdruck- und 2 heiBe Niederdruck-Ringleitungen
vorhanden, die von den vier Sekunddrsystemen der Treiberzone versorgt
werden. Die Zwischenwdrmetauscher der Testloops sind dann in einfacher
Weise zwischen das Hochdruck-Rohrnetz und das Niederdruck-Rohrnetz ge-
schaltet. Eine jedem Zwischenwdrmetauscher zugeordnete Pumpe erlaubt

eine Srtliche Rezirkulation des Sekundarkiihlmittels. Dadurch kann die
sekunddrseitige Eintrittstemperatur fiir die Testloops beliebig angeho-

ben werden. Dies ist fiir verschiedene Testaufgaben wichtig.

AuBer diesem Hauptkilhlsystem ist ein unabhiéngiges, hier jedoch nicht

gezeigtes Notkilhlsystem vorgesehen.

Die rdumliche Anordnung der Kiuhlsysteme ist aus den GebZudezeichnungen

ersichtlich, die in Abschn. VIII. behandelt werden.

Der gezeigte Reaktorentwurf mit Traversen kann vom heutigen Standpunkt
aus technisch realisiert werden. Es erscheint jedoch heute (nach ersten
Entwiirfen) konstruktiv nicht mehr ausgeschlossen zu sein, ein Konzept
zu verwirklichen, bei dem alle Kontrollstidbe (also auch die Regelstidbe)
in der iblichen Art direkt von oben einzeln angetrieben werden. Voraus-
setzung ist allerdings, dal} das erste und zweite Abschaltsystem voll-
stédndig im radialen Reflektor untergebracht wird und daB fiir das Regel-
system angereichertes Bor verwendet werden kann. Dariiber hinaus sind

noch gewisse Anderungen an den Kontrollstabantrieben erforderlich. Hier
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stort die bisherige Bauhthe dieser Antriebe, die sich vorlidufig mit den

Kiihlleitungen des zentralen Loops noch nicht vereinbaren 1l&EBt.
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3.% MECHANISCHE AUSLEGUNG DES REAKTORKERNS
(G.Class, K.Ehrlich, U.Hitzschke, Y.S.Hoang, K.Kleefeldt,
R.Krieg, C.Wassilew, F.Schmidt (AEG))

Wichtige Randbedingungen filir den Entwurf schneller Reaktorkerne
-werden durch das Strukturmaterialschwellen, das strahlungsinduzierte
Kriechen und die Festigkeitseigenschaften des bestrahlten Materials
gegeben. Die Kenntnisse iiber diese Eigenschaftsverinderungen der
Strukturmaterialien sind zwar heute noch sehr liickenhaft, diirften

aber fiir die Beurteilung der Machbarkeit des vorgelegten FR 3-Core-
Konzepts ausreichen. Eine gewisse Unschdrfe der Vorhersage der Di-
mensionsstabilitdt der Corestruktur und der erreichbaren Brennelement-
standzeitimuB nicht nur beim FR 3, sondern bei jedem schnellen Reaktor

heute noch in Kauf genommen werden.

3.3.,1 Konstruktiver Aufbau

Beim Entwurf des FR=-3-Cores war schon friih abzusehen, daB der
Beriicksichtigung des Strukturmaterialschwellens eine erhebliche Be=
deutung zukommt. Die Untersuchung ergab jedoch, wie bei anderen Re-
aktoren auch, daf der Spielraum fiir den Konstrukteur recht eng ist.
Einer der Griinde hierfiir ist in der hohen Leistungsdichte der schnellen

Reaktorcores zu finden.

Hier wird vorausgesetzt, daB die zur Verwendung kommenden Brennelemente
aus den Brennstdben, die in hexagonalen Brennelementkdsten zu Brenn-
stabbiindeln zusammengefaBt sind, bestehen. Das Kiihlmittel durchstromt
die Brennelementkidsten von unten nach oben. Die Brennelemente be-
sitzen unten einen BrennelementfuR, mit dem sie in der Coretragplatte
befestigt werden. Am oberen Ende besitzen die Brennelemente einen Kopf,

an dem der Brennelementmanipulator angreifen kann.

Bei den Betriebsbedingungen, denen die Brennelemente im schnellen
Reaktor unterworfen sind, tritt einerseits eine thermische Verbiegung
der Brennelemente und andererseits infolge des Strukturmaterial-
schwellens eine Schwellverbiegung, sowie eine ortsabhingige Zunahme

der Brennelementabmessungen auf. Die konstruktiven MafBnahmen, die

zur Verminderung der Auswirkungen des Strukturmaterialschwellens im
wesentlichen ergriffen werden konnen (bei Betrachtung der Verbiegungen)

sind prinzipiell dieselben, wie sie schon bei der Betrachtung der
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thermischen Ausbiegungen allein in Betracht gezogen wurden. Es ist
nun lediglich zu versuchen, durch Variation der Parameter wie bei-
spielsweise Brennelementschliisselweite, Anzahl und Lage von Ver-
spannungsebenen usw., die Konstruktion mdglichst optimal den neuen
Verhdltnissen, ndmlich dem Schwellen, anzupassen. Die an die Kon-
struktion zu stellenden Anforderungen lassen sich wie folgt um-

reiBen:

a) Vermeidung von unerwiinschten Reaktivitidtseffekten infolge von

Verbiegungen der Elemente.

b) Gute Definition der Lage der Brennelementkdpfe mit Riicksicht
auf die Coreinstrumentierung und um die Brennelementhandhabung

(Be~ und Entladen) mdoglichst stdrungsfrei zu gestalten.

Eine Randbedingung ist hierbei durch das Festigkeitsverhalten der
Strukturmaterialien gegeben. Eine anders geartete Randbedingung ist
die, daB komplizierte Konstruktionen mit Riicksicht auf umfangreiche

Entwicklungsarbeiten vermieden werden sollen,

Erst nach der Festlegung des hier beschriebenen Konzepts wurde klar,
daB auch dem strahlungsinduzierten Kriechen im hohen schnellen Fluf
eine sehr wesentliche Bedeutung fiir den Core-Entwurf zukommt

(s. Abschnitt 3.3.2). Es ist bereits jetzt abzusehen, daB durch das
strahlungsinduzierte Kriechen der FR 3-Core~Entwurf nicht prinzipiell
verdndert zu werden braucht. Es wird den weiterfiihrenden Arbeiten
vorbehalten sein, die notwendigen Verdnderungen einiger Entwurfs-

Parameter festzulegen.

Fiir das FR 3%-Core waren verschiedene konstruktive Ldsungsmdglich-

keiten in Betracht gezogen worden. Zu der gewdhlten Konstruktion

fiihrte die erste Forderung, daB fiir die Erstcores des FR 3 die Ex-
trapolation von erprobten Schnellbriiterbrennelementen fiir die Treiber-
brennelemente mdglichst klein sein sollte. Fine weitere Forderung ist

die optimale Anpassung der Treiberzone an die vorzusehenden Bestrahlungs-
einrichtungen (Loops). Eine dritte Forderung war, daf bei dem vorge-
gebenen FluBziel von 1 x 1016 n/cm2 sec fiir die Erstcores die ther-
mische Reaktorleistung mdglichst niedrig gehalten werden sollte.

Diese Forderungen stehen selbstverstdndlich im Zusammenhang mit den

Kostenaspekten. Im Laufe der Untersuchungen stellte sich auch heraus,
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daB es schwierig ist im FR 3 die notwendigen Regel- und Abschalt-
Reaktivitdten unterzubringen. Daraus ergab sich die Randbedingung,
daBl die Regel- und Abschalipositionen im Core nicht mehr frei widhl-

bar waren.

Um eine optimale Anpassung der Treiberzone an die Testeinrichtungen
zu erhalten, muBte filir die hexagonalen Brennelemente eine Schlﬁssel-
weite von etwa 70 mm gewzhlt werden. Wesentlich kleinere Schliissel-
weiten filhren zu einer Verringerung des Brennstoffanteils im Core
und wesentlich grofBere Schliisselweiten zu einer schlechten Anpassung
an die Testeinrichtungen. Die Abb. 2 - 1 2zeigt den FR 3-Core-Quer-

schnitt.

Fir die Kernverspannung (s. Abschnitt 3.3.8) wurde ein "Verspannungs-
ebenen"-Konzept gewZhlt, das durch die niedrige Natriumeintrittstem-
peratur von 230 °c begiinstigt ist. Hierdurch ist es ndmlich mdglich,
eine Coreverspannungsebene dicht unterhalb der Coremittelebene vor-

zusehen.

Um die notwendigenAbschaltreaktivitdten fiir das Core unterzubringen,
multe der innere Rand des Reflektors so dicht wie méglich an das

Core herangezogen werden. Daraus ergab sich, daB die Treiber-Brenn-
elemente und die Reflektorelemente mit derselben Schliisselweite im
selben Hexagongitter unterzubringen waren. Hieraus folgte weiter,

daBR die Coreverspannung nur aufBerhalb des radialen Reflektors angreifen
konnte. Demnach werden Reflektor und Treiber-Elemente einzeln in eine
Coretragplatte eingesetzt und die gesamte Corepackung wird durch ein

duBeres Coreverspannungssystem gewdhrleistet (s. Abschnitt 3.3.8).

Es wurde bereits erwidhnt, daB die hinsichtlich des Strukturmaterial-
schwellens zu ergreifenden konstruktiven MaBnahmen bei der Corever-
spannung im Prinzip dieselben sind, wie die konstruktiven Mafinahmen
zur Beherrschung des thermischen Verbiegens der Brennelemente. Dazu
zdhlt die Schaffung von Zwischenrdumen zwischen den Brennelementen

und die Uberbriickung dieser Zwischenrdume durch Distanznocken
(Pflaster), mit denen gleichzeitig definierte Verspannungsebenen

im Core geschaffen werden. In den folgenden Abschnitten werden die aus
diesen mehr grundsidtzlichen Uberlegungen folgenden konstruktiven As-

pekte im einzelnen ndher behandelt.
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3.3%.2 Strukturmaterialschwellen und Festigkeitseigenschaften

Die ersten Hinweise auf das Auftreten von Strukturmaterial-
schwellen im schnellen NeutronenfluB stammen aus den Jahren 1967
und 1968 1) 2) 3 ). Mit Strukturmaterialschwellen bezeichnet man
eine Zunahme des Metallvolumens durch Porenbildung, deren Ursache Stofl-
prozesse der schnellen Neutronen mit den Metallatomen sind. Der physi-
kalische Vorgang ist noch nicht in allen Einzelheiten v0llig verstanden
und deswegen einer quantitativen Behandlung noch nicht voll zuging-
lich. Fir konstruktive Untersuchungen an schnellen Reaktorkernen ist
es jedoch notwendig quantitative analytische Beziehungen zur Hand zu
haben. Solche analytischen Beziehungen werden von verschiedenen Autoren
k) 50 6) als empirische Formeln angegeben. Fiir den untersuchten

Parameterbereich scheinen diese empirischen Beziehungen inzwischen einen

relativ hohen Konvergenzgrad erreicht zu haben.

Als Strukturmaterialien filir schnelle natriumgekiihlte Reaktoren kommen
Werkstoffe wie AISI 304 oder 316, Werkstoff Nr. 4988 und dhnliche in
Betracht. In der Literatur sind Schwellfunktionen fiir zwei Werkstoff-
zustidnde der Werkstoffe 304’und 216 stainless-steel zu finden. Die

beiden Werkstoffzustiande sind:

1dsungsgegliihtes Material,

10sungsgegliihtes Material mit anschlieBender 20 %iger

Kaltverformung.

1) C.Cawthorne u. E.J.Fulton, Nature 216 (1967), 575

2) J.0.Stiegler, E.E.Bloom u. J.R.Weir, Trans ANS 11 (1968), 146

3) J.J.Holmes, R.E.Robbins, J.L.Brimhall u. B.Mastel, Acta Met. 16

(1968), 955
L) :
E.G.Stevens: Fuel Assembly Design.
BNWL-1275, Sept-Nov. 1969, S. 6.6

5) R.J.Jackson: Impact of swelling model on FTR Core design.

BNWL-1240, Nov. 1969

6)

T.T.Claudson: Irradiation induced swelling and creep in fast
reactor materials.

ANS-KTG-Meeting "Fast Reactor Fuel and Fuel Elements".
Karlsruhe, Sept. 28-30, 1970
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Die Schwellkurven filir diese beiden Werkstoffzustdnde sind in den fol-
genden Abbildungen filir eine Neutronendosis - von 5.10 22 n/cmZ(Neutronen—
energie = 0,1 MeV)dargestellt, Die Abb. 3 - 6 gilt fliir den l&sungs-
gegliihten Zustand. Hierbei ist den mit a und b bezeichneten Kurven die
groBte Bedeutung beizumessen; alle anderen Kurven sind dlteren Datums.
Man erkennt die recht gute Konvergenz der Kurven im Bereich von etwa
350 bis 500 °C. In der Abb. z -7 sind Kurven fiir 20 % kaltverformten
stainless-steel dargestellt. Hierbei ist die obere Kurve neueren Datums.

Der Giiltigkeitsbereich der dargestellten Schwellbeziehungen 1ldBt sich

wie folgt eingrenzen:

Neutronendosen < 5 x 10 22 n/cma, En = 0,1 Mev,

Temperatur ca. 350 bis 500 OC.

Bis heute ist noch nicht eindeutig gekldrt, wie weit die Extrapolation
dieser Schwellbeziehungen gliltig ist. Filir den l0sungsgegliihten Stahl
wird eine Sdttigung des Strukturmaterialschwellens bei moglicherweise
12 bis 16 % erwartet. Dieser Sittigungswert miiBte allerdings auch eine
Funktion der Temperatur sein. Der kaltverformte Stahl strebt moglicher-
weise einem groBReren Sittigungswert zu 7).

Der Dosisexponent des Schwellens in den Schwellbeziehungen liegt etwa
bei 1,7+ Wesentlich weniger eindeutig scheint der TemperatureinfluBl auf
das Strukturmaterialschwellen zu sein. Die Auslegungsrechnungen fiir

den FR 3 wurden mit den mit IA-IMF und IIc bezeichneten Beziehungen
durchgefiihrt. Damit diirfte der ganze Bereich infrage kommender Tem-
peraturabhingigkeiten des Schwellens abgedeckt sein. Dieses Vorgehen
wurde gewdZhlt, um von den speziellen Eigenschaften einzelner Schwell-

formeln mdglichst unabhingig zu sein.

Die dem Schrifttum 4 /bis 6)entnommenen und die hier verwendeten em-
pirischen Schwellformeln lauten (mit denselben Bezeichnungen wie in

den Abb., %3 - 6 und 3 - 7)

7)  R.Bullough, B.L.Eyre, P.C.Perrin: The Growth and Stability
of Voids in Irradiated Metals. Nuclear Appl.and Technology,
Vol. 9, Sept. 1970, S. 346 - 355

8) Formel IIc ist im Text hdufig als FFTF-Formel zitiert.
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20 % kaltverformter 304 und 316 SS

7800 25300
Ia) é¥ /%7 = 10736 . (gr) 1069, [ e " RT - 5,48 - 10°.e ~ RT ]
. cal
mit R = 1,9865 md
T = °K
5600 30000
1) & /%7 =9,k 10723 (gr) 10 [ e " RT - 1,78 . 10%.e ~ T RT ]
R, T wie bei Ia)
Losungsgeglithter 304 und 316 S8
27 78
2,05 - + 2
! t - 350 (t-350)
11a) A w7 - (25 . (t+233).1071°

10

. 5100
exp [-- 0,015-(t + 273) - Ty t 32,6}

.10 c107
ITb) S /%7 = 4,9 - 1079, (gt) 17 exp [3’57T10 ) 1,32 10 }
T

mit T = °K

R 6800 27000 -
IIc) %¥ /%7 5-10'56 . (gt) 1’66. [e_ RT - 1,87.104.e ~ RT }

R, T wie bei Ia)

In allen Schwellformeln ist @t die Neutronendosis n/cm2 fiir Neutronen-

energien iiber 0,1 MeV.

Zusdtzlich ist in Abb. 3 - 6 die Formel

IA-IMF)
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dargestellt. Diese Gleichung stellt eine Hltere Beziehung dar.

Die Frage, wie zeitlich verdnderliche Temperaturen und Neutronenfliisse
auf das Schwellen einwirken, 13Bt sich noch nicht eindeutig beantworten.
Das Problem wird relevant, wenn Brennelemente nach Erreichen gewisser
Teilabbrdnde, bzw. Teilstandzeiten, zur Verminderung der Schwellver-
biegungen gedreht werden sollen. Hierbei reduzieren sich die Zeitab-
hangigkeiten der Temperaturen und der Fliisse im wesentlichen auf Stufen~

funktionen.

Die oben angefiihrten Schwellgleichungen lassen sich mit Ausnahme der

Gleichung I1Ia alle auf die Form

%YzA- (gt) % £ (T)

bringen. Mit der Hypothese, daR als Mafl fiir die Schiddigung das Jjeweils
an einem Zyklusende erreichte Schwellvolumen maBlgeblich ist, 18Rt sich

das Schwellvolumen nach i Zyklen angeben:

i n

AV z j - _ 1/n
(T = A (Bent) « /f (Tm)_/
1 m

m= 1

Diese Beziehung stellt eine Rechenhypothese mit vorl&iufigem Charakter
dar; schon ein temperaturabhingiger Schwellexponentn (wie in Gleichung

IIa) verbietet dieses Vorgehen.

Neben dem Strukturmaterialschwellen sind die durch die Bestrahlung
verdnderten Kriech- und Festigkeitseigenschaften der Strukturwerk-
stoffe von besonderer Bedeutung. Aber #hnlich wie beim Strukturmaterial-
schwellen mufl auch hier bis heute noch ein entscheidender Mangel an ex-
perimentellen Daten bei hohen Neutronenfluenzen festgestellt werden.
Hier sollen nur einige Tendenzen skizziert werden, um die Grundlagen

fiir die in den folgenden Abschnitten notwendige Diskussion zu schaffen.

Die infolge der StoRprozesse mit schnellen Neutronen erzeugten Gitter-
fehler (Fehlstellenagglomerate und Versetzungsloops) filhren zu einer

Erhchung der Festigkeit und zu einer Verminderung der Duktilitdt des



Cr-Ni-Stahles. In Abb. 3 - & sind Ergebnisse, die an 304 stainless-

9
steel gewonnen wurden, dargestellt >.
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Abb.3-8: Einflul der Bestrahlung auf die Festigkeitseigenschaften von 304 und 316
Stainless Steel.
Bestrahlungstemperatur: 371 bis 460 °C

Priiftemperatur: linkes Bild 450 °C
rechtes Bild 550°C

Wihrend man unterhalb von etwa 400 °C mit der bereits bei kleinen
Neutronendosen entstehenden Tieftemperaturversprdung und oberhalb
von etwa 500 OC mit der ebenfalls bei kleinen Neutronendosen ent-
stehenden Hochtemperaturversprodung zu rechnen hat, tritt bei hohen
Neutronendosen auch bei den Zwischentemperaturen infolge der Bildung
von Versetzungsnetzwerken ein erheblicher Duktilitidtsverlust auf.

9
) R.Carlander: Effects of Irradiation on Type 304 Stainless-Steel.

ANL - 7606, S. 84
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Werden durch die Bestrahlung mit schnellen Neutronen im Metallgitter
Leerstellen in ausreichend hoher Konzentration erzeugt, so kann auch
bei Temperaturen unterhalb 0,5 - Ts (Ts = Schmelztemperatur) das iiber
die Leerstellendiffusion ablaufende Klettern von Versetzungen statt-
finden. Infolgedessen wird bei hohen schnellen Neutronenfliissen das
Kriechverhalten des Materials, zu dessen Verstandnis die Arbeiten

0 1
von Hesketh 10) 1D wesentlich beitrugen, vollig verdndert.

T.,T. Claudson 12) gibt, der Formel von Hesketh folgend, fiir die

strahlungsinduzierte Kriechdehnung der ldsungsgegliihten bzw. kalt-

verformten Stihle 304 und 316, folgende Beziehungen an:

/8 =0,2.1084+1,80.10° .u. 4. ¢
g/g=0,8'108+1,93-lOBO-oL-yS-t
wobeil
£ = effektive Dehnung / - /
3 = effektive Spannung Z_psi_7
& = exp (1,405 - 0,0027 T); T in °K

Einschriankend ist festzustellen, daB diese Gleichungen nur fir ein be~
stimmtes Neutronenspektrum gelten und auBerdem noch auf einem sehr be-
grenzten Versuchsmaterial basieren. Fiir die FR 3-Core-Auslegung konnten

diese Gleichungen noch keine Beriicksichtigung finden.

10) R.V.Hesketh: A transient irradiation creep in nonfissile metals,

Phil. Mag. 8 (1963) 1321.

11) R.V.Hesketh: Collapse of vacancy cascades to dislocation loops.

BNL-50083%, Brookhaven National Laboratory (1967).

12) T.T.Claudson: Irradiation induced swelling and creep in fast

reactor materials.
ANS-KTG-Meeting "Fast Reactor Fuel and Fuel Elements'.
Karlsruhe, Sept. 28-30, 1970
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3.3.% Hilllrohrbeanspruchung

Die Untersuchung wurde auf der Basis folgender Annahmen durchgefihrt:

. das Material verhdlt sich linear-elastisch

. die Summe aus Wdrmedehnung und Materialschwellen

ist eine lineare Funktion der Temperatur

. das Brennstabhiillrohr darf ndZherungsweise als
unendlich lang angesehen werden (ebener Verzerrungs-

zustand)

. die Variationen des Temperaturfeldes in Umfangrichtung
haben eine Periodizitdt, welche gleich der Rippenanzahl,

oder ein ganzzahliges Vielfaches der Rippenanzahl ist.

In Abb. 3 - 9 ist der Hillrohrquerschnitt dargestellt.

05 6 Rippen am Umfang

"B %)
P
N P

/
Abb.3-9: Abmessungen der Hiillrohr - Querschnittsfldche
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Ferner wurden folgende Belastungen und Materialdaten zugrunde gelegt:

Innendruck Ps = 100 at
AuBendruck P, = 0
Stableistung Q = 126,7 cal/cm sec
Elast.-Mod. E = 1,7-1OL+ kp/mm2
Querkontrakt. Y = 0,3
Wirmeleitfahigkeit A = 0,0454 cal/cm sec grd
Lin. Warmedehnungskoeffizient aT = 17,6-10_6 grd—l
Lin. Schwelldehnungskoeffizient oSCB 175 107 grd—l 13)

(aSCh = g%(é_zi, T = Temp., é;x = relat. Volumenzunahme durch Schwellen)

3 v

Der angegebene lineare Schwelldehnungskoeffizient entspricht nach den
gegenwdrtigen Kenntnissen ungef&hr einem Ortlichen Spitzenabbrand

2 MWd/t, vorausgesetzt daB Effekte, hervorgerufen durch Leer-

von 10
stellendiffusion und strahleninduziertes Kriechen,unberiicksichtigt

bleiben.

Es wurde ferner vorausgesetzt, daB das Temperaturfeld widrmequellenfrei
und stationdr ist. Diese Ndaherung hat zur Folge, daBl zur Bestimmung der
Spannungsverteilung - ausgenommen die Axialspannung - das Temperatur-
Feld nicht erforderlich ist.

Finige Bemerkungen zur verwendeten Berechnungsmethode:

Das dem Problem zugrunde liegende Differentialgleichungssystem (Gleich-
gewichtsbedingungen, Stoffgesetz, Verzerrungs-Verschiebungs-Beziehungen)
wurde exakt geldst. Die vorgegebenen Randbedingungen (Spannungen am
Innen- und AuBenrand) konnten dagegen nicht genau eingehalten werden.

Dies bedeutet: es wurde die exakte Losung eines Ersatzproblems ge-

wonnen, welches sich von dem vorgegebenen Problem nur dadurch unter-

scheidet, dafl die Randspannungen etwas verschieden sind.

13)

fiir 18sungsgegliihten Austenit
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Durch Verwendung eines geeigneten Computercodes konnte fiir das be-

handelte Problem erreicht werden,

dafl die Abweichungen in den Randspannungen unter 4 % der

errechneten Maximalspannungen lagen

und dall die Mittelwerte dieser Abweichungen, bezogen auf

. . o]
einen Umfangswinkel = 57, verschwanden.

Die errechneten Spannungsverteilungen sind in der Abb. 3 - 10 fiir
den Innen- und AuBenrand graphisch dargestellt. Es zeigt sich, daB
die Tangentialspannungen (GE) fir die festigkeitsmZBige Beurteilung

ausschlaggebend sind.

Auszug aus der erhaltenen Tangentialspannungsverteilung:

Punkt A (St = 180 kg/mm2
Punkt B G, = 205 kg/mm° (Kerbwirkung)
Punkt C G, = =180 kg/mm2
Punkt D CSt = - 60 kg/mm2

Im Vergleich hierzu wurde fiir ein glattes Rohr mit 2,05 mm Innenradius
und 0,3 mm Wandstdrke bei sonst gleichen Daten eine Umfangsspannung am
AuBenrand von = 140 kg/mmz ermittelt. (Am Innenrand hat die Umfangs-

spannung étwa denselben Betrag bei negativem Vorzeichen.)

Es zeigte sich ferner, daB der EinfluB des Innendrucks auf die Spannungs-
verteilung sehr gering ist. Abgesehen von diesem geringen EinfluR sind
die errechneten Spannungen streng proportional dem Parameter

(T 4 oSch) |

(1 -v) A

E - Q

Ein Vergleich zwischen den eingangs gemachten Annahmen (linear-elastisches
Stoffverhalten usw.) und den tatsdchlichen Gegebenheiten zeigt teil-
weise erhebliche Abweichungen. Im folgenden soll deswegen abgeschidtzt

werden, welchen EinfluB auf die Hillrohrbeanspruchung diese Abweichungen

besitzen.

EinfluB eines schiefen Temperaturprofils:

Bei asymmetrischer Pin-Anordnung besitzt das Temperaturfeld, abweichend
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von der Rechen-Annahme, einen Anteil mit der Periodizitat 27

in Rohrumfangsrichtung. Dieser Temperaturanteil i{ibt einen wesent-
lichen EinfluB nur auf die Axialspannung aus. Ist T(27t ) dieser
Temperaturanteil in einem Punkt der Hiillrohr-Querschnittsfl&ache,

so erhdlt man die durch ihn hervorgerufene Anderung der Axial-

spannung Abax im selben Punkt:

Hat also der Temperaturanteil mit der Periode 2% eine Amplitude

von 50 °c so dndert sich die Axialspannung unglinstigstenfalls um

+ 2
AGéx = = 75 kp/mm

Uberlagert man diesen Anteil der zuvor ermittelten Axialspannungsver-
teilung (Abb. 3 - 10), so zeigt sich, daB die Axialspannung die dem

Betrage nach groBte Spannungskomponente ist, mit maximal

etwa 225 kp/mm2 am AuBenrand

und etwa - 265 kp/mm2 am Innenrand .

EinfluR der Plastizitit:

Aus der Hthe der Betrdge der errechneten Spannungen ergibt sich sofort,
daBl bei allen in Frage kommenden Hiillrohrwerkstoffen in groBen Bereichen
der Hiillrohr-Querschnittsfldche die FlieBgrenze iiberschritten wird.

Im Gegensatz zur Rechenannahme liegt also im wesentlichen plastisches
Werkstoffverhalten vor. Die sich tatsdchlich einstellenden Spannungen
werden deshalb erheblich unter den berechneten Werten liegen. Zur
festigkeitsmdfRigen Beurteilung ist jedoch diese Spannungsverteilung

von geringerem Interesse. Wichtig ist das sich einstellende Verzerrungs-
feld. Da die Beanspruchung im wesentlichen durch Wd&rmedehnung und
Materialschwellen, dagegen kaum durch aufgepridgte Krdfte hervorgeru-

fen wird, gilt folgende grobe Niherungsformel zur Bestimmung der

Dehnung € :
¢ = O/E
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© ist hierbei die Spannungsverteilung die sich bei linear-elastischem
Werkstoffverhalten eingestellt hidtte. Im ungiinstigsten Falle wiirde

demnach die Dehnung

+ 1,3 % am AuBenrand

und - 1,55 % am Innenrand

betragen.
Es s0ll noch kurz der EinfluB des Abbrandes auf diese Extremwerte

der Dehnung diskutiert werden:

Ist der Abbrand das A-fache von 105 MWd/t, so ist die Dehnung mit
dem Faktor

zu multiplizieren. Vorausgesetzt ist hierbei, daf

Materialschwellen ~ (Abbrand) 1,7

ist.

Die so ermittelten Extremwerte der Dehnung fiir verschiedene Abbrande

s5ind der Tab. 3 = I 2zu entnehmen:

Tab, 3 - 1 MAXIMALE DEHNUNGEN DES HULLROHRES

Abbrand 10° MW/t 0,8 . 10° MWd/t 0,6 + 10° MWd/t

Extremwert der
Dehnung am 1,3 % 0,93 % 0,61 %
AuBenrand

Extremwert der
Dehnung am -1,55 % - 1,11 % - 0,73 %
Innenrand
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An dieser Stelle soll nochmals betont werden, daB diese Abschitzungen
nur sehr grob sind 14). Trotzdem diirften die errechneten Extremwerte
der Dehnung recht konservativ sein, da der tatsdchlich vorliegende
Schwelldehnungskoeffizient mit groBer Wahrscheinlichkeit geringer ist

als jener, der der Berechnung zugrunde gelegt wurde.

Nach den inls) angegebenen Bruchdehnungen (Gleichmafdehnung bei 450 °c
und 550 OC) diirften die fir einen Abbrand von 105 MWd/t abgeschitzten
maximalen Dehnungen gerade an der Zulidssigkeitsgrenze liegen. Die

noch zu erwartende Herabsetzung der Bruchdehnung bei hdheren Temperaturen
(s. Abschnitt 3.3.2;Hochtemperaturversprddung) ist wahrscheinlich ohne
nachteiligen EinfluB, da bei diesen Temperaturen das Materialschwellen
schon merklich kleiner ist als in jenem Temperaturbereich (450 °c -+

500 OC), der bei der Berechnung zugrunde gelegt wurde.

Die Bewertung dieser Ergebnisse kann Jjedoch nur sehr zuriickhaltend
vorgenommen werden, weil, wie auch im Abschnitt 3.3%.2 ausgefiihrt wurde,
iiber das Schwellen in Abhingigkeit vom Werkstoffausgangszustand und
vom Spannungszustand, iiber das strahlungsinduzierte Kriechen und uber
die Werkstoffduktilit&@t bisher nur recht vorldufige und unsichere Aus-

sagen vorliegen.

3.3.4 Treiberbrennelemente mit ungeteilten und geteilten Kidsten

Die Hauptaufgabe der Treiberbrennelemente ist die Erzeugung
eines mdglichst hohen Neutronenflusses im Kernverband. Damit sind
iiber die Physik und die Thermohydraulik folgende Anforderungen ver-

kniipft, die bei der Auslegung des Treiber-BE beachtet werden miissen:
- Kithlmittelfiihrung und-Dosierung entsprechend dem Leistungsprofil
- Guter Formfiillungsgrad in der Umgebung der Testloops

- Giinstige Voraussetzungen fiir Corebeschickung und BE-Handhabung

- Geringe Riickwirkung von Betriebsbedingungen (Temperatur, Strahlung)

auf die Core-Konfiguration

14) Eine Verbesserung des verwendeten Computercodes zwecks Beriicksichti-

gung des plastischen Werkstoffverhaltens ist in Arbeit.

_ 15) R. Carlander, ANL-7606 S. 84
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- Niedriger Druckverlust

- Gute Querdurchmischung des Kiihlmittels im BE zur Vermeidung von

HeiBRstellen

- Mechanische Stabilitdt gegen hydrodynamisch induzierte Schwingungen

und Druckbeanspruchung

Abb. 3 = 11 zeigt einen Entwurf fiir das Treiber-BE, der diesen Er-
fordernissen weitgehend Rechnung tragt. In Abb.3-12 ist eine Variante mit
geteiltem Kasten dargestellt, die auf kleine Core-Verspannungskridfte

abzielt.

Es wird davon ausgegangen, daB die ersten Cores aus konventionellen
Brennelementen mit ungeteilten K&dsten bestehen. In einer spdteren Phase
konnen diese, falls sich dies als erforderlich erweist, durch die
biegeweichen BE ersetzt werden, d.h. sie miissen gegeneinander austausch-
bar sein. Die beiden Brennelement-Konstruktionen werden im folgenden

beschrieben.

Treiber-BE mit ungeteiltem Kasten

Hauptbestandteil des Treiber~BE ist das Brennstabbiindel. Es enthdlt
127 Brennstoffst@dbe in hexagonaler Anordnung. Der Stabdurchmesser
betriagt 4,7 mm, die Hiillrohrwanddicke 0,3 mm. Zur Aufrechterhaltung
der Stabteilung von 5,7 mm dienen 3 integrale Wendelrippen je Stab
mit einer Ganghbhe von 300 mm, die sich gegenseitig abstiitzen. Dieses
Prinzip Rippe gegen Rippe hat gegeniiber dem Prinzip Rippe gegen Can
den Vorteil einer geringeren Rippenhdhe (Fertigung). Ferner konnen
Kontaktverschleifl und heifle Stellen nur am ungefdhrdeten Rippenkopf

und nicht an den Hiillwandungen auftreten.
In axialer Richtung teilt sich der Brennstab wie folgt auf:

Im Corebereich von 80 cm Linge befindet sich der Brennstoff, U-Pu-
Mischoxid mit einer Dichte von 85 % TD in Pelletform. Nach oben und
unten schlieBt sich an die Brennstoffsdule der axiale Reflektor

von je 25 cm Linge an. Der untere Teil besteht -~ wie auch der radiale
Reflektor - aus Nickel. Fiir den oberen Reflektorteil wurde mit Riick-
sicht auf das Schwellen wegen der dort herrschenden hoheren Temperatur

Stahl gewdhlt. Das Spaltgasplenum liegt im unteren Brennstabteil, der
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auf Kihlmitteleintrittstemperatur steht. Die untenliegende Anordnung
hat aulerdem den Vorteil, daB die Core-Tragplatte weiter aus dem Fluf-
feld heraus verlagert wird und somit eine geringere Strahlenbelastung
erhdlt. Die gesamte Pelletsdule wird durch eine im oberen Stabende
eingesetzte Feder vorgespannt. Das ganze Stabbiindel ist unten in einer

Stegkonstruktion axial festgelegt.

Die Wahl der relativ kleinen Kasten-Schllisselweite von 70 mm ergibt
sich sowohl aus der Forderung nach einem guten Formfiillungsgrad in
der Umgebung der im Durchmesser vorgegebenen Testloops, wie auch aus
Griinden der Toleranzaufsummierung im Bﬁndelquerschnitt (vgl. 3.3.5).
AufBerdem wird durch die kleine Schliisselweite die Biegesteifigkeit
des BE vermindert, was fiir die Kernverspannung von Bedeutung ist

(vgl. 3.3.8).

Die Kastenwanddicke betrdgt 2 mm. Sie wurde nach der Druckdifferenz

Ap zwischen innen und auBen dimensioniert. Die kritische Stelle liegt
dabei am ElementfuB, wo Ap je nach Kiihlmitteldurchsatz Werte bis

745 kp/cm2 erreichen kann. Eine weitere kritische Stelle liegt in der
Hohe der Core-Verspannungsebene (20 cm unter Core-Mitte) durch die dort
wirkenden Querdruckkrédfte. In dieser Hohe ist der Kasten wie auch der
BE-Kopf auf eine SW von 73 mm verdickt, entsprechend der Teilung in

der Tragplatte, was entweder durch einen eingeschweiBfRten Rohrabschnitt
oder durch aufgesetzte Pflaster erreicht wird. Die PaBRfldchen sind

mechanisch bearbeitet.

Der Elementfull ist biegeweich ausgebildet. Der obere Sitz im Trag-
platten-Obergurt ist durch ein entsprechendes Spiel in engen Grenzen
gelenkig gelagert. Die Abdichtung erfolgt dort mit Kolbenringen.

Die Ausrichtung der BE in die Vertikale iibernimmt der am Biegestab
befestigte Kolben. Er kann elastisch einen seitlichen Federweg von
ca. 4 mm ausfilhren. Im verspannten Core betridgt der Federweg des
Kolbens nach den Verbiegungsrechnungen (3.3.8.2) im ungiinstigsten
Fall 0,5 - 0,8 mm. Die Querkraft am Kolben betrdgt dann 6-10 kp.

Die entsprechende Gegenkraft z.B. in der mittleren Verspannungsebene
hat dabei einen Betrag von ca. 2 kp und ist vernachlédssigbar klein
gegen die Stiitzkrdfte, die durch Unterdriickung der BE-Verbiegung
wirksam werden (vgl. 3.3.8). Die am BE-Fuf befindliche Krone sorgt in

Verbindung mit den Fiihrungssternen auf der Tragplatte fiir die azimutale
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Ausrichtung der BE beim Einsetzen. Die Winkelabweichung darf

ca. p 15 Grad betragen.

Das Kiihimittel tritt aus dem Innern der Tragplatte durch die Schlitze
in den Stiitzrdhren in den BE-FuBl ein. Die Kolbenunterseite ist mit
Niederdruck beaufschlagt, so daB die hydraulische Niederhaltung des
BE gewdhrleistet ist.

Die Kiihlmitteldrossel hat drei Drosselbohrungen, deren Durchmesser
fiir jede BE-Position vor der Beladung auf den gewiinschten Durchsatz
abgestimmt werden miissen. Diese Mehrfachbohrungen sollen eine totale
Kiihlmittelblockage durch einzelne angeschwemmte kleinere Teile ver-

hindern.

Der BE-Kopf dient zur Ubertragung der Core-Verspannungskrdfte in der
oberen Spannebene und zum Greifen des BE. In den zylindrischen Hals

kann ein in der Instrumententragplatte kugelgelenkig gelagerter Rissel
eingreifen, der den Kiihlmittelstrom zu dem entsprechenden MeBkopf fiihren
kann, falls sich dies als vorteilhaft erweist. Evtl. aufgeschwemmte
Brennstdbe werden von der Lochplatte aufgefangen. Ein gleichzeitiges
Zusetzen aller Bohrungen durch Brennstdbe ist nicht mdglich, da die
Lochteilung kleiner ist als die Brennstabteilung. Die Lochplétte dient
suferdem zur ErhShung der Querdurchmischung des Kiihlmittels, bevor es

den MeBkopf erreicht.

Treiber-BE mit geteiltem Kasten

Die Biindelanordnung und der duBere BE-Aufbau sind wegen der geforderten
Austauschbarkeit die gleichen wie bei den BE mit ungeteiltem Kasten,
nur ist hier der Kasten im Bereich der groBten Biegekriimmung in ca,

200 mm lange Abschnitte untergliedert (Abb. 3 - 12 ). Die Gelenke
kdonnen entweder selbsttragend ausgebildet werden, d.h. sie kSnnen von
einer bestimmten axialen Verschiebung ab Lidngskrdfte, die bei der BE -
Handhabung auftreten, iibertragen. Sie kOnnen aber auch als Schiebemuffen
. ausgebildet sein. Dann miissen diese Krdfte von Zugankern aufgenommen
werden, die an Stelle von Brennstdben eingesetzt werden. Die Zuganker
haben gegeniiber den tragenden Gelenken den Vorteil, dafl sie durch reine
Zugkridfte belastet werden, die gut bestimmbar sind. Bei den Gelenken
hingegen treten an den formschliissigen Verbindungen Spannungskonzen-
trationen bei der BE-Handhabung auf, deren Auswirkungen auf die ver-

sprodeten Werkstoffe unbekannt sind.
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Nachteilig bei den Zugankern ist die Herabsetzung des Brennstoffanteils
um etwa 1 % sowie die komplizierte Konstruktion der Einspannung.

Im Gegensatz zu den BE mit ungeteiltem Kasten erhalten diese BE ober-
halb des letzten Kastengelenkes eine zusdtzliche Fixierebene. Sie dient
dazu, das Brennstabbiindel, welches jetzt allein die Biegelinie be-
stimmt, am Elementkopf in vertikaler Richtung zu fiihren. Die gegen-
seitige Beriihrung von Elementen zwischen den Spannebenen wird dadurch

vermieden.

3.,3.5 Treiberbrennelemente mit integralen Rippen und mit Gitter-

abstandshaltern

Die wesentlichen Kriterien fiir die Wahl von Abstandshaltern fiir
BE mit engen Kiilhlkanalquerschnitten sind der Druckverlust, die Kiihl-
mittelquerdurchmischung und die zeitliche und rdumliche Konstanz der
Stabteilung. In Bezug auf die ersten beiden Eigenschaften sind wendel-
férmige Rippen allen bekanntgewordenen Gitterkonstruktionen iiberlegen.
Was allerdings die Konstanz der Teilung durch Fertigungstoleranzen
oder durch betriebsbedingte Veridnderungen betrifft, sind die noch offenen
Fragen bei den Rippen vielschichtiger, und zwar umso mehr je grofier

die Stabzahl im Element ist.

Das FR %-Brennelement weist zur Erzeuguhg einer hohen Leistungsdichte
(im Hinblick auf einen mdglichst hohen NeutronenfluB) sehr enge Kiihl-
kanalquerschnitte auf. Der Druckverlust hidngt somit sehr stark von den
Abstandshaltern ab. Andererseits ist die Stabzahl mit 127 relativ klein,
so daB sich die Toleranzprobleme abschwdchen. Dieser Sachverhalt war
ausschlaggebend fiir die Wahl wendelfdrmiger Rippen als Abstandshalter.
Die beiden entscheidenden Gesichtspunkte werden im folgenden n&her

betrachtet.

Druckverlust

In Abb. 3 = 13 ist der Druckverlust nach einer Vergleichsrechnung

fiir integrale Wendelrippen und Gitterabstandshalter (Typ Wabengitter)
als Funktion der Stabteilung aufgetragen. Als Parameter sind der
axiale Gitterabstand h und der Druckverlustbeiwert ; der Gitter
variiert worden. Der Brennstabdurchmesser d = 4,7 mm wurde konstant

gehalten. Es folgt daraus:
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-~ Bei den im FR 3 erforderlichen kleinen Teilungen t ist der Druck-
verlust Ap im Biindel auBerordentlich stark von t abhdngig. Eine
VergroBerung der Teilung von 5,7 mm um nur O,1 mm bringt im unter-
suchten Parameterbereich einen Gewinn im Druckverlust um 1,5 =

2,2 at. Das sind rund 20 % des Auslegungswertes.

- Gegeniiber dem Rippenrohrbiindel ist der Druckverlust bei Gitter-
abstandshaltern erheblich hoher. Filir das realistische Wertepaar
Beiwert £ = 1,2 O
in Abb. 3 - 13 ) macht das einen Faktor 1,6 aus.

und Gitterabstand h = 10 cm (oberste Kurve

- Wollte man mit Gitterabstandshaltern mit £ = 1,2 und h = 10 cm
den gleichen Druckverlust erreichen wie bei Rippenrohren mit einer
Teilung t = 5,7 mm (Ap = 7,6 at), so miiBte die Gitterteilung auf
t = 5,93 erweitert werden. Das wiirde eine Verringerung des Brenn-
stoffanteils von 0,36 auf 0,335 bedeuten. Das wiederum hdtte eine

Erhdhung der Reaktorleistung zur Folge.

Die sehr starke AbhZngigkeit des Druckverlustes von der Teilung kann
die Justierung der Kiilhlmitteldrosseln erschweren und sich u.U. auf

die hydrodynamische Stabilitdt auswirken. Es muB ndmlich damit ge-
rechnet werden, daB sich die Kiihlkanalquerschnitte z.B. durch Struktur-
materialschwellen und Korrosionsabtrag widhrend der BE-Standzeit dndern
und daB sich dadurch die Durchsatzverteilung in der Treiberzone &ndert.
Auf der anderen Seite muBl die FR 3-Treiberzone nicht auf eine mdglichst
hohe mittlere Kiihlmittelaustrittstemperatur optimiert werden, sodaf
sich aufgrund eines teilweise ungedrosselten Cores diese Probleme wesent-
lich weniger scharf stellen, als bei einem Leistungsreaktor. Trotzdem
werden diese Uberlegungen bei weiterfiihrenden Untersuchungen in die

Optimierung einbezogen werden.

Toleranzprobleme bei Verwendung von Rippenrohren

Bei Gitterabstandshaltern ist die Lage der einzelnen Brennstdbe im
Element durch die Gittermaschen definiert. Eine Abweichung davon ist

nur innerhalb des Spieles mdglich oder innerhalb von Gitterverformungen,

16) K. Rehme, "Widerstandsbeiwerte von Gitterabstandshaltern fiir

Reaktorbrennelemente", ATKE Bdf 15, 1970 (127-130)
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die aber sehr klein sind. Bei wendelfdrmigen Rippen hingegen wird

die Position des Stabes wesentlich durch seine Nachbarn bestimmt.
Dadurch konnen sich Fehler innerhalb des BE-Querschnittes auf-
summieren und betrdchtliche Werte annehmen. Die Position eines ein-
zelnen Brennstabes ist somit abhi#ngig von Fertigungstoleranzen und
zudem infolge Volumenidnderungen widhrend des Betriebes auch zeitlich
verdnderlich, sofern ein Spiel zwischen dem dichtest gepackten Biindel
und dem Kasten vorhanden ist. Ein gefinges Spiel muBl jedoch iiber die
ganze Standzeit des BE gewdhrleistet sein, um Pressungen vom Kasten
her auf das Biindel und damit unkontrollierte Spannungsspitzen am Can
zu vermeiden. Andererseits muBl das Spiel im Hinblick auf Brennstab-
schwingungen und zur Erzielung eines groBen Brennstoffanteils AT
klein gehalten werden. Zwischen diesen beiden gegenldufigen Forderungen

mufl ein KompromiB gefunden werden.

Die Aufgabe der Bemessung des Spieles zwischen Biindel und Kasten im
Neuzustand lduft darauf hinaus, die Schwankungsbreite der Schlissel-
weite des dichtest gepackten Brennstabbiindels mit Beriicksichtigung der
Fertigungstoleranzen und der betriebsbedingten Verdnderungen zu er-
mitteln. Als dichtest gepacktes Biindel wird hierfiir ein Biindel aus runden
Stdben gleichen Durchmessers definiert, wobei der Stabdurchmesser gleich
dem iiber alle Stibe eines BE gemittelten Rippenkopfkreisdurchmesser ist.
Die Variation der Schliisselweite dieses dichtest gepackten Biindels setzt

sich aus folgenden abgeschdtzten Anteilen zusammen:

1. Durch Toleranz des Rippenkopfkreisdurchmessers 0,53 %
2. Durch Fehler in der Rippensteigung 2 0 %

3. Durch Anderung infolge Strukturmaterial-

schwellen und thermischer Dehnung 1 %
L, Durch Brennstoffschwellen in 3., enthalten
5. Durch Korrosion und Verschleif 0,8 %

Zu den Zahlenwerten sind einige ErlHuterungen zu geben:

MaBkontrollen an Rippenrohren haben gezeigt, dafl der Kopfkreisdurch-

7)

1 .
messer angendhert einer Normalverteilung geniigt . Die wahrschein-

17)

Nach Angabe der Firma Mannesmann, Diisseldorf
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lichste Abweichung vom Nenndurchmesser betrug bei dem ausgemessenen Los,
welches etwa der Zahl der Stdbe pro BE entspricht, -0,015 mm. Die wahr-
scheinlichste Abweichung vom Nenndurchmesser fiir ein Los wird sich wdhrend
der Herstellung durch WerkzeugverschleiB verschieben. Man kann annehmen,

- daB bel einer spezifischen Toleranz filir den Rippenkopfkreisdurchmesser

von % 0,03 mm sich das Haufigkeitsmaximum, also etwa der mittlere Kopf-
kreisdurchmesser eines Loses, um ca. : 0,015 mm verschieben kann, ohne

daBd die Ausschullquote zu hoch wird. Die Schliisselweite des dichtest ge-

packten Stabbiindels variiert dann um 0,53 %.

Die Schwankungen der Rippensteigung treten sowohl in der Gesamtheit der
Rippenrohre als auch innerhalb eines Rohres und einer Rippe auf. Betrach-
tet man das Stabbiindel als Ganzes, so verteilen sich die Steigungsfehler
statistisch und die Beeinflussung der Bilindelschliisselweite wird vernach-
ldssigbar klein. Dies hat eine statistische Betrachtung von MeRergeb-

nissen aus einer Probeproduktion ergeben.

Da die Hullrohre und der BE-Kasten unterschiedliche mittlere Temperaturen
annehmen, treten innerhalb eines Querschnittes auch verschiedene Volumen-
zunahmen infolge Schwellens und thermischer Ausdehnung auf. Abb. 3 - 14
zeigt die lineare Zunahme der Elementabmessungen am innersten Core-
element. Die Kurven wurden fiir KithImitteltemperaturen am Ein- / Austritt
von 200/530 °¢ berechnet. Fiir das Spiel 2zwischen Biindel und Kasten ist
nur die Differenz zwischen Biindel und KastenvergridBerung von Bedeutung.
Diese betrdgt nach Abb. 3 - 14 im Maximum 1,6 % nach IA- beziehungsweise
0,9 % nach FFTF-Formel. Die Berechnung ist insofern konservativ, als fiir
das Schwellen des Biindels fiir alle Stdbe der Temperaturverlauf des zen-
tralen Stabes in Rechnung gesetzt wurde. In Wirklichkeit bildet sich

im Biindel ein deutliches Temperaturprofil mit starkem Abfall zum Element-
rand hin aus. Die iiber den BE-Querschnitt gemittelte Can-Temperatur

ist also kleiner. Fiir die Berechnung des Spieles wird daher ein Differenz-
betrag zwischen Biindel und Kastenschwellen einschlieflilich thermischer

Dehnung von maximal 1 % beriicksichtigt.

Die Auswirkungen des Brennstoffschwellens auf die Anderung des Stab-

durchmessers und damit auf die Bilindelgeometrie lassen sich nicht genau
18) 19)

angeben. Anhaltswerte dafiir findet man in , wo iiber Brennstabbe-

18) W.E. Baily, R.C.Nelson, B.F.Rubin, C.N.Spalaris, "Swelling Rates

of Mixed-Oxide Fuel and Cladding in Fast Flux", Trans.Am.Nucl.Soc.
11 (1968) 515

C.S5.Caldwell, J.F.Miles, W.J.Ross, "Postirradiation Examination
of 20 wt % PuOZ-UO2 Irradiated to 100 000 MW3/t", Trans.Am.Nucl.Soc.
12 (1969) 112

19 )
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strahlungen unter Schnellbriiter-Bedingungen berichtet wird. Das Aus-
mall der Durchmesserédnderungen wird sehr stark durch die Betriebspara-
meter beeinfluBt. Bis zu einem Abbrand von 60 000 MWd/t kann man nach
diesen Ergebnissen annehmen, daB die DurchmesservergrdBerung (nach 19)
sogar nur O,4 % bei 100 000 MWd/t) unter 1 % liegt. Darin ist auch das
Hiillrohrschwellen enthalten. Hier wird daher angenommen, dafl das Brenn-
stoffschwellen mit dem fiir das Strukturschwellen angesetzten Differenz-
betrag von 1 % bereits abgedeckt ist. Dabei ist zu beachten, daB dieser
Wert die Differenz zwischen Bilindel- und KastenvergrofBerung darstellt.

Die absolute Biindel- bzw. StabvergrdBerung liegt dann schon iiber 1 %.

0)

Fiur den Korrosionsabtrag in stromendem Natrium ist nach 2 fur die
in Betracht gezogenen Hiillrohrwerkstoffe 4988, 4981 und 12 R 72 HV
mit einem Wert von 10 bis 40 mm/a zu rechnen. Im Vergleich zu Angaben
von 217 22) fiir austenitische Stahle (0,2 = 3 um/h) ist dieser Wert

sehr hoch und diirfte somit den ungﬁnstigste; Fall reprédsentieren. Ein
zusdtzlicher VerschleiBl tritt an den punktfdrmigen Kontaktstellen
zwischen den Rippen auf; er 1ift sich zur Zeit noch nicht zahlenmdfig
erfassen. Es wird deshalb von der oben genannten Spanne fiir den fldchigen
Abtrag der obere Grenzwert von Mo/mm/a angenommen, was einer Vermin-
derung der Biindelschliisselweite von 0,8 % entspricht. Dieser merkliche
Korrosionsverlust wird hauptsédchlich im oberen Core-Blanketbereich

auftreten, wahrend er in dem wesentlich ki#lteren unteren BE-Abschnitt

nahezu vernachlidssigbar sein diirfte.

Das m6gliche Spiel zwischen dichtest gepacktem Bilindel und Kasten soll
nun fiir verschiedene Grenzfdlle betrachtet werden. Es wird vorausge-
setzt, daB zu keinem Zeitpunkt der Kasten das Biindel quetscht. Dann
darf das Spiel im unglinstigsten Fall gerade verschwinden. Die in der
Tab. 3 = 2 unter Fall 1 dargestellte Kombination der EinfluBgrofen
stellt diesen Grenzfall dar. Fir ihn sind die NennmalBe fiir eine Stab-
teilung bzw. einen mittleren Rippenkopfkreisdurchmesser von 5,7 mm
festgelegt worden (siehe Tab. 3 = 3 ). Die Abb, 3 - 15 veranschaulicht

die Lage der Toleranzfelder.

20) Schneller HochfluB-Testreaktor FR 3, 1. Zwischenbericht (Sept.1969)

Externer Bericht 8/69-7

21) Borgstedt, Frees, Drechsler, '"Die experimentelle Priifung einer Ex-
trapolationsformel fiir das langzeitige Korrosionsverhalten von hoch-
warmfesten austhenitischen Edelst&hlen in fl. Na. bei hohen Tempe-
raturen und geringen Stromungsgeschwindigkeiten", PSB-Bericht 1002/68

22) KFZK, "Seminar iiber die Technologie des Reaktor-Kihlmittels Na",
Externer-Bericht 8/68-4
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KLEINSTE UND GROSSTE SPIELE ZWISCHEN BUNDEL UND KASTEN

Fall 1 Fall 2 Fall 3
mittl. Rippenkopfdmr. ak GroBtmal KleinstmalB KleinstmaB
S . .

e oonwellen und] voll nicht nicht
(Brennstoffschwellen)) ausgeb. vorh. vorh.

Korrosionsabtrag nicht vorh.| nicht vorh. voll ausgeb.
Kastenschliisselweite Kleinstmal GroBtmaid GroBtmal
Spiel zw. Biindel und

Kasten 0 2,13 % 2,93 %

rad. Spalt im Fall FR 3 0 0,7 mm 0,95 mm

Tab., 3 - 3

ELEMENTABMESSUNGEN UND VOLUMENANTEILE

Unter Beriicksichtigung der o.g. Toleranzen erhdlt man fiir das FR 3-BE,

ausgehend von der Teilung 5,7 mm, folgende Abmessungen und Volumen-

anteile:

Rippenkopfdurchmesser
das entspricht

Hiillrohrinnendurchmesser

HiillrohrauBendurchmesser

Nennschliisselweite des dichtest-
gepackten Biindels

Kasten~SW innen
Kastenwanddicke

Kasten-SW auflen

Zellen-SW
Brennstoffanteil )
KM-Anteil ) auf die

Zelle bez.
Strukturmaterialanteil )

5,7 : 0,03 mm
5,7 £ 0,015 mm
4,1 ¥ 0,03 mm
L,7 mm
64,9 mm
66 £ 0,2 mm

+

2,0 = 0,1 mm
70 mm

75 mm

36,4 (X 0,5)%
39,8 %

23,8 %
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. GroBtspiel mit Korrosion

(Foll 3)
Groftspiel Kleinstspiel
ohne Korr. (Fall2) (Falll)
Korr, i
08
Nd \FSéhwelleh

05% /= 1%
06%
Kasten
fol.

Nenn -SW des Bindels 649

innere Nenn-SW des Kastens 66,0

Abb. 7z - 15 SPIELE ZWISCHEN DICHTEST-GEPACKTEM
BUNDEL UND KASTEN

Fiir die Untersuchung des groBten auftretenden Spieles sind sinn-
vollerweise die Fdlle 2 und 3 zu betrachten. Fall 2 liegt zu Beginn
der Standzeit vor, wenn Strukturmaterialschwellen und Korrosionsab-
trag noch nicht vorhanden sind und der Rippenkopfdurchmesser an der
unteren, die Kastenschliisselweite aber an der oberen Toleranzgrenze
liegen. Fiur die Kastenschliisselweite wird eine Toleranz von : 0,2 mm

= 0,6 % angenommen. Der Fall 3 muB hauptsichlich fiir den oberen
Reflektor-Bereich angenommen werden, wo nahezu kein Schwellen auftritt,
andererseits aber wegen der dort hochsten Natrium- und Can-Temperatur
der Korrosionsabtrag betrdchtlich sein kann. Fiir diese beiden Fdlle
ergeben sich fiir das FR 3-BE Spiele von ca. 2.1 % bzw. 2.9 % der
Biindelschliisselweite. Das entspricht einem radialen Spalt von 0,7 bzw.

0,95 mm (vgl. Tab. 3 = 2 ).
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Die Spiele zwischen Bilindel und Kasten, die in den Grenzfdllen 2 und

3 betrachtet wurden, sind fiktiv. Sie wiirden dann auftreten, wenn das
Biindel seine dichteste Packung annimmt und die einzelnen EinflubB-
groBen voll zur Wirkung kommen. Praktisch haben die St&be von der
Fertigung her statistisch verteilte Eigenverbiegungen, denen sich ge-
gebenenfalls auch gewollte Verbiegungen iiberlagern lieBen. Dadurch ver-
fiigt das Biindel iiber ein gewisses Spreizvermdgen und wird den ihm zur
Verfiigung stehenden Querschnitt bei den angegebenen UbermaBen aus-
fiillen. Man kann diese Schwierigkeit durch Einbau federnder Bauteile
zwischen Bilindel und Kasten umgehen. Sie erfordern aber zusidtzlichen
Platz und verringern den Brennstoffanteil. Z.B. wiirde eine VergroRerung
des Kastens um 2 mm fiir den Einbau einer Feder den Brennstoffanteil

um 2 % herabsetzen. Es wird daher zunidchst auf solche Bauteile ver-

zichtet.

3.%3.6 Regel- und Abschaltelemente

Der Konstruktién des Regelelementes (Abb. 3 - 16 ) liegt fol-
gendes Konzept zugrunde:
- Ta oder BMC als Absorbermaterial
- Absorber wird nach oben aus dem Core gefahren
- die Betdtigung des Absorbers erfolgt iliber Traversen von unten
- der Ausbau des Regel-Elementes erfolgt von oben
-~ das Fihrungsrohr wird kalt gefahren

ein Follower aus Brennstoff oder Stahl wird nicht vorgesehen

Fiir den Abschaltstab gilt dasselbe, nur wird hierbei der Absorberteil

von oben betdtigt.

Diskussion und Begriindung der Entwurfsmerkmale:

Fiir schnelle Reaktoren bieten sich Tantal und Bor als Absorberma-
terialien an. Bor hat groBere Absorptionsquerschnitte als Tantal,
jedoch entsteht beim Bor durch (n, a) -Reaktionen Helium, was bei den
Stiben ein Gasplenum erforderlich macht. Aus Griinden der mechanischen

Eigenschaften unter Bestrahlung wird das Bor in Form von BMC eingesetzt.
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Als Auslegungsgrenzen sind bei Tantal die maximale Hiillentemperatur
und beim Bor die Zentraltemperatur (wegen der Helium-Freisetzung) maB-
gebend. Es werden hier als maximale Hiillentemperatur 650 °C und als

héchste Zentraltemperatur filir das BAC 500 °c angenommen.

Die engen Raumverhdltnisse auf dem Reaktordeckel, die vorwiegend durch
die Testloops hervorgerufen werden, verhindern den Einbau von An-
trieben filir die nahe am Zentralloop gelegenen Regel-Elemente. Der
Antrieb erfolgt daher von unten in 3 Gruppen iliber Traversen, mit an der
Peripherie des Reaktors liegenden Hubwerken. Fiir die weiter auBlenlie-
genden Abschaltstdbe ist auf dem Reaktordeckel geniigend Platz filir die

Unterbringung der Antriebseinheiten vorhanden.

Das Auswechseln der Regelelemente folgt dhnlichen Zyklen wie das Wechseln

der Brennelemente. Es kommt daher nur ein Ausbau nach oben in Frage.

Das Konzept der wegen des Strukturmaterialschwellens kaltgefahrenen
Regel- und Abschaltelemente erfordert eine thermische Isolierung
gegen die benachbarten Brennelemente und verbietet die Verwendung von
Brennstoff-Followern, die sich konstruktiv nur schwer verwirklichen

lassen.

Konstruktive Gestaltung

Die geometrischen Daten der Absorberbiindel und der Fiihrungsrohre zeigt

fiir Tantal- und BHC—Elemente die Tabelle 3 - 4 .

Tab, 3 - L GEOMETRISCHE DATEN DER REGEL- UND ABSCHALTELEMENTE

Tantel- BMC—Elemente
Elemente
KuBere Schliisselweite des Fiihrungs-
rohres [-mm_7 67 67
Wandstdrke Z_mm~7 1,5 1,5
Isolierung [_mm_7 1 1
Blechbandage Z'mm_7 0,5 0,5
Stabzahl 7 19
Biindelkasten-SW Z-mm_7 57,0 57,0
Wandstarke Z_mm_7 1 1
Hiillrohrdurchmesser Z'mm_7 19,1 x 0,3 11,3 x 0,3

Pelletdurchmesser / mm / 18,5 10,7
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Tantal- BAC-Elemente
Elemente
Stabteilung Z_mm_7 20,15 12,3
A Absorberanteilcua 0,408 0,369
Strukturmaterialanteil /QStahl 0,224 0,239
Strukturmaterialanteil 0,022 0,022
Gas
Kiihlmittelanteil « 0,346 0,370

Das Absorberbiindel besteht aus 7 bzw. 19 Stdben mit integralen Wendel-
rippen als Abstandshalter. Das Absorbermaterial wird in Pelletform
eingefiillt oder im Falle des BAC eingeriittelt. Das Biindel ist in ein
Sechseckrohr mit entsprechenden Endstiicken eingeschlossen und bildet
mit diesen den beweglichen Teil des Kontrollstabes. Im vollstdndig
eingefahrenen Zustand erstreckt sich der Absorberteil iiber das gesamte
Core und den oberen axialen Reflektorteil. Der Hub betridgt 800 mm, ist
also gleich der Corehthe. Zwischen dem Biindelkasten und dem #duBeren
Fiihrungsrohr befindet sich ein Spalt von 3,5 mm Breite, der von einem
Natrium-Teilstrom gekiihlt wird, um den Fiihrungskasten auf niedrigen
Temperaturen zu halten. Die Fiihrung des Biindels erfolgt iiber je 3
Nocken, die sich beim Regelelement unten am beweglichen Absorberteil
und oben am feststehenden Fiihrungsrohr befinden. Am Kopf des Fiihrungs-
rohres befindet sich im Ringspalt eine sechseckige Biichse, die fir
eine stellungsunabhingige Drosselung der Bypasstromung sorgt. Am FuB-
stiick des Absorberteiles ist iiber einen laternenfdrmigen Rohrstutzen
die Schubstange angesetzt, die durch die Tragplatte hindurchgreift

und an ihrem unteren Ende eine Axialkupplung trdgt. Die Schubstange
ist in 2 Lagern gefiilhrt, wobei das untere Lager zusdtzlich eine Ab-
dichtfunktion zwischen dem Hochdruck- und dem Niederdruckraum iiber-
nehmen muB. Zu diesem Zweck ist neben dem Filhrungslager eine von
einem Faltenbalg getragene Dichtbuchse angeordnet. Diese bleibt somit
frei von Querkridften und kann daher mit einem geringen Spiel ausge-
stattet werden. Das Fiihrungsrohr unterscheidet sich in den duBeren
AnschluBmaBen nicht von den Brennelementen. Es ist jedoch axial iiber
eine Kugelsperre, die in Hohe des oberen Tragplattengurtes sitzt,
verriegelt. Das Auswechseln eines Regel-Elementes geschieht in fol-

genden Schritten:

Absorber in untere Endstellung bringen,

Kupplung im FuB der Schubstange l6sen und Traverse ca. 50 mm

abfahren,
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Greifer auf Absorberbindelkopf aufsetzen,

Absorberbiindel und Verriegelungsbilichse um ca. 20 mm gegen

Federkraft niederdriicken,
Ankuppeln des Fiihrungskastenkopfes mit Kugelklinken,

Gesamtes Element ziehen.

Der Einbau erfolgt in umgekehrter Reihenfolge. Die Verriegelung des
Fihrungsrohres wird fir den Fall bendtigt, daB sich bei der Regelbe-
wegung erhebliche Reibkrafte auf das Flhrungsrohr iibertragen. Im Normal-
fall geniigt die hydraulische Niederhaltung. Die Kihlmitteldrossel fiir
den erforderlichen Biindel- und Bypass-Durchsatz befindet sich im oberen
Lagerhalter fiir die Schubstange. Die Warmeisolation des Fiihrungskastens

ist am SchluB dieses Abschnittes beschrieben.

Im Gegensatz zu den Regel-Elementen haben die Fihrungsrohre der Abschalt-
elemente keine zusdtzliche Fullverriegelung, weill die Absorberteile im
Normalfall in ihrer oberen Endlage in Bereitschaft stehen und bei Be-
tdtigung nur eine AbwHrtsbewegung ausfilhren. Eine Riicklaufsperre am
Antriebsgestdnge sichert das Absorberbiindel gegen das Austreiben durch
Stromungskrifte. Falls das Gestidnge abgekuppelt werden muB (bei BE-
Beladungen) wird das Absorberbiindel iiber eine Bajonettkupplung mit

dem Filhrungskasten am Elementfufl verriegelt. In diesem Zustand kann

auch das gesamte Element ausgewechselt werden.

Die Drosselung fiir die Bypass-Stromung wird wirksam, sobald der Fuf

des Absorberteiles in die dafiir vorgesehene Aufnahme eintaucht.

In dem in Abb. 3 - 17 dargestellten Abschaltelement hat der aus BAC
bestehende Absorberteil eine Linge von 850 mm. Oberhalb desselben

schlieRt sich ein Gasplenum von ca. 25 cm an. Die Absorberl8nge und
die Plenumlidnge kdnnen bei Bedarf ohne EinfluB auf die prinzipielle

Ldsung des Abschaltstabes vergroRert werden.

Thermohydraulik des Absorberbiindels und Verbiegung der Fihrungsrohre

Um die Realisierbarkeit des Konzeptes zu liberpriifen, wurden fiir ein
voll eingefahrenes Regelstabbiindel thermohydraulische Berechnungen
unter Beriicksichtigung der radialen Widrmeleitung durchgefiihrt und mit

den iiber die Kastenwand gemittelten Temperaturen die Verbiegungen
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des Filhrungsrohres durch Temperatur- und Schwelleffekte berechnet.

Der Rechnung liegen die Daten der Tab. 3 - 5 zugrunde.

Tab. 3 - 5 THERMOHYDRAULISCHE DATEN DER REGEL- UND ABSCHALT-
ELEMENTE (FUR DIE VERGLEICHSRECHNUNG)

Tantal- B4C—Elemente
Elemente
Max. spez. Leistung im Absorber
Z-W/cm3_7 185 128
Stableistung Z-W/cm_7 470 106

radiale Leistungsschieflage am Kontroll-

stab (Pi - Pa)/Pm 1,09 1,09
Kiihlmitteldurchsatz Biindel /" kg/s_/ 3 3
Kiihlmitteldurchsatz Bypass / kg/s_/ 1 1
Wirmeleitfdhigkeit Stahl /“W/em °C_7 0,15 0,15
Wirmeleitfihigkeit Natrium /“W/cm °C_7 0,776 0,776

Wdrmeleitfahigkeit Isolierung
Z—W/cm OC_7 0,0075 090075

Ferner wurden fiir die Rechnung folgende Annahmen getroffen:

- Geometrische GrdRen nach Abb. 3 - 18 (fiir die Thermodynamik
wurden etwas andere Werte eines Vorentwurfes verwendet, was ohne

wesentlichen EinfluB auf das Ergebnis ist).

- Die Gamma-Wdrmeerzeugung im Strukturmaterial des Kontrollstabes
wurde an der Innenseite mit 12 W/g angenommen. Das Gamma-Leistungs-
profil entsprach dem NeutronenfluBprofil fiir einen mittleren FlufB

von 1 x 1016 n/cm2

.5 mit Brutmantel.
- Die Wirmeiibergangszahlen wurden aach der Gleichung

Nu = 5,5 + 0,003 Pe

von Subbotin nach einem ebenen Modell gemidB Abb. 3 - 19 berechnet.
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- Die Randbedingungen sind durch die Temperatur des Na im benach-
barten Brennelement sowie im Absorberbiindel gegeben. Die Na-
Temperatur im Bypass ist zundchst unbekannt und wird fiir jeden
axialen Rechenschritt iiber eine Leistungsbilanz mit dem Bypass-

durchsatz iterativ ermittelt.

Den Druckverlust und die mittlere Austrittstemperatur als Funktion
des Blindeldurchsatzes zeigt Abb. 3 - 20 fir das vollkommen isolierte
Element. Bei dem angenommenen Durchsatz durch das Biindel von 3 kg/s
betrdgt der Druckverlust fiir das Tantal-Element 0,9 kp/cm2 und fir
das BQC—Element 0,95 kp/cmz. Fliir die Ubrigen BEinschniirungen im ge=-
samten Regel-Element ist ein zusdtzlicher Druckverlust von ca.

O,k kp/cm2 in Rechnung zu setzen. Der Rest des am Core zur Verfiigung

stehenden Druckgefilles von ca. 8 kp/cm2 wird in der Drossel abgebaut.

Die mittleren Temperaturen in den Winden des Fihrungskastens sind

in Abb. 3 - 21 als Funktion der Corehohe z dargestellt. Die mit diesem
Temperaturverlauf berechnete freie Verbiegung des Fiihrungsrohres

durch Strukturmaterialschwellen und thermische Dehnung betradgt fiir

die volle Standzeit in der oberen Verspannungsebene nur ca. 0,6 mm
nach der IA-IMF-Formel (siehe Abschnitt 3.3%.2). Die hieraus fiir das
verspannte Core in der mittleren Stiitzebene berechnete max. Spann-

kraft betrdgt nur etwa 9 kp.

Fir das verspannte Fihrungsrohr ergibt sich aus der Biegelinie ein
minimaler Kriimmungsradius von rund 580 m. Mit einem radialen Spalt
von 3 mm und einer Stiitzweite der Filhrungsnocken von max. rund
1300 mm wird von der Corekonstruktion ein Kriimmungsradius von min-
destens 66 m gefordert, um ein Klemmen des Absorberbiindels zu ver-
hindern. Diese Forderung ist somit erfiillt. Im Fall eines Nickel-

reflektors um die Treiberzone sind die Bedingungen noch giinstiger.

Zusammenfassend kann gesagt werden, daB mit einer aufen auf den
Fihrungsrohren der Regel-Elemente aufgebrachten Wiarmeisolation die

durch Strukturmaterialschwellen und thermische Dehnung hervorgerufenen
Verbiegungen der Regelelemente in leicht beherrschbaren Grenzen bleiben.
Diese Aussage kann auch filir die Filhrungsrohre der Abschaltelemente

und fiir die Bestrahlungs-Rigs ilibernommen werden.
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Warmeisolation

Bei allen Coreelementen, die zur Verhinderung oder Verminderung der
Kriummung infolge des dosis~ und temperaturabhdngigen Strukturmaterial-
schwellens mdglichst kalt gehalten werden sollen, ist die Anbringung
einer HuBeren Wdrmeisolation notwendig. Die WHrmeisoclation unterbindet
die wesentliche Wdrmezufuhr von den benachbarten Brennelementen her

und vermeidet dort unzulidssig starke Ortliche Temperaturabsenkungen.

Bei der Wahl einer derartigen in-core-Wirmeisolation sind mehreré
Gesichtspunkte zu beachten. Infolge der beim FR 3 vorhandenen kleinen
Schliisselweite der Elemente von 73 mm darf die Gesamtwandstdrke

der Wdadrmeisolation ca. 1 bis 1,5 mm nicht iiberschreiten. Weiterhin
muf} die Widrmeisolation ebenso strahlungsbestidndig sein wie die iib-
rigen Strukturwerkstoffe im Core. Es diirfen fiir die Widrmeisolation
keine Stoffe Verwendung finden, die zu einer unzuldssigen Verunreini-
gung des Primdr-Natriums im Falle eines Versagens von Teilen der
Isolation fiilhren kOnnen. Die Wdrmeisolation muf3} so beschaffen sein,
daB sie thermische Dehnungen und Schwelldehnungen ohne Zerstorungs-

gefahr aufnehmen kann.

Unter Beriicksichtigung der soeben erwdhnten Gesichtspunkte wurde eine
Warmeisolation entwickelt, die nur aus austenitischem Stahl mit Argon-
gefiillten Kammern besteht. In ersten Versuchen wurde die Machbar-

keit einer solchen Wirmeisolation vorgepriift. Die Ergebnisse lassen

eine Weiterentwickelbarkeit bis zum Einsatz erhoffen.

In Abschnitt 4.6 werden weitere Moglichkeiten fiir in-core-Wdrme-

isolationen diskutiert.

Das Grundelement der Wdrmeisolation besteht aus beispielsweise 30 mm
breiten Bandern, die sich auf die Brennelementkidsten bzw. Fiilhrungs-
rohre fiir Regelelemente usw. aufwickeln lassen. Gebildet werden diese
Bander aus 2 Blechstreifen der Breite 30 mm, die an ihrem Rande mit
einer Rollennaht verschweiBt werden. Die Stahlbdnder haben eine Dicke
von beispielsweise 0,10 bzw. 0,15 mm. Zwischen die beiden Blechbinder
wird ein Drahtnetz aus etwa 0,1 bis 0,15 mm dicken Drdhten und mit

etwa 0,5 mm Maschenweite gelegt. Dieses Drahtnetz hdlt die beiden
Blechstreifen zur Schaffung eines Gasraumes auf Abstand. Das Drahtnetz
wird in Stiicken von z.B. 300 mm Lidnge zwischen die Blechstreifen einge-

bracht. Zwischen jeweils 2zwei Drahtnetzstiicken wird in Liangsrichtung
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eine Liicke gelassen, die der Anbringung einer querverlaufenden Rollen-
nahtschweiBung dient, wodurch der Gasraum in voneinander unabhingige
Kammern unterteilt wird. Werden diese Arbeiten unter vermindertem Druck
in Argonatmosphdre vorgenommen, so sind die einzelnen gasgefiillten
Kammern des Isolationsbandes automatisch mit Argon gefiillt. Durch die
Druckverminderung bei der Herstellung soll vermieden werden, daB die
Isolationsbinder beim Erwdrmen durch den entstehenden Innendruck
zerstdrt werden. Auf diese Weise entstehen Isolationsbinder von ca.

30 mm Breite und etwa 0,5 mm Dicke.

Die Bander werden in doppelter Lage schraubenfdrmig mit versetzter Lage
der Kanten auf die K&dsten aufgewickelt. Zum mechanischen Schutz der
Isolation wird auflen eine Blechbandage von beispielsweise 0,5 mm Dicke

aufgebracht (siehe Abb. 2 - 22 ).

Abb. % - 22 IN-CORE-WARMEISOLATIONEN (SCHEMATISCH)

( a) Kastenwand, b) Bandage, c) Drantgewebe,
d) Argon)



Die versetzte Anordnung der aufgewickelten Streifen wurde gewdahlt,
um Warmebriicken an den Schweiflndhten zu vermeiden. Eine doppelte
Lage der Isolationsstreifen ist notwendig, weil mit einiger Wahr-
scheinlichkeit mit dem Leckwerden einzelner Kammern zu rechnen ist.
Im Natrium wiirden sich diese Kammern mit Natrium fillen und damit
keine Wdrmeisolationswirkung mehr ergeben. Die doppelte lLage der
Warmeisolationsbinder dient also der Funktionssicherung durch Re-

dundanz.

Es liegen bisher noch keine Messungen iiber die Widrmedurchgangszahl
durch eine derartige Wdrmeisolation vor. Erste konservative Ab-
schdtzungen haben ergeben, daB man filir die skizzierte Warmeisolation
mit einer dquivalenten WarmeleitfiZhigkeit von etwa 1/20 derjenigen

des austenitischen Stahles rechnen kann.

Sollten noch weitere geeignete Wirmeisolationsmaterialien gefunden
werden, so kann eventuell in diesen Warmeisolationen die Gasspalt/
Drahtnetzkombination durch ein anderes Medium ersetzt werden. Die

Untersuchungen hierzu sind noch im Gange.

3.3%3.7 Reflektor-Elemente

Die Treiberzone ist in radialer Richtung von einem ca. 40 cm
dicken Nickelreflektor umgeben. Der Reflektor besteht wie die Treiber-
zone aus prismatischen Elementen, die in der Tragplatte stehend uh
den Treiber in 5 bis 6 Reihen angeordnet sind, Die Reflektorelemente

miissen folgenden Anforderungen gerecht werden:
- hoher Nickelgehalt fiir eine gute Reflektorwirkung
- keine oder nur geringe Verbiegung infolge Temperaturgradienten
- Eingliederung in das Verspannungskonzept nach Abschnitt 3.3.8.1
- Manipulierbarkeit mit den fiir den Treiber vorhandenen Be-

schickungseinrichtungen

Fiur die wdrmetechnische Auslegung der Reflektorelemente muB die innerste
Elementreihe betrachtet werden. Nach einer iiberschlidgigen Abschidtzung
an Hand physikalischer Berechnungen ist am Corerand mit einer W&drme-

entwicklung von 5 W/g im Ni durch den dort herrschenden GammafluB
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zu rechnen. Diese Leistung entsteht an der dem Corezentrum zuge-
wandten Elementseite, widhrend sie an seiner AuBenseite nahezu bis

auf Null abfgllt. Es ist daher mit einer mittleren Warmefreisetzung
pro Reflektorelement von rund 100 kW zu rechnen. Der vorhandene
Leistungsgradient erfordert eine mSglichst gute Querdurchmischung

des durchstrdmenden Natriums, um nach innen gerichtete Elementver-
biegungen klein zu halten. Da Nickel bei hoheren Temperaturen bereits
bei relativ kleinen Neutronendosen zu erheblichem Strukturmaterial-
schwellen neigt, ist ferner dafiir zu sorgen, daB das Temperaturniveau
moéglichst tief liegt. Angestrebt wird eine Temperatur am Element-
ausgang von max. 280 °C. AuBerdem besteht von den benachbarten
Treiberbrennelementen zu den Reflektorelementen ein grofes Temperatur-
gefille (am oberen Corerand 520 °C—=280 °C), das weitgehend in einer
Isolierschicht abgebaut werden mufl, um wiederum eine einseitige Auf-
heizung des Filhrungsrohres zu vermeiden. Erste grobe Untersuchungen

zu eliner solchen Isolierung haben ergeben, dafl mit einer Schichtdicke
von 1,5 mm eine etwa um den Faktor 20 kleinere Wdrmedurchgangszahl
gegeniiber VA-Stahl zu erreichen sein wird (s. Abschnitt 3.3.6). Unter
Zugrundelegung obiger Annahmen wurde iiberschlidgig der Wirmetransport
durch Leitung von zwei benachbarten Treiberbrennelementen in das
Reflektorelement hinein berechnet. Er betrdgt ca. 10 kW, das entspricht
etwa 10 % der Gamma-Heizung. Zur Abfuhr der gesamten Warme ist ein
Natriumstrom von 1,7 kg/sec durch das Reflektorelement erforderlich.
Wohl bemerkt beziehen sich diese Aussagen nur auf die Reflektorelemente
in der innersten Reihe. Die weiter auBen liegenden Elemente sind hin-

sichtlich der thermodynamischen Auslegung unproblematisch.

Abb. 3 = 2% zeigt den konstruktiven Aufbau eines Reflektorelementes .
In den AnschluBmaflen, insbesondere am ElementfuBl~, Kopf und in den
Verspannungsebenen stimmt das Reflektorelement mit dem Treiber-BE
v6llig iiberein (vgl. 3.3.4 und 3.3.5). Bei der Konstruktion der Nickel-
fillung ist in diesem Entwurf auf eine gute Kihlmittelquerdurchmischung
und auf einen hohen Nickel-Volumenanteil geachtet worden. Die Nickel-
fiillung besteht aus sechseckigen Bldcken, die iibereinander gestapelt
sind. Zwischen ihnen und dem umgebenden Sechskantkasten befindet sich
ein Kiihlmittelspalt von etwa 1,5 mm Breite. Diagonal iber jede Sechs-
kantfliche eines solchen Blockes verliuft eine Dichtleiste, die von
einer Feder gegen den Kasten gedriickt wird und den Ni-Block zentriert.
Dadurch wird das Kiilhlmittel im Spalt wendelfdrmig bei der Aufwidrts-

stromung gefilhrt und stromt somit wechselweise an der heiflen und an
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der kalten Seite des Elementes vorbei. AuBlerdem sind die Nickelblocke
von weiteren 7 Kiihlmittelkandlen durchsetzt, um die Zentraltemperatur
niedrig zu halten. Sechs dieser Bohrungen sind in Umfangsrichtung ge-
neigt und bilden somit ebenfalls schraubenformige Kilhlkandle. Die
Bldcke sind durch einen zentralen Zuganker zusammengehalten und mit
diesem in einer unteren Lochplatte axial fixiert. Um das Gebilde mog-
lichst biegeweich zu gestalten, sind die Stirnfldchen leicht kegelig

ausgefihrt.

Gegen den Einsatz reinen Nickels in Natrium bestehen bei diesen
niedrigen Temperaturen keine Bedenken. Eine meflbare Korrosion tritt
erst bei ca. 550 °c Natriumtemperatur auf. Auch der Massetransport
bringt keine Probleme mit sich. Es ist zwar wegen der niedrigen
Temperatur mit geringen Abscheidungen (Cr, C) zu rechnen, die aber

fiir die Kiihlkandle belanglos sind.

Eine weitere Moglichkeit der konstruktiven Gestaltung des Reflektor-
elementes widre das Stabbiindel. Bei der oben genannten geringen Widrme-
entwicklung konnte es aus 7 dichtgepackten Stdben von 22,7 mm Durch-
messer bestehen. Diese Stdbe kdnnen entweder blank oder mit einem
Stahlcanning eingesetzt werden. Diese Ausfiihrung ist als zweite mdg-
liche Losung anzusehen, die aber den Nachteil hat, daB eine Kiihl-
mittelquervermischung nicht auftreten kann. Die Konstruktion erfordert
keine Besonderheiten, so daB hier auf deren Darstellung verzichtet
werden kann. Die thermohydraulischen Daten gelten fiir diese Ausfiihrung

in gleicher Weise.

Die wichtigsten Daten der Reflektorelemente sind in Tab. 3 - 6

zusammengestellt.

Tab., 3 - 6 DATEN DER REFLEKTORELEMENTE

Kastenschliisselweite auBlen 67 mm
Kastenschliisselweite innen 63 mm
Isolierschichtdicke 1,5 mm
Reflektorlénge 1300 mm
Nickel-Volumenanteil ca. 61 %

Kiihlmittelanteil (innerhalb des Reflektorelementes) 13,2 %
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Stahlanteil (Kasten + Isolierung) ca. 18 %
GroBte Aufheizspanne 50 oC
Kiihlmitteldurchsatz (innerste Reflektorreihe) 1,67 kg/sec
Kiithlmittelgeschwindigkeit im Reflektoreinsatz 2,1 m/sec
Druckverlust (gesamt) 745 kp/cm2
davon in der Vordrossel ca. 6,5 kp/cm2
im Reflektoreinsatz ca. 1 kp/cm2
Gewicht des Reflektorelementes ca. 50 kp

davon Reflektoreinsatz (Ni) ca. 33 kp

2.3.8 Kernverspannung

Die eigentliche Kernverspannung dient dazu, die Dimensions-
stabilitdt der Core=-Struktur in allen Betriebszustdnden des Reaktors
insowelt zu sichern, daB die Strukturkoeffizienten der Reaktivitat
jederzeit definiert und zuldssig sind. Dariiber hinaus soll erreicht
werden, daBl trotz der Strahlenschiddigung der Strukturmaterialien die
Regktorverfiligbarkeit hoch ist. Erreichbar sind diese Ziele nur, wenn
im Core dauernd verbleibende Stiitzstrukturen vermieden werden (das
filhrt zu einem Konzept mit "Verspannungsebenen"), wenn die Material-
beanspruchungen ilberall in zulZdssigen Grenzen gehalten werden und
wenn fiir eine leichte Austauschbarkeit aller Core-Komponenten (z.B.
Brennelementhandhabung, Regelstab- und Abschaltstabfiihrungsrohre)

gesorgt wird.

In den folgenden Abschnitten werden das flir den FR 2 gewdhlte Ver-
spannungskonzept, die Brennelementverbiegungen, die Vorgidnge in Core-

Verspannungsebenen und mogliche Abbrandbegrenzungen behandelt.

3.3.8.1 Verspannungskonzept

AuBer den Treiberbrennelementen sind hinsichtlich der Core-

verspannung des FR 2 folgende Bauteile zu beachten:

Verdrangerkdrper zum Freihalten der fiir Bestrahlungsloops vor-
gesehenen Corepositionen. Solche Verdrdngerkdrper ibernehmen im
Bereich um die Bestrahlungsloops die Stiitzfunktion in den Ver-

spannungsebenen.
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Fﬁhrungskéstenlfur die Regel- und fiir die Abschalt-Elemente,

desgleichen fiir die Bestrahlungskapseleinsidtze (Rigs),
Reflektorelemente.

Auch fiir diese Bauteile sind die Verspannungskrdfte und die sich
ergebenden Ausbiegungen mafBgebliche GroBRen. Abb., % - 24 gzeigt einen

vereinfachten Coreldngsschnitt.

Flir die ersten Core-Beladungen des FR 3 sind zunichst mdglichst kon-
ventionelle Treiberbrennelemente, das sind Brennelemente mit unge-
teiltem Kasten und Mischoxyd-Brennstoff, vorgesehen. Filir spidtere
Cores kdnnte eventuell die Beladung mit Brennelementen mit geteiltem
Brennelementkasten (siehe Abschnitt 2.3%.5) in Frage kommen. Daher
war zu untersuchen, ob die sich daraus ergebende Forderung, daB im
FR %-Core die Kernverspannung ohne Anderung fester Coreeinbauten die
Beladung mit beiden Arten von Brennelementen erlaubt, erfiillt werden

kann.

Werden fiir die Reflektorelemente Brutelemente verwendet, so ergeben
sich zusdtzliche Verbiegungs- und Eigenspannungsprobleme usw.

durch die starke Orts- und Zeitabhingigkeit des Plutonium-Aufbaues
und damit der Wiadrmeerzeugung in diesen Elementen. Es wurde daher be-
schlossen, um die Vielfalt der zu untersuchenden Parameter einzu-
schrianken, im Rahmen der FR 3-TFTeasibility-Studie nur reine (Stahl -
oder Nickel-) Reflektorelemente zu betrachten, die in der innersten,
dem Core zugewandten Reihe mit einer Widrmeisolation versehen und

relativ kalt gefahren werden (siehe Abschnitt 3.3.7).

Diese dadurch praktisch gerade bleibenden Reflektorelemente werden
nun als der das Core umfassende Stiitzmantel zur Coreverspannung

herangezogen. Hierbei ist vorgesehen, den Reflektor nur am Kopf der
Elemente gegen im wesentlichen starre Anschlidge - die zum Coreumladen
etwas zurlickgezogen werden kdnnen - abzustiitzen. Die Anschlidge werden
s0 eingestellt, daB die Kopfverspannungsebene im heiflen Betriebszu-
stand eben spielfrei gefiillt ist. Hierzu ist es notwendig - mit

Riicksicht auf die unterschiedlichen Kiihlmittelaustrittstemperaturen -
die kalte Zellenweite von Reflektor- und Treiberelementen in der Ver-
spannungsebene durch entsprechendes Kalibrieren der Distanznocken
(Pflaster) etwas unterschiedlich einzustellen, damit alle Elemente
im heiBen Zustand dieselbe Zellenweite (ungesttrtes Hexagongitter)

haben.
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Im unteren Coredrittel befindet sich eine weitere Verspannungsebene,
jedoch ohne duBere Anschldge (s. Abb. 3 -« 24 ), da hier die aus der
Brennelementverbiegung resultierenden Krifte hauptsichlich (auch

beim Dreierzyklus mit azimutaler Drehung der Elemente nach dem ersten
Zyklus) nach innen gerichtet sind. Um wenigstens angenshert zu einer
Dreipunktlagerung der Brennelemente mit ungeteiltem Kasten zu gelangen,

wurden die BrennelementfiiBe elastisch (siehe Abschnitt 3.3.5) ausgefiihrt.

Nicht nur die Reflektorelemente werden kalt gefahren, sondern auch

die Fihrungsrohre fiir die Regel- und Abschaltstidbe, sowie die Rig-
rohre. Erreicht wird dies stets durch die Aufbringung einer &uBeren
Warmeisolation (s. u. Abschnitt 3.3.6). Hierdurch wird erreicht, dabB
sich diese Bauteile infolge des Strukturmaterialschwellens nur minimal
verbiegen und die Funktion der Fihrungsrohre nicht beeintrdchtigt wird.
Un jedoch auch diese Elemente in allen Verspannungsebenen an der Core-
verspannung teilhaben zu lassen, ohne die Elemente zu verbiegen, wird

folgende MaBnahme ergriffen:

Die durch die Distanznocken (Pflaster) in den Verspannungsebenen
kalibrierte Zellenweite der Elemente wird in allen Verspannungs-
ebenen so eingestellt, daB alle Elemente in jeweils einer Ebene
trotz unterschiedlicher Betriebstemperaturen dieselbe Zellenweite
(ungestdrtes Hexagongitter) haben, und daB fiir jedes Element die
Schnittpunkte gseiner Achse mit allen Verspannungsebenen auf Ge-

raden liegen.

Durch diese MaBnahme erhdlt man ein minimal gestdrtes Hexagongitter,
bei dem nur noch Toleranzen fiir das globale Strukturmaterialschwellen -
das in den gewdhlten Verspannungsebenen nur noch in geringem MalBe
auftritt - und Herstellungstoleranzen zu beriicksichtigen sind. Gleich-
zeitig wird die Vorausberechenbarkeit der Coregeometrie und ihrer

Anderungen erleichtert.

Zur Abstitzung der an die Loopoffnungen im Core grenzenden Brenn-
elemente dienen die bereits oben erwdhnten Verdrdngerkodrper in Form
von Stiitzringen, die filir jede Loopdffnung in einem elastischen Trag-
geriist zusammengefalt sind und in der Coretragplatte stehen. Diese
Stiitzkorbe werden jewells als Ganzes gehandhabt und durch die Loop-

offnungen im Reaktordeckel ausgewechselt.
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Fir die Corebeladung ist ein Dreierzyklus vorgesehen. Am Ende eines
jeden Zyklus stehen somit in der Treiberzone Brennelemente mit 1/3-,
2/%- und 3/% - Abbrand nebeneinander. Die Brennelemente mit 3/3 -
Abbrand werden sodann durch frische Brennelemente ersetzt. Zusammen
mit dem zeitlich verdnderlichen Schwellzustand der Verdrdngerkdrper
fiir die Testloop-Offnungen ergeben sich dadurch zeitlich veradnderliche
mittlere Zellenweiten der Brennelemente in den Verspannungsebenen,

die bei der Kalibrierung der Zellenweiten (Distanznocken, Pflaster)

zu beriicksichtigen sind.

Bei den Treiberbrennelementen mit ungeteiltem Kasten ist vorgesehen,
am Ende jedes Zyklus die Elemente mit 1/3 - Abbrand azimutal um 180 ©
zu drehen, damit die Verspannungskrifte infolge behinderter Verbiegung
moglichst klein gehalten werden (siehe Abschnitt 3.3.8.2). Die Aus-
wirkungen der zeitlich veridnderlichen Stdrungen der Schliisselweiten,
bzw. des Hexagongitters zusammen mit den Verspannungskridften infolge

verhinderter Verbiegung werden im Abschnitt 2%.3%.8.3 niher behandelt.

Beim Ubergang von ungeteilten auf geteilte Brennelemente bleibt alles
oben gesagte im Prinzip giiltig. Es verdndern sich lediglich die Kri-
terien hinsichtlich der Auswechselbarkeit der Elemente. Aullerdem sollte
auf die Drehung der Brennelemente mit 1/3 - Abbrand verzichtet werden

kdnnen.

Die Verspannungsebenen fiir ungeteilte Brennelemente werden unveradndert
beibehalten. Um jedoch die Kopfstiicke der geteilten Kisten fiihren

zu kdnnen, muB in Hohe des unteren Randes der Kopfstlicke noch eine
dritte Verspannungsebene eingefiigt werden. Dies geschieht, wie

bereits beschrieben, durch Anbringung entsprechend kalibrierter
Abstandsnocken. Entsprechende Vorkehrungen bei den Reflektorelementen
und den Verdrdngerkorpern fiir die Loopdffnungen im Core lassen sich
ebenfalls von vornherein treffen. Dann bereitet auch ein eventueller
spiterer Ubergang von konventionellen d.h. nichtgeteilten zu geteilten

Brennelementen keine allzugroflen Schwierigkeiten.

Die Kopfverspannung der Brennelemente kann iiber verstellbare Anschlidge
(Spannelemente) auf einem stationdren Ring iiber dem thermischen Schild

des Reaktors vorgenommen werden (siehe Abschnitt 3.6.7 ).
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3.%.8.2 Verbiegungen und globales Schwellen der Brennelemente

Die Ermittlung der Verbiegungen und der Einspannkrdfte der
durch differentielles Strukturmaterialschwellen und thermische Dehnung
verformten und im Reaktorkern verspannten Brennelemente erfolgt in zwei
Schritten. Der erste Schritt liefert die freie, unbehinderte Verbiegung,
wahrend im iweiten Schritt die Auflagerbedingungen, die durch die Kern-
verspannung geschaffen werden, durch Superposition einer kompensieren-
den Stabbiegungsldsung beriicksichtigt werden. Der EinfluB des strahlungs-

induzierten Kriechens konnte hier noch nicht mit einbezogen werden.

Beim vorliegenden Dreierzyklus fiir den Brennelementwechsel hat sich
gezeigt, daBl entsprechend den Ausfiihrungen in Abschnitt 3.3.2 iiber
das Strukturmaterialschwellen ein azimutales Drehen der Brennelemente
um 180 © nach 1/3 Abbrand hinsichtlich der Kernverspannung besonders
ginstig ist. Rein rechnerisch ergibt sich, daB die Elemente nach dem
2. Zyklus im kalten Zustand wieder gerade sind. Am Ende des 3. Zyklus,
3/% Abbrand, ergibt sich dann eine wesentliche Verringerung der Ver-
biegung gegeniiber dem Fall, daR auf eine Drehung der Brennelemente

verzichtet wird.

Nach dem gewdhlten Verspannungskonzept (siehe Abschnitt %2.3,8.1)
liegen fir jedes Brennelement die Schnittpunkte seiner Elementachse
mit den Verspannungsebenen auf Geraden., Die Anderungen der Schliissel-
weite der Brennelemente durch das Schwellen kdnnen in den Verspannungs-
ebenen vernachldssigt werden. Die gr6ﬁtm6glichenvradialen Element-
verschiebungen beim Ubergang von der dichtesten Packung der Elemente
nach aufllen zur dichtesten Packung nach innen betragen zwischen

O und 0,7 mm. Diese partiellen Unbestimmtheiten der Brennelementlage
im Core sind sowohl hinsichtlich der Kernverspannung als auch hin-
sichtlich der Reaktivitdtseffekte unwesentlich, siehe auch Abschnitt
3.5.

Durch das Schwellen der Brennelemente in der im unteren Coredrittel
befindlichen Verspannungsebene nimmt innerhalb eines Brennelement-
zyklus der ZuBere Coreradius um etwa 1,0 mm zu. Der EinfluB dieser
relativ kleinen Verschiebungen auf die Brennelemente im verspannten

Zustand wurde ebenfalls vernachlidssigt.
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Verbiegungsrechnung

Die freie Verbiegung der Brennelemente wird durch die Dehnungsver-
teilung im Brennelementkasten bestimmt. Beriicksichtigt wurden die
Dehnungen durch das Strukturmaterialschwellen und die thermische Ma-
terialdehnung. Weil die physikalischen und thermohydraulischen Reaktor-
berechnungen zundchst nur in r - z - Koordinaten vérliegen, wurde die
Verbiegung als ebenes Problem behandelt. Bei den Verbiegungsrechnungen
wurden die Brennelemente als Stidbe behandelt, weil die Kastenwand-
stdrke pgegeniiber den Abmessungen des Kastenquerschnittes klein und

die Ldnge der Brennelemente gegeniiber den Abmessungen des Querschnittes

grof} ist.

MaRgebend fiir die drtliche Krimmung des Brennelementkastens ist der
mittlere Dehnungsgradient iiber den Kastenquerschnitt . Zur Ermittlung
dieser Dehnungsgradienten wird in die Rechnung der Neutronenflufver-
lauf fiir nichtverbogene Brennelemente eingesetzt und unter dieser
Voraussetzung - unter Berilicksichtigung der Nachbarelemente - werden
mittlere nominelle Temperaturgradienten aus zwei Stiitzwerten fiir
gegeniiberliegende Kastenwidnde berechnet. Es wurden also die kleinen
Brennelementverschiebungen im NeutronenfluBRfeld vernachlidssigt.
Weiterhin wurde das Temperaturfeld in den Brennelementquerschnitten
in zwei Anteile aufgespalten, ndmlich in einen mittleren Temperatur-
gradienten, der fiir die Verbiegung maBgeblich ist, und in einen hier
nicht berechneten Anteil iberlagerter Temperaturabweichungen, der fir
das Ortliche Spannungsfeld mafigebend ist. Die Aufspaltung des Tem-
peraturfeldes in diese beiden Anteile fiihrt zu kleinen Fehlern (die
hier vernachlissigt wurden), weil die Dehnungen nicht streng linear

von den Temperaturen abhingen.

Fiir die Rechnung wurden die Brennelemente in ca., 50 axiale Abschnitte
aufgeteilt, wobei flir jeden Abschnitt der axiale Verlauf des Dehnungs-

gradienten linear angenommen ist.

Die Biegelinien der verspannten Elemente wurden mit dem MIT-ICES-
STRUDL-1-Programm 23) in 57 axialen Schnitten iiber der gesamten Brenn-

elementldnge berechnet. Eingangswerte fiir diese Berechnung waren

23) Massachusetts Institute of Technology: ICES-System, General

Description, R 67 - 49, Sept. 1967
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insbesondere die sich aus der vorhergehenden Berechnung der freien
Verbiegung in den Verspannungsebenen ergebenden Verschiebungen der
Brennelementachsen. Die verwendete groRe Zahl axialer Schnitte war

fiir die Festlegung der Biegelinien der Brennelemente notwendig.

Abb. 3 - 25 zeigt eine Skizze des Brennelementes und den axialen
Verlauf der Trigheits~ und Wiederstandsmomente. Das Tridgheits-
moment des Brennstabbiindels ist um 2 GroBenordnungen kleiner als
das des Brennelementkastens und wurde deshalb vernachldssigt.

Das Tragheitsmoment des Brennelementquerschnittes unterhalb der
Oberkante der Coretragplatte ist ebenfalls um 2 GrdRenordnungen
kleiner als das des Elementkastens. Die Einspannwirkung in den Ver-
spannungsebenen durch benachbarte Brennelemente kann vernachlidssigt
werden. Demzufolge wurde die Lagerung der Brennelemente im Core

als momentenfreie Dreipunktlagerung angenommen.

Die bei der Berechnung berlicksichtigten Brennelemente haben vom Core-

zentrum die folgenden radialen Abst&nde:

Reihe 1 2 3 4 5 6

Coreradius 21,9 29,2 36,5 Lz 8 51,1 58,4 cm

Die Verbiegungsrechnungen wurden mit zwei der in Abschnitt 3.3.2
angegebenen Schwellformeln durchgefiihrt, um die Rechenergebnisse von
den Eigenschaften einer speziellen Schwellformel mdglichst unabhidngig
zu machen. Die Rechnungen wurden fiir einen gemischten Coreabbrand

im Dreierzyklus durchgefiihrt. Beriicksichtigt wurden Brennelemente

mit 1/3, 2/3 und 3/3 Abbrand. Als Werte fiir den lokalen Spitzen-
abbrand wurden 60 000, 80 000 und 100 000 MWd/t angenommen.

Diskussion der Ergebnisse

Fiilr die Diskussion werden die mehr konservativen Ergebnisse herange-
zogen, d.h. vor allem solche Resultate die mit der Ile - Schwellfunktion

nach Abschnitt 3.3.2 gewonnen wurden.

Abb. 3 - 26 zeigt die verbogenen Brennelemente nach dieser II¢-Formel
fiir den FR 3 mit Nickelreflektor bei einem lokalen Spitzenabbrand
von 100 000 MWd/t. Uber der Brennelementachse ist zusitzlich die radiale

Zunahme der Brennelementabmessungen durch das Strukturmaterialschwellen
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und durch die thermische Dehnung aufgetragen. Die unglinstigsten Ver-
hdltnisse entstehen bei einer Nachbarschaft von heiBen Brennelementen
mit 2/3 bzw. 3/3 Abbrand in den Reihen 3 und 4 bzw, 2 und 3 der Treiber-
zone. Die Abb. 3 - 27 zeigt solche Kombinationen. Hierbei ist voraus-
gesetzt, daRl die geraden Brennelemente im kalten Zustand parallel stehen
" und einen lichten Spalt von 3 mm haben. Dieser Abstand schrumpft in

den oben genannten Fdllen durch Verbiegung und globales Schwellen bis

auf 0,5 mm zusammen.

In der Abb. 3 - 28 sind die Verh#ltnisse fiir ein FR 3-Core mit Uran-
Brutmantel dargestellt. Hierbei treten die unglinstigsten Fdlle eben-
falls in der 3., und 4. Reihe der Treiberzone auf. Zwar sind in der

5. und 6. Reihe die Verbiegungen stdrker, sie werden aber durch das mit
grofer werdendem Abstand vom Corezentrum rasch abnehmende globale

Schwellen iiberspielt.

Hinsichtlich der Brennelementverbiegungen 1Bt sich zusammenfassend
sagen, daB in keinem Fall, selbst bei einem lokalen Spitzenabbrand

von 100 000 MWd/t, bei dem gewdhlten lichten Brennelementabstand von

% mm eine Beriihrung der Brennelemente auflerhalb der Verspannungsebenen

erfolgt.

In der Tab. 3 - 7 sind die auf die Brennelemente in den Verspannungs-
ebenen wirkenden Krdfte fiir einen lokalen Spitzenabbrand von 100 COO MWd/t,
berechnet nach der im Abschnitt 3.3%.2 mit IIc bezeichneten Schwell-

formel, aufgefiihrt. Die mit positivem Vorzeichen versehenen Kr&fte

sind zum Corezentrum gerichtet. Fiir jedes Brennelement (Brennelement-
reihen 1 bis 6) sind die Abbrandzustidnde 1/3, O oder 2/3 24) und

%/% beriicksichtigt. Weiterhin sind fiir jedes Brennelement zwei Krdfte
angegeben, wobei die obere Zahl filir den Reaktor mit Nickelreflektor

und die untere Zahl fiir den Reaktor mit Uran-Brutmantel gilt.

Beim Abbrandzustand O bzw. 2/3 rithren die Krdfte allein aus der ther-
mischen Verbiegung her. Beim Reaktor mit Nickelreflektor ist vor allem

das starke Abfallen der Krdfte infolge thermischer Verbiegung in den

24)

Der Verbiegungszustand der Brennelemente mit 2/3 - Abbrand mit
Drehung bei 1/3 - Abbrand ist rein rechnerisch dasselbe wie
bei neuen Brennelementen.



3 - 80

2. Reihe; 3. Reihe; 3Reitz; 4.Reihe;
33 Abbrand 34 Abbrand 23 pbbrand 35 Abbrand

[N N I A A
b M

—p- MaBstab 10:1

P MaOstab 1:10

UNGUNSTIGSTE BRENNELEMENT«NACHBARSCHAFTEN

Abb. 3 = 27
(CORE MIT NT-REFLEKTOR)

Schwell-Formel FFTF,
Spitzenabbrand 100 000 MWd/t, heilB



3 - 81
3.Reihe; 23 Abbrand, 4.Reihe; 33 Abbrand,  4Reihe; 24 Abbrand, 5.Reihe; 3 Abbrand

_’.__.__J[__L_

—p Malstab 10:1

— — ot

L — Ma0stab 1:10

b. 2~ 28  UNGUNSTIGSTE BRENNELEMENT—NACHBARSCHAFTEN
(CORE MIT U-BRUTMANTEL)

Schwell-Formel FFIF,
Spitzenabbrand 100 000 MwWd/t, heil



Tab, 3 - 7

Reihe

untere

Stiitzebene

mittlere

Stutzebene

obere

Stiitzebene

AN

SPANNKRAFTE /" kp / DER

Abbrand

1/3

2/3 oder O

3/3

1/3

2/3% oder O

3/3

1/3

2/3 oder O

3/%

6,7
6,7
—2,h
1,6

15,7
14,9

“14v3
-14,3

5,2
3.4

“3316
-31,8

7,6
7,6

-2,8
-1,8

17,8
16,9

BRENNELEMENTE IN DEN REIHEN 1 BIS 6

-8,9
_9’4

_299
-2, 4

-14,9
-16,4

19,0
20,1
6,1
5,2
31,7
34,9
-10,1
—10,7

'312
-2,8
-16,8
-18,6

'2837
'3093

'753
—7’7

-49 39
-52,9

61,2
64,7

15,6
16,8

106,6
112,9

'3215
~Zh L
’893
-8,9

-56,6
-60,0

”38a4
-41,0

'899
-10,9

‘68’3
-71,6

82,0
87,4
19,1
23,3

145,6
152,8

-43 6
-L46. 4

-10,1
-12,4

"77a4
-81,2

-33,7
_4617

‘317
‘1579

-64,6
-78,6

72,0
99,6
8,0
23,9
137,8
167,7
—3813
-52,9

’435
-18,0

-73,2
-89,1

—2019
64,0

1,7
”3996

~bl,6
-90,0

Lh .6

136,6°

'376
84,4

95,1
192,1
-2317
’72a6

1,9
4,9

'5015
-102,1

Nickel-Reflektor

UOE—Brutmantel

Nickel—Reflektor
UOE—Brutmantel

Nickel-Reflektor
UOz-Brutmantel

Nickel-Reflektor

UOZ-Brutmantel

Nickel-Reflektor

UOa—Brutmantel

Nickel-Reflektor

UOZ—Brutmantel

Nickel-~Reflektor
UO2~Brutmantel

Nickel-Reflektor
UOZ—Brutmantel

Nickel-Reflektor

UOZ-Brutmantel
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Reihen 5 und 6 bemerkenswert. Die Ursache dafiir ist in der Erweichung

des Spektrums und in der FluBabflachung am Corerand zu sehen.

Die groRten Biegespannungen treten in den Brennelementkdsten in Hohe
der im unteren Coredrittel befindlichen mittleren Verspannungsebene
auf. In der Tab. 3 - 8 sind sie fiir diese Verspannungsebene,

fiir die im Abschnitt 3.3%.2 mit IIc bezeichnete Schwellformel, fiir
einen lokalen Spitzenabbrand von 100 000 MWd/t aufgefiihrt.

Tab. 3 - 8 MAXIMALE BIEGESPANNUNGEN IN DEN BRENNELEMENTKASTEN
/" kp/mm© 7 100 000 MWd/t SPITZENABBRAND

Reihe 1 2 3 ’ 4 5 6
Abbrand Nickelreflektor
1/3 0,98 -1,30 -b,22 -5,65 -4,96 -3,07
2/3 -0,36 -0,42 -1,07 -1,31 -0,55 +0,25
3/3 2,31 -2,18 -7,33 -10,03 -9,48 -6,54

Uran-Brutmantel

1/3 0,98 -1,38 -4 45 -6,01 -6,85 -9,40
2/3 -0,24 -0,36 ~1.16 -1,60 -2,34 -5,82
3/3 2,19 -2,40 -7,75 -10,50 -11,54 -1%,21

In Tab. 3 - 8 sind wieder die Ergebnisse fiir den Reaktor mit Nickel-
reflektor und fir den Reaktor mit Uran-Brutmantel gegeniibergestellt.
Negative Vorzeichen bedeuten Druckspannungen auf der dem Corezentrum
zugewandten Sechseckkante der Brennelemente. Fiir Brennelemente, die

mit der Seitenfldche dem Corezentrum zugewandt sind, sind die Spannungen

um den Faktor 0,866 kleiner.

Die groRten auftretenden Biegespannungen sind mit rund 10 kp/mm2 recht
gering. Das bedeutet, daB die Schwellverbiegungen der Brennelement-
kasten im FR 3-Core beherrschbar sind. Wird das - heute noch nicht
genligend verstandene und nur qualitativ bekannte - strahlungsindu-
zierte Kriechen des Strukturmaterials mit beriicksichtigt, dann gelten
andere Kriterien als nur die Spannungen und Krdfte. Den damit zusammen-
hidngenden Fragen wird in den ndchsten Jahren besondere Aufmerksamkeit

zu schenken sein.
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3.%.8.3 Brennelementbeanspruchungen und Ordnungsvorginge in Ver-

spannungsebenen

Beim FR 3-Core-Verspannungskonzept war davon ausgegangen
worden, im Bereich hoher und mittlerer schneller Neutronenfliisse
bleibende Stiutzstrukturen zu vermeiden, um die Strahlenschiddigung
der Strukturwerkstoffe in Grenzen zu halten. In Konsequenz davon
missen die Brennelemente selbst die Stiitzfunktion bei der Kernver-
spannung iUbernehmen, so dall das Konzept der '"Verspannungsebenen'
notwendig wird. Man kann die Verspannungsebenen als '"Bauelement"
=1 ¥ffaggsen und muB dann untersuchen, unter welchen Bedingungen dieses
Bauelement den Erfordernissen gerecht wird. Die Untersuchungen da-
riiber stehen noch sehr in der Phase der Problemidentifikation.
Uber die Brgebnisse dieser Untersuchungen soll zu gegebener Zeit
berichtet werden. Im folgenden konnen daher nur Abschdtzungen

gebracht werden.

Zulidssige Querdruckkridfte bei Brennelementkisten

Bei der Dimensionierung der Brennelementkisten und der die Ver-
spannungsebenen bildenden Pflaster (Distanznocken) auf den Kisten
ist die Belastbarkeit durch Querdruckkrifte zu ermitteln. Die
Schwierigkeit einer Berechnung der Beanspruchung und Verformung

ist darin zu sehen, daB die primdr unbelasteten Kastenquerschnitte
in der Umgebung der Krafteinleitung eine sehr erhebliche Stiitz-
wirkung ausiiben, deren genaue Erfassung einen erheblichen Rechen-
aufwand bedeuten wiirde. Zur mdglichst einfachen Abschdtzung der
Stutzwirkung wurde deshalb auf ein stark vereinfachtes Rechenmodell
zuriickgegriffen, das lediglich die geometrischen Daten eines Brenn-
elementkastens physikalisch sinnvoll verkniipfen soll und dessen Er-
gebnisse mit einer freien Konstante und mit Formfaktoren an Versuchs-
ergebnisse angepafllt wurden. Die gewonnen Néherdngsbeziehungen wurden
hier als Auslegungsgleichungen verwendet. Allerdings bediirfen diese

Auslegungsgleichungen in Zukunft noch genauerer Nachrechnungen.

Die Lastannahmen und die verwendeten Bezeichnungen sind in Abb. 3 - 20

angegeben,
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Abb.3-29: Lastannahme zur Ermittlung der zuldssigen
Querdruckbelastung bei Brennelementkdsten

Die Auslegungsgleichungen lauten:

P < L,2 = s zul .+ (a + i)
= k
zul ¢
3
< 5 1
F zul 2,1 B fzul ) (z) - la s E)
mit
k = 8,6 - =
! 2
?
SW
¢ -
15
wobeil
Sw = Schliisselweite des Kastens
2+ a = Pflasterlange

5 = Kastenwandstarke
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E = Elastizitdtsmodul
G;ul = zul8ssige Spannung
fzul = zuldssige Querzusammendriickung des Kastens

P7u1 = zuldssige Querdruckbelastung (wobei der kleinere Wert

aus obigen Gleichungen zu nehmen ist).
Fir den FR 3~Kasten ist zugrundegelegt:
SW = 70 mm; 2:a = 50,0 mm; s = 2,0 mm;

2 2
18250 kp/mm“; G%ul = 18,0 kp/mm”; foul = 0,5 mm.

=
1l

Damit erhalt man

P,y = 256 kp.

Diskutiert wurde auch der Fall, daB der Brennelementkasten auf der

Linge der Pflaster auf die Gesamtwandstdrke, die sich aus der Pflaster-
dicke und der eigentlichen Kastenwandstdrke ergibt, verstdrkt wird.

Die Auswertung ergab allerdings, daB diese MaBnahme keine Vorteile mit
sich bringt. Die Ursache dafiir ist darin zu sehen, daB bei kleinen
Wandstdrkezunahmen infolge der bei gleicher Spannung geringeren Durch-
federung die Stiitzwirkung der benachbarten Kastenteile zundchst schneller
abnimmt als die Tragfdhigkeit des verstidrkten Teiles zunimmt. Es ist

demnach glnstiger, die Pflaster auf der Kastenwand zu befestigen.

Brennelementbeanspruchungen in Verspannungsebenen

Die im verspannten Kern infolge der behinderten Brennelementverbiegung
auftretenden maximalen Beanspruchungen der Brennelemente durch Quer-
druckbelastung wurden am Beispiel des FR 3-Cores mit Uran-Brutmantel
untersucht. Hierbei wurden der Dreierzyklus der Treiberzone und die
azimutale Drehung der Brennelemente um 180 ° nach 1/3 - Standzeit
beriicksichtigt. Untersucht wurden im wesentlichen die Verhdltnisse

in der Coreverspannungsebene, die im unteren Coredrittel liegt, da

in dieser Ebene die Verspannungskridfte zum Corezentrum hin gerichtet
sind. Weil in dieser Verspannungsebene die Brennelementschliissel-

welten durch das Strukturmaterialscﬁwellen schon geringfiligig beein-
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fluBlt werden, darf diese Ebene nicht mehr als dichte Packung behandelt
werden. Es wurden deswegen verschiedene Rechenmodelle erprobt. Die
Rechenmodelle und die damit erzielten Ergebnisse werden im folgenden

kurz beschrieben:

1) Anrnahme von starren Brennelementquerschnitten und Reibungsfrei-
heit im Core..Aufstellung eines Tragbildes des Cores, das sich
aus den verdnderten Schliisselweiten der Brennelementquerschnitte
(durch Strukturmaterialschwellen) ergibt. Unter der Wirkung der
zum Core-Zentrum hin gerichteten Krdfte bilden sich an vielen
Stellen Liicken zwischen den Brennelementen aus. Aus dem Tragbild
und aus den Krdften, die an den Brennelementquerschnitten in der
Coreverspannungsebene angreifen, kann ein KraftfluBdiagramm auf-
gestellt werden. Aus diesem KraftfluBRdiagramm ergab sich, unter
der sehr konservativen Annahme einer Aufsummierung und Fokussierung
der Krdfte auf wenige Brennelemente in der NiZhe des Corezentrums,

eine maximale Querdruckbeanspruchung in Hohe von ungefdhr 1500 kp.

2) Die Ermittlung eines zyklusabhingigen individuellen Tragbildes
fiir das Core ist sehr aufwendig. Deswegen wurde ein stark ver-
einfachtes Tragbild als weiteres Modell verwendet. Voraussetzung
waren wieder starre Brennelementquerschnitte, keine Reibung
zwischen anliegenden Brennelementen im Core, und statische Be-
stimmtheit des Systems. Aus dieser Rechnung folgten fiir denselben
Fall wie oben fiir Brennelemente in der Ndhe des Corezentrums

maximale Querdruckbeanspruchungen in Hdhe von ca. 700 kp.

2) Die Verdnderungen der Brennelementschliisselweiten in der Core-
verspannungsebene durch das Strukturmaterialschwellen sind von
derselben Graﬁenordnung wie die zuldssigen Verformungen der Brenn-
elementquerschnitte infolge der Querdruckbelastungen. Mit der An--
nahme elastischer Brennelementquerschnitte wurde ein weiteres
vereinfachtes Rechenmocdell aufgestellt. Bs setzt voraus, dal sich
die Brennelementquerschnitte unter der Wirkung der zum Corezentrum
hin gerichteten Kridfte soweit verformen, dal sich die Brennelemente
ringweise zu einer dichtgepackten elastischen Kernscheibe mit zu
bestimmendem Radius zusammenschlieBen. Aus diesen Rechnungen ergaben
sich fiir das FR %-Core mit Brutmantel maximale Brennelement-

Querdruckbeanspruchungen kleiner als 200 kp.
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Die eben geschilderten Ergebnisse zeigen deutlich, dal bei der Er-
mittlung der Querdruckbeanspruchung der Brennelemente in den Ver-
spannungsebenen die elastische Verformung der Brennelementquerschnitte
unbedingt beachtet werden mubB. Das verwendete und im folgenden be-
schriebene Rechenmodell (Kernscheibenmodell) ist noch sehr stark ver-
einfacht und kann daher keine sehr genauen Aussagen liefern. Es ist
notwendig, verfeinerte Rechenmodelle fiir die Kernverspannung auf

der beschriebenen Basis zu entwickeln.

Der Grundgedanke des Kernscheibenmodells ist so zu umreiBen, daB sich
die Brennelementquerschnitte in der Verspannungsebene (die durch die
Distanznocken gebildet wird) unter der Wirkung der zum Corezentrum
hin gerichteten Krifte so lange verformen, bis sich eine quasi-homo-
gene dicht gepackte elastische Kernscheibe gebildet hat. Der Radius
dieser Kernscheibe wird dadurch bestimmt, dall innerhalb der Scheibe
iiberall die von den duBeren Brennelementen aufgebrachten, nach innen
gerichteten Krédfte die jeweils in den einzelnen Brennelementringen
zur Verformung notwendigen Kridfte {iberwiegen. Bei den auflerhalb der
Kernscheibe liegenden Brennelementen treten in Umfangsrichtung Liicken
auf, sodal keine Umfangsspannungen ibertragen werden kOnnen und

diese Elemente nur auf den Rand der Kernscheibe driicken. Die maximale
Querdruckbeanspruchung der Brennelemente ergibt sich erstens aus der
Verformung, die zum ZusammenschluBl zu der elastischen Kernscheibe
notwendig ist, und zweitens aus den Spannungen, die sich in der ela-
stischen Kernscheibe unter dem EinfluB der Randbelastungen und der
von den einzelnen Brennelementen selbst eingeleiteten Belastungen ergeben.
AuBerdem muf im Einzelfall gepriift werden, ob nicht einzelne Brenn-
elemente auBerhalb der Kernscheibe noch hchere Beanspruchungen er-
leiden. SchlieBlich ist noch die Ungleichfdrmigkeit der Brennelement-
beanspruchungen in den einzelnen Ringen, bzw. am Kernscheibenrand zu

beachten.

Un fiir diese ersten Rechnungen das Modell so stark wie moglich zu

vereinfachen wurden folgende Annahmen getroffen:

- Die Querschnittsfldchen der Brennelemente werden auch bei Ver-
formung als konstant angenommen und eine durch Verformung evtl.
auftretende Liickenbildung zwischen den Brennelementen wird ver-

nachléssigt.
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- Die hexagonformigen Brennelementringe um das Zentralelement

werden durch Kreisringe gleicher Flidche dargestellt.

- Die durchschnittliche Querschnittsfldche der Brennelemente nimmt
mit zunehmender Entfernung vom Corezentrum aus ab, wegen der
radialen Reduktion des Strukturmaterialschwellens. Die bis zum
i-ten Ring gebildete Kernscheibe wird stets als starr betrachtet.
Wird nun der (i + 1)-te Ring an die Kernscheibe angesetzt, so
miissen normalerweise in Umfangsrichtung zwischen den Elementen
Licken bestehen. Infolge der #ulReren Belastung federn die Ele-
mente des (i + 1l)-ten Ringes nun um deén Betrag f durch; sie ver-
kiirzen sich also in radialer Richtung und vergroBern sich in
Unfangsrichtung. Wird die Verformung fortgesetzt bis zum SchlieBen
der Liicken in Umfangsrichtung, dann wird dieser Ring der Kern-

scheibe zugeschlagen.

- Die Krifte der auBerhalb liegenden Brennelemente werden ohne

tangentiale Stiitzwirkung nach innen iibertragen (Fokussierung).

- Der soeben betrachtete (i + l)-te Ring wird dann tatsichlich
der Kernscheibe zugerechnet, wenn die duBeren Kridfte grdRer oder
gleich sind den zur Verformung notwendigen Krdften bis zum Ring-

zusammenschluf.

- Die Kernscheibe wird als elastischer Kdrper, nidmlich als Scheibe

gleicher Dicke mit HuBeren Randbelastungen, behandelt.

In dieses Kernscheibenmodell geht die Brennelementstandzeit zweifach
-ein, ndmlich iiber die durch die Behinderung der Verbiegungen ent-
stehenden Krdfte und iiber die Veridnderungen der Brennelementquer-
schnitte durch das Schwellen. Auch wenn das Modell noch relativ roh
ist, so bietet es doch - bei weiterem Ausbau - die Moglichkeit im
Zusammenhang mit der Abbrandoptimierung ein Kriterium fiir die Lage
der Verspannungsebene im Core (die im Hinblick auf den Struktur-
verbiegungskoeffizienten der Reaktivitdt eventuell auch ndher zur

Coremittelebene geriickt werden konnte) zu liefern.

Fiir den Reaktor mit Nickelreflektor ist die groBte im Core (bei
100 000 MWd/t lokalem Spitzenabbrand) auftretende Zunahme der Brenn-

elementschliisselweite in der im unteren Coredrittel befindlichen
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Verspannungsebene zu O,47 mm berechnet worden. Nach dem Kernscheiben-
modell ergab sich eine geschlossene Kernscheibe in allen drei be-
trachteten Corezustdnden (Dreierzyklus, Zyklusende) bis einschlieBlich
des 5. Brennelementringes um das zentrale Loop. Nur der 6. Element-
ring ist tangential offen und verursacht die Randbelastung der Kern-

scheibe.

Ohne Berilicksichtigung von Ortlichen Ungleichfdrmigkeiten der Bean-
spruchung ergab sich die groRte Brennelementbeanspruchung fiir zwel
Zyklen im 2. Brennelementring mit 108 bzw. 119 kp und fiir den dritten
Zyklus im 1. Elementring zu 91 kp. Die zu diesen Belastungen gehdrende

Brennelementzusammendriickung ist 0,16 bis 0,21 mm.

Hierzu ist zu bemerken, daB die groBten (im 4. Brennelementring auf-
tretenden) von einem Element auf die Verspannungsebene ausgeiibten
Krifte etwa 146 kp betragen. Durch die Bildung der Kernscheibe wird
eine quasihydrestatische Gleichverteilung der Belastungen (tangen-
tiales Mittragen im Core) und somit eine Entlastung der Brennelemente
vom Querdruck erreicht., Bei einer zuldssigen Querdruckbeanspruchung
von 256 kp konnten (aufgrund von Ungleichformigkeiten der Belastung)
selbst doppelt so hohe Beanspruchungen als obige Werte ertragen

werden.

Ordnungsvorginge in Verspannungsebenen

AuBer dem Gesichtspunkt der Brennelementbeanspruchungen im verspannten
Kern sind beim Coreentwurf zwei weitere wichtige Gesichtspunkte zu
beachten. Es handelt sich um die Vorgdnge im Coreverband beim Brenn-
elementwechsel und um die Ordnungsbewegungen beim Wiederverspannen

des einmal entspannten Reaktorkerns.

Die Vorgidnge, die sich beim Brennelementwechsel abspielen, lassen
sich folgendermaflen charakterisieren: Aus dem Coreverband werden
einzelne teilweise oder voll abgebrannte Brennelemente herausgezogen
und in die frei gewordene Position entweder dasselbe Brennelement
(um 180 ° gedreht) oder ein frisches Brennelement wieder eingesetzt.
Un diese Wechselvorgidnge zu ermdglichen, ist es notwendig, das Core
aufzufdchern, um die Verspannungskrafte beim Brennelementwechsel so
klein wie mdglich zu machen. Die maximale Coreauffdcherung ist aber

aus zwel Griinden begrenzt: Erstens mufl der Manipulator auch im ent-
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spannten Core alle Brennelementpositionen einwandfrei und zweifels-
frei ansteuern konnen und zweitens muB auch im unginstigsten Falle
gewdhrleistet sein, daf die auf den Brennelementen angebrachten
Distanznocken im aufgefiécherten Core nicht ineinander kd@mmen kOnnen,

(siehe Abb. 3 - 30 ).

A= maximale Relativ -
verschiebung

Abb.3-30: Relative Verschiebungen der Brennelemente im
aufgefdcherten Core

1Bt man nun eine RadiusvergroRerung Ar des Coreradius beim Ent-
spannen des Cores um 65 % der Nockenbreite zu, so ist eine Mindest-
iiberdeckung der Distanznocken von etwa 40 % ihrer Breite gewdhr-

leistet.

Fiir den Fall, daB aus dem Coreverband bereits ein Brennelement ent-
nommen ist, gelten diese Uberlegungen nicht; sie miissen etwas modi-
fiziert werden, filhren aber zu keinen wesentlich anderen Ergebnissen.
Hierbei ist allerdings die Forderung aufzustellen, daBl Wiederver-

spannungsbewegungen im Core nur dann eingeleitet werden, wenn alle
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Positionen im Core besetzt sind. Sind ndmlich noch Corepositionen
offen, dann ist die Uberdeckung der Pflaster nicht mehr in allen
Fdllen gewdhrleistet, sodal ein Wiederverspannen unmdglich wird.
Wird in eine offene Coreposition ein Brennelement eingefiihrt, dann
ergeben sich Bewegungen, die das Verhaken der Distanznocken riick-

gangig machen.

. BEs wurde bereits der Gesichtspunkt der Ortung und genauen Ansteuerung
der einzelnen Brennelementkdpfe durch den Manipulator im entspannten
Core genannt. Der Brennelementgreifer des Manipulators mull mit einem
fingerfdrmigen oder konischen Suchkopf ausgeriistet sein, der aus

‘konstruktiven Griinden (mechanische Festigkeit) einen Mindestradius
RF hat. Dazu kommen die Toleranzen der Manipulatorfithrungen. Damit
ergibt sich ein Radius der Ortsunbestimmtheit RM fiir den Suchkopf.
Der Brennelementkopf besitzt eine Offnung mit dem Radius RBe, in den
der Suchfinger des Manipulators einzufiihren ist. Der Coreverband
wird durch Zurilicknahme der Spannbacken um Ar gelockert, woraus ein

Unbestimmtheitsradius

L)

e 3

folgt. SchlieBlich kommt noch ein Sicherheitsabstand oder besser ein

Roir = (1 + « Ar = 1,145 . Ar

Ortungsradius RO hinzu, der die Auffindbarkeit der Brennelemente ge-

wihrleistet. Daraus folgt die Beziehung

1AV

RBe - RF - RM - RO - RAr 0,

Diese Beziehung kann (da iiber die Breite der Distanznocken das Ar
bereits festliegt) beispielsweise zur Ermittlung der zulidssigen Orts-
unbestimmtheit durch Toleranzen des Manipulators, RM, herangezogen

werden.

Nun soll der Gesichtspunkt des Wiederverspannens des entspannten
Cores nidher betrachtet werden. Hierbei werden die Brennelemente ent-
weder von verschiebbaren Spannbacken zusammengeschoben oder sie
dehnen sich thermisch gegen feste Backen aus. Die der Ordnungsbe-
wegung entgegengesetzten Krdfte erreichen gegen Ende der Schliel-
bewegung (z.B. nach einem SchnellschluB und Wiederanfahren gegen

Zyklusende) ihre hSchsten Werte. Streng genommen sind Ordnungsbewe-
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gungen auch immer dann im Core notwendig, wenn sich Anderungen in

den thermischen Verhdltnissen (z.B. Lastwechsel) ergeben.

Zwei Arten von Ordnungsbewegungen sind als kritisch zu betrachten.
Es handelt sich einmal um das Herausdriicken eines Elementes aus dem
durch 2 Nachbarelemente gebildeten 60° - Spalt und um das Riickdrehen
eines verdrillten oder insgesamt verdrehten Brennelementes in die

durch die Hexagonstruktur vorgegebene Winkellage (siehe Abb. 3 - 31),

Abb.3-31. Ordnungsbewegungen in Verspannungs-
ebenen

5011l ein Brennelement aus einem 600-Spa1t herausgedriickt werden,
s0 kann dieser Bewegung im unglinstigsten Fall die aus der behin-
derten Verbiegung des Brennelementes herriihrende Reaktionskraft
Pmax des eigenen Elementes und eines Nachbarelementes entgegenge-
setzt sein. Eine Durchrechnung dieses Modells fiihrt auf folgende

Ndherungs-Gleichung:

1 1 -P / P

< . max zul
/LL i?; 1 +<l/'{?;)< Pmax / qul)
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Abb.3-32. Zuldssiger Reibbeiwert als Funktion der
relativen Brennelementbelastung

In Abb. 3 - 32 1ist der aus dieser Beziehung folgende kritische
Reibbeiwert/u iiber dem Verhaltnis aus der Brennelementvorbelastung

aufgetragen.

P und der zuldssigen Elementquerdruckbelastung P
max zul

Die Brennelementriickdrehung in die durch die Hexagonstruktur vorge-
gebene Winkellage scheint weniger kritisch zu sein, da die Elemente
in der Kerntragplatte winkelorientiert eingesetzt werden miissen.

Fir kleine Drehkorrekturen ergibt sich immerhin wie im vorigen Fall

als kritischer Reibbeiwert der Wert 1/ {31

Diese Ergebnisse bediirfen noch weiterer Diskussion und Wertung. Es
muBl noch genau unteérsucht werden, 'inwieweit beispielsweise die
allerdings nur wihrend des Betriebes vorhandenen Schwingungen im
Core die kritischen Reibbeiwerte heraufsetzen konnen. Hierbei darf
jedoch nicht auBer acht gelassen werden, daB im Core bei Betriebs-
zustand - und die Ordnungsbewegungen miissen gerade auch im Betriebs-
zustand stets mdglich sein - Vibrationen oder Klopfbewegungen nur in
sehr begrenztem Ausmal erlaubt sind. Die Coreauslegung sollte nach
Mdglichkeit gewdhrleisten, daB die Ordnungsbewegungen auch unter
quasistatischen Bedingungen also ohne Vibrationen mdglich sind. In
der Tab. 2 - 9 sind einige Reibbeiwerte fiir Reibpaare in Natrium
in Abhingigkeit von der Temperatur angegeben. Der Wahl der richtigen

Reibpaare, also des richtigen Werkstoffs filir die Distanznocken wird

groBe Aufmerksamkeit zu widmen sein.
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Tab, 3 -9 HAFTREIBUNGSKOEFFIZIENTEN IN NATRIUM
Reibpaar Reibbeiwert
TZM/Inconel 718 0,25 + 0,32
Stellit 6H/ Ferro TiC U 0,28 = 0,35
Stellit 6H/ Wolfram 0,3 = 0,32
Stellit 6H/ 4571 0,45 = 0,5
1.4981 / 1.4981 0,5 = 0,7 (1,0)
L o 25)

Nitridstahl/Nitridstahl 0,4

0,6

0,8

0,8
Stellit 1/ Stellit 1 29 0,1

0,4

0,35

0,55

= 0,6
25

cC92/¢C 92 ) 1,2

0 75

0,8

0,9

3.3.8.4 Grenzen fiir den Abbrand

550 =+

550 +

200
200
400
500

200
200
400
500
550

200
300
ele)
500

Die Verdnderungen der Strukturmaterialien im hohen

Temperatur

600 °c

und mitt-

leren schnellen NeutronenfluB bewirken in jedem Fall eine Begrenzung

der Standzeit der Strukturmaterialien.

Die "werkstoffgerechte" Core-

Konstruktion scoll es mdglich machen, daB die Abbrandgrenien fir den

Brennstoff nur vom Brennstab, nicht aber von den iibrigen Struktur-

teilen der Brennelemente bestimﬁt werden. Filir die Brennstdbe selbst

scheint das in der vorliegenden Studie gesetzte Ziel eines lokalen

25)

W.H.Roberts, AED-Conferenz (1962) 0OL42-5
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Spitzenabbrandes von 100 000 MWd/t erreichbar zu sein. Jedenfalls
liegen schon heute Bestrahlungsergebnisse unter ausreichend ver-
gleichbaren Verhdltnissen mit Abbranden iber 50 000 MWd/t vor.
Dagegen erscheint es beim jetzigen Stand der Kenntnisse verfriiht,
flir die Strahlenschiddigung der Strukturmaterialien Zahlenwerte
liber die als mdglich angesehenen Abbrandbegrenzungen anzugeben.

In dieser Studie konnte das strahlungsinduzierte Kriechen, das sicher
als wesentlicher EinfluB in den Core-Entwurf eingeht, noch nicht
bericksichtigt werden. Trotzdem ist zu erwarten, dall der FR 3 -
Reaktorkern bis zum endgiltigen Einfrieren des Entwurfs und vor
dem Hintergrund der Erfahrungen mit den Briiterprototypen keine be-

sonderen Schwierigkeiten aufwirft.

Die laufenden Untersuchungen im Rahmen des Projekts Schneller Briiter
zielen auf die Verbesserung der Kenntnisse iliber die Materialver-
dnderungen im schnellen NeutronenfluB und damit auf die Verbesserung
der Materialeigenschaften. AuBerdem sind Untersuchungen angelaufen,
deren Ziel ein dem strahlungsgeschiddigten Strukturmaterial optimal

angepasster Reaktorentwurf ist.
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3,4 THERMISCHE UND HYDRODYNAMISCHE BERECHNUNG DES REAKTORKERNS
(A.Amendola, K.D.Appelt, K.Doetschmann, F.Hofmann, J.Kadlec)

3.4.1 Auslegungsgrenzen

Um ein mdglichst optimales Fluf/Leistungs-Verhdltnis der Trei-
berzone zu erhalten, mufl die Leistungsdichte in den Treiberbrennele-
menten mdglichst groB sein. Eine groBe Leistungsdichte bedeutet hohe
Anreicherung und hohen Brennstoffanteil. Daraus ergeben sich kleine
kritische Abmessungen und somit eine niedrige thermische Gesamtlei-

stung.

Bei der thermohydraulischen Treiberauslegung miissen eine Reihe von
Restriktionen eingehalten werden, die durch technologische Daten vor-

gegeben sind und die Leistungsdichte beschranken.

Die folgenden thermischen hydrodynamischen KenngroBen bestimmen im we-

sentlichen die Auslegung der Treiberzone:

- Brennstofftemperatur — Stableistung

- Hilllrohrtemperatur Stabdurchmesser
- Na-Eintrittstemperatur ——fp Kihlmittelanteil
- Reaktordruckverlust Corehdhe

- Brennstoffdurchmesser — Leistungsdichte

Brennstofftemperatur

Die Schmelztemperatur von frischem Mischoxid-Brennstoff mit ca. 30 %
Anreicherung liegt bei 2750 oC. Sie s0ll im Normalbetrieb incl. HeifR-
stellenfaktoren mit einem Confidence-Level von 2 nicht iiberschritten

werden.

Die maximale Brennstofftemperatur hdngt im wesentlichen von der maxi-
malen Stableistung als freiem Parameter ab. Durch die Begrenzung der
Brennstofftemperatur wird daher die Stableistung begrenzt, die zur Er-
zielung eines giinstigen FluB/Leistung-Verhdltnisses mdglichst hoch sein
soll.
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Fiir den hier vorliegenden Mischoxid-Brennstoff ergibt sich eine zulds-
sige max. nom. Stableistung von 526 W/cm.

Fir den Chrom-Cermet-Brennstab werden 1000 W/cm angenommen.

Hillrohrtemperatur

Das Hilllrohr wird durch inneren Spaltgasdruck, Festkorperdruck des
Brennstoffs, Wiarmespannungen und Spannungen durch differentielles
Schwellen beansprucht. Dazu kommt noch eine Schwidchung des Hillrohres
durch Na-Korrosion an der AuBenseite und durch chemisch aggressive
Spaltprodukte an der Innenseite. Festigkeitsrechnungen haben gezeigt,
daB bei Verwendung des Werkstoffs 1.4988 das Hiillrohr diesen Bean-
spruchungen bei den vorgesehenen Standzeiten standhdlt, wenn die
HeiBlstellentemperatur nicht iber 700 °c liegt. Das geforderte Con-
fidence-Level fiir die Nichtiberschreitung dieser Temperaturgrenze be-

trdgt 3,5G.

Natriumeintrittstemperatur

Die Eintrittstemperatur des Kilhlmittels in die Treiberzone ist beim
FR 3 nicht an einen Dampfzustand in der Turbine gebunden, da die ge-
samte thermische Leistung iiber tertidre Luft-Kilhltirme abgefiihrt wird.
Die Natrium-Eintrittstemperatur in die Treiberzone wurde mdglichst
niedrig angesetzt, um durch eine hohe Aufheizspanne den Kilhlmittel-

durchsatz und damit den Druckverlust in zulidssigen Grenzen zu halten.

Die untere Grenze der Kihlmitteltemperatur wird durch die Plugging-
temperatur des Na bestimmt. Im Reaktorbetrieb werden ca. 10 ppm Sauer-
stoffgehalt im Kilhlmittel erwartet; dieser Wert entspricht einer

Pluggingtemperatur von ca. 150 °c.

Mit einem Sicherheitsabstand von 50 °c ergibt sich eine minimal zulis-
sige Na-Temperatur von 200 °C. Diese Temperatur tritt im Sekunddrkreis-
lauf am Eintritt in den Zwischenwdrmetauscher auf. Bel einer Grddigkeit
von 30 °c ergibt sich die Na-Eintrittstemperatur der Treiberzone zu

230 °c.
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Reaktordruckverlust

Der Druckverlust im Brennstabbiindel sollte 7,5 ata aus folgenden Griin-

den nicht wesentlich iliberschreiten:

a) Bei geschlossenen Brennelementen muf die Druckdifferenz zwischen
Ein- und Austritt von der Kastenwand des Brennelements aufgenom-
men werden. Bel hohen Druckverlusten wird daher die Kastenwand-
stdrke und damit der Strukturmaterialanteil zu Lasten des Brenn-

stoffanteils grof.

b) Werden hohere Druckverluste zugelassen, so treten im Brennstab-
biindel Natriumgeschwindigkeiten auf, die iiber 10 m/sec liegen.

Dies fihrt zu Korrosions- und Kavitationsproblemen.

¢) Der gesamte Druckabfall im Primdrsystem ergibt sich bei 7,5 ata
im Brennelement zu 12 ata. Bis jetzt sind jedoch nur einstufige
Natriumpumpen, U.zw. fir Druckdifferenzen bis zu etwa 13 ata ent-

wickelt.

Brennstoffdurchmesser

Die Leistungsdichte im Brennstoff ist umgekehrt proportional dem Qua-
drat des Brennstoffdurchmessers. Sein EinfluB auf die Reaktorleistung
ist deshalb sehr stark. Fiir das Cr-Cermet-Brennelement ist der Durch-
messer wegen der hohen Stableistung von 1000 W/cm durch kiihlungstech-

nische Anforderungen auf ein Mindestmall von 5 mm begrenzt.

Bei Mischoxid-Brennstoff gibt es dagegen keine deutliche Grenze fiir den
minimalen Pellet-Durchmesser. Fiir die Feasibility-Studie wurde fiir die
erste Ausbaustufe mit Mischoxid-Brennstoff (¢max = l,O-lO16 cm—asec_l)
ein Pellet-Durchmesser von 4 mm (entspricht einem Stabdurchmesser von
L7 mm) aus Griinden der Herstellbarkeit und der thermischen Stabilitit

der Brennstidbe gewdhlt.



3.4.2 Nominelle Temperaturverteilung

3.4.2.1 Leistungsverteilung

Der thermohydrasulischen Auslegung der Treiberzone wurde die
Leistungsverteilung in Abb. 3-33 zugrunde gelegt. Diese Leistungsver-
tellung ist das Ergebnis einer neutronenphysikalischen r-z-Rechnung.
Tr- 52 ame

Die natirlichen Grenzen der Treiberzone stimmen jedoch nicht genau mit

Die Radien der homogenisierten Treiberzone sind Ri = 16,7 und R

diesen Abmessungen iiberein; deshalb muBten die Kurven extrapoliert wer-

den.

In Abb. 3-33 sind die Stableistung der frisch eingesetzten Treiber-
Brennelemente in der Coremittelebene und der axiale Leistungsformfak-
tor iliber dem Treiberradius aufgetragen. Auffallend ist das vBllige
Verschwinden des Leistungsgradienten am Rand der Treiberzone zum radia-
len Reflektor. Dies wird durch den radialen Ni-Reflektor verursacht.
Der axiale Leistungsformfaktor ist nur wenig vom Radius der Treiber-

zone abhdngig.

3.4.2.2 Temperaturverteilung im Treiber-Brennelement

Die Berechnung der Temperatur- und Durchsatzverteilung im
Treiber-Brennelement wurde mit dem Rechenprogramm THESYS durchgefiihrt.
In THESYS wird der Brennelementquerschnitt in Teilkandle aufgeteilt,
die sich in Geometrie und thermischerBelastung unterscheiden. Zwischen
diesen Teilkandlen wird der Energietransport durch Kihlmittelquerver-
mischung und Wdrmeleitung im Kihlmittel beriicksichtigt. Fir die Tempe-
raturen der Kastenwand und der Randkandle wird die durch y-Absorbtion
3 bei 9 = 11010 n/(sec.cm?)),

und der Energietransport zwischen den Brennelementen durch Wdrmeleitung

der Kastenwand erzeugte Wiarme (150 W/cm

in Rechnung gestellt.

Die relative Mischrate im Brennelement wurde in Ubereinstimmung mit

27)

2
MeBergebnissen ) und der halbempirischen Rechenmethode von C.B.Moyer
zu 2,5 %/cm je Austauschfliche festgelegt.

26)

W.Baumann, R.MSller: Experimentelle Untersuchung der Kiihlmittel-
Quervermischung an Vielstabbiindeln. KFK 807, Marz 1969

C.B.Moyer: Coolant Mixing in Multirod Fuel Bundels. Kis& Report
Nr. 125, Juli 1964

27)
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Der Reibbeiwert f ist fir eine mittlere Oberflichenrauhigkeit von

28 :
2 pm nach K.Rehme ) ermittelt worden. Bei einer mittleren Renoylds-
zahl von 6,5 ° 104 ergibt sich f = 0,024,

Der Berechnung des Widrmelibergangskoeffizienten zwischen Kiihlmittel-
und Hillrohr wurde folgende NuBleltbeziehung zugrunde gelegtag):

Nu = 0,625 . pe 01

Die Wirmeleitzahl der Hiille wurde zu 0,21 W/(cm+°C), die Wirmedurch-
gangszahl zwischen Hiillrohr und Brennstoff zu 1,1 W/(cmz-OC) ermittelt.
Die Berechnung der Brennstoffzentraltemperatur erfolgte nach dem 3-

50)

Zonenmodell fiir oxidischen Brennstoff . Die Kihlmitteleintrittstempe-
ratur ergab sich nach Abschn. 3.4.1 zu 230 °cC.

Die Durchsatz- und damit die Temperaturverteilung im hochstbelasteten
Treiber~Brennelement ist durch die Begrenzung des Stabbiindeldruckver-
lustes auf 7,5 ata festgelegt. Nimmt man an, daB sich das aus betriebs-
und fertigungstechnischen Griinden notwendige Spiel zwischen Stabbiindel
und Kasten (siehe Abschn. 3.3.5) gleichmdBig iiber den Brennelementquer-
schnitt verteilt, so ergibt sich die nom. max. Hillrohrtemperatur zu
557:5 °C. Der Durchsatz durch die ibrigen Brennelemente wird so gewdhlt,
daB iiberall diese Temperatur erreicht wird (Drosselung auf max. Hiill-
rohrtemperatur). Wegen Unterkiihlung der Randkandle tritt diese Maximal-
temperatur stets mehrere Kanalreihen von der Kastenwand entfernt am obe-
ren Ende der Spaltzone auf. Die dazugehdrigen Kilhlmitteltemperaturen

sind in Tab. %-10 enthalten.

Durch die zugrunde gelegte Kiihlmittelquervermischung werden auch die
Eckkandle in allen Brennelementen hinreichend gekiihlt. Die max. nom.

Brennstofftemperatur betrdgt im hochstbelasteten Brennelement 2350 °c.

28) K.Rehme: Systematische experimentelle Untersuchung der Ab-
hingigkeit des Druckverlustes von der geometrischen Anord-
nung fir l&ngs durchstrdmte Stabbiindel mit Spiraldrahtab-
standshaltern. Externer-Bericht 4/68-16, Febr. 1968

29) B.Lubarsky, S.Kaufmann: Review of Experimental Investigations

) of Liquid Metal Heat Transfer. NACA-TN 3336, 1955

30

G.Karsten, H.Kdmpf, A.Gerken: Theoretical and Computer Analysis
on the Behaviour of Fast Reactor Fuel Pins and Related Parts of
the Core under Operational Conditions. KFK 878, Nov. 68



Tab. 3-10: KUHLUNGSTECHNISCHE DATEN DER TREIBERZONE

Zone 1 2 3 L 5 6
Max. Stableistung 518/506 504 /L84 478/441 432/289 380/358 358 /358 W/cm
innen/auRen
BE-Durchsatz 12,20 11,63 10,76 9,59 8,39 8,15 kg/sec
Max. Kihlmittel- o
temperatur oL7 519 5ee 525 528 529 C
Mittl. Kiuhlmittel- ©
austrittstemperatur ol2 S1h 514 515 525 52k C
Max. Brennstoff- o
temperatur 232 2295 2210 2053 1872 1807 c
Druckverlust
(ohne Drossel) 7,50 6,81 5,82 4,63 5,55 3535 ata
Fiir alle Zonen konstant: Eintrittstemp. iTE = 230 OC; max. Hiillrohrtemp. TWi nax = 557,5 °c

20T - ¢
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3.4.2.3 Temperaturverteilung in der Treiberzone

Der Querschnitt der Treiberzone wurde in 6 Zonen unterteilt,
die den Sechseckringen der hexagonalen Treiberanordnung entsprechen.
Der Energietransport durch Wsrmeleitung zwischen den Brennelementen
wurde beriicksichtigt, dabei wurde der innere und ZuBere Rand der Trei-

berzone als wdrmedicht vorausgesetzt.

In Tab. 3%-10 sind die kilhlungstechnischen Daten charakteristischer
Brennelemente fiir die einzelnen Treiberzonen dargestellt. Diese Brenn-
elemente liegen auf einem Radiusvektor, der durch die Eckpunkte der

Sechseckringe lHuft.

In Abb. 3-34 ist das Temperaturprofil des Kithlmittels und der Kasten-
widnde am Spaltzonenaustritt iber dem Treiberradius aufgetragen. Deut-
lich ist die starke Unterkithlung der Randkanidle trotz y-Heizung in der
Kastenwand zu erkennen. Ohne y-Heizung widre die Aufheizspanne in den
Randkandlen jedoch lediglich um 3 % niedriger. Der EinfluB der Wirme-
leitung zwischen den Brennelementen auf die Kuhlmitteltemperatur ist

noch geringer.

Auf die mittlere Kastenwandtemperatur, und vor allem auf den Tempera-
turgradienten in der Kastenwand ist jedoch ein splirbarer Einflul} der
vy-Heizung und Wdrmeleitung vorhanden. Die y-Heizung erhoht das Tempe-
raturniveau im Kasten um ca. 12 °C am Ort des max. Flusses. Die Wdrme-
leitung zwischen den Brennelementen driickt die max. Temperaturdifferenz

(im Brennelementkasten der 4. Zone) von 27 OC auf 11 oC.

Bemerkenswert ist noch das relativ hohe mittlere Kilhlmittelniveau. Dies
erkldrt sich einmal durch die zum Treiberrand sich abflachenden Lei-
stungsgradienten (aufgrund des rad. Nickelreflektors) und zum anderen
durch die Einhaltung einer max. Hiillrohrtemperatur im Brennelement.

Bei niedrigeren Leistungsdichten kann die Kilhimitteltemperatur etwas
angehoben werden, da sich die Temperaturdifferenzen durch Widrmeliber-

gang und Warmeleitung verkleinern.



Tab, 3-10: KUHLUNGSTECHNISCHE DATEN DER TREIBERZONE

E

= 2350 OC; max. Hiillrohrtemp.

Zone 1 2 3 L 5 6
Max. Stableistung 518/506 504 /484 L78/kk1 432/389 380/358 358/358 W/cm
innen/aulen
BE-Durchsatz 12,20 11,63 10,76 9,59 8,39 8,15 kg/sec
Max. Kiihlmittel- = o
temperatur 517 219 522 525 528 529 C
Mittl. Kihlmittel-~ 5 o
austrittstemperatur ol2 51k 51k 515 525 524 c
Max. Brennstoff- o
temperatur 23k2 2293 2210 2053 1872 1807 c
Druckverlust <
(ohne Drossel) 7520 6,81 5,82 h,63 5,55 34,35 ata
Fir alle Zonen konstant: Eintrittstemp. iT TWi nax = 557,5 °c

0T = ¢
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3.4.2,3 Temperaturverteilung in der Treiberzone

Der Querschnitt. der Treiberzone wurde in 6 Zonen unterteilt,
die den Sechseckringen der hexagonalen Treiberanordnung entsprechen.
Der Energietransport durch Wi&rmeleitung zwischen den Brennelementen
wurde beriicksichtigt, dabei wurde der innere und ZuBere Rand der Trei-

berzone als wirmedicht vorausgesetzt.

In Tab. 3-10 sind die kilhlungstechnischen Daten charakteristischer
Brennelemente fiir die einzelnen Treiberzonen dargestellt. Diese Brenn-
elemente liegen auf einem Radiusvektor, der durch die Eckpunkte der

Sechseckringe l&uft.

In Abb., 3-34 ist das Temperaturprofil\des Kihlmittels und der Kasten-
wdnde am Spaltzonenaustritt iliber dem Treiberradius aufgetragen. Deut-
lich ist die starke Unterkiihlung der Randkandle trotz y-Heizung in der
Kastenwand zu erkennen. Ohne y-Heizung wdre die Aufheizspanne in den
Randkandlen jedoch lediglich um 3 % niedriger. Der EinfluB der Wdrme-
leitung zwischen den Brennelementen auf die Kihlimitteltemperatur ist

noch geringer.

Auf die mittlere Kastenwandtemperatur, und vor allem auf den Tempera-
turgradienten in der Kastenwand ist jedoch ein splirbarer EinfluB der
v-Heizung und Wdrmeleitung vorhanden. Die Y;Heizung erhoht das Tempe-
raturniveau im Kasten um ca. 12 °C am Ort des max. Flusses. Die Wirme-
leitung zwischen den Brennelementen driickt die max. Temperaturdifferenz

(im Brennelementkasten der 4. Zone) von 27 °C auf 11 °cC.

Bemerkenswert ist noch das relativ hohe mittlere Kiihlmittelniveau. Dies
erkldrt sich einmal durch die zum Treiberrand sich abflachenden Lei-
stungsgradienten (aufgrund des rad. Nickelreflektors) und zum anderen
durch die Einhaltung einer max. Hillrohrtemperatur im Brennelement.

Bei niedrigeren Leistungsdichten kann die Kilhlmitteltemperatur etwas
angehoben werden, da sich die Temperaturdifferenzen durch Warmeiiber-

gang und Wdrmeleitung verkleinern.
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3.4.2.4 Mittlere Kiihlmittelaustrittstemperatur

Die Leistungen und Kihlmitteldurchsitze teilen sich wie folgt

auf:
Leistung /"MW _7 Durchsatz
(Beginn/Ende Beladezyklus) [/ kg/sec /

Treiber-Brennelemente 528/L62 1505
Regel- u. Abschaltstibe 7,4/6,9 120
Rigs 0,6 2
Radialer Reflektor Lok 67
Tankmagazine 0,8 10
gesamt: shk1/475 1704

Zu Beginn eines Beladezyklus ist die Treiberleistung am hochsten, da
einmal die eingefahrenen Trimmregelstdbe das radiale Leistungsprofil
abflachén, zum anderen die iiber die Treiberzone gemittelte Pu-Anrei-
cherung am groBten ist. Bei vorgegebenem max. NeutronenfluBl bedeutet
dies eine ErhShung der Gesamtleistung. Die mittlere Kilhimittelaus-
trittstemperatur des Reaktorkerns variiert daher von 476 °C am Anfang

bis zu 446 °C am Ende eines Beladezyklus.

Die mittlere Kiihlmittelaustrittstemperatur der Brennelemente liegt bei
503 °C bzw. 468 °C, die der Regel- und Abschaltelemente im Mittel bei
280 °C. Die mittlere Austrittstemperatur aus der Treiberzone ergibt
sich somit zu 486 °C bzw. 454 °C. Hierbei ist der Enthalpieverlust
durch Leckagestromungen zwischen den Brennelementen als vernachlidssig-

bar klein vorausgesetzt.

Der radiale Reflektor wird mdglichst kalt gefahren, .um Verbiegungs-
effekte zu vermeiden. Die Kﬁhlmitteiaufheizung soll 50 °c nicht iiber-
schreiten., Die Temperatur in den Tankmagazinen wird durch Kihlung mit

einer BypaB-Stromung unter 300 °c gehalten.



3.4.3 Lokale Geschwindigkeits- und Temperaturverteilung

im Kihlmittel

Eines der wesentlichen Merkmale beil der Auslegung des natriumge-~
kiihlten schnellen Testrezktors sind enggepackte Stabbiindel mit kleinen
Stabdurchmessern. Infolge der kleinen Stababstinde wirken sich daher
bereits kleine Auslenkungen einzelner St8be aus ihren nominellen Posi-
tion deutlich auf die azimutale Geschwindigkeits- und Temperaturverteilung

31) 32)

um einen Stab aus. Die dabei auftretenden Temperaturunterschiede am
Umfang der Stdbe filhren zu einer Vergrdflerung der urspriinglichen Stdrung
und zu heiflen Stellen, die eine starke Rickwirkung auf die Core-Ausle-

gung haben konnen.

%,4.3,1 Theoretisches Modell

Die hier dargestellten theoretischen Untersuchungen geben die
Verteilung der Kﬁhlmittelgeschwindigkeit und Kiilhlmitteltemperatur in
azimutaler und axialer Richtung an fiir den Fall, daB ein zentraler Brenn-
stab aus seiner Normallage im Biindel um die Strecke § und den Winkel 8
ausgelenkt ist. Die Kiihlmittelguerschnittsflidche zu diesem Stab wird be-
grenzt durch die Linien max. Geschwindigkeit (Halbierende der Stabmitten-
absténde), vgl. Abb. 3-35 .

Die Analyse geht von folgenden Bedingungen aus:
1. Die Stromung ist voll turbulent, einphasig und stationar,

2. Es existiert kein Netto-Austausch von Impuls und Wdrme iiber die Li-

nien max. Geschwindigkeit,

3. Die Oberfléchenieistung ist konstant in Umfangsrichtung,

L, Die StoffgroBen des Kihlmittels sind temperaturabhingig.

2
51) M.Fischer, H.Shimamune:
Temperature Distribution and Thermal Stability in Asymmetrical
Triangula Rod Clusters,
GfK - KFK-Bericht 724, EUR 4178e (1969)
22)

F.Hofmann:

Velocity and Temperaturdistribution in turbulent flow in sodium
cooled fuel elements with eccentric Geometry,

Nuclear Engineering and Design 14 (1970)
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Abb.3-35 : Querschnitt eines asymmetrischen Brenn -
stabbundels
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2.4.3.2 Geschwindigkeitsfeld

Die Geschwindigkeitsverteilung wird bestimmt durch die Navier-
Stokes-Gleichung, aus der sich zusammen mit der Kontinuit&@tsgleichtung

die folgende Beziehung herleiten 1li#Bt:

9(r Tr) . 2%e _ rop (321 )
ar L) IxX

T T@ sind darin die radialen bzw. azimutalen Schubspannungskompo-
nenten, die sich jeweils aus einem laminaren (u) und turbulenten Anteil

(pe ) zusammensetzen.

T, = (u + pep) %rL_L | | (3-2 )
T, = (n o+ pg) LU (3-3 )

Die numerische Ldsung von Gl. (3-1 ) erfolgt unter der Annahme, daB
fiir die radiale Geschwindigkeitsverteilung das logarithmische Gesetz
gilt und die turbulente Austauschgrdle Ep in azimutaler Richtung unab-

hidngig von der radiaien Koordinate ist.

3.4.3.3 Temperaturfeld

Die Kiihlmitteltemperaturverteilung wird bestimmt aus der Wirme-

bilanz:

+-a—(ll"_PCPT) 20 (B‘Ll' )
- 9x :

Nach Integration von Gl. (3-4 ) in radiale und axialer Richtung er-
hdlt man die azimutale Temperaturverteilung in verschiedene axiale

Zonen.

Die thermische Austauschgrofle € in Umfangsrichtung kann bei Natrium

3z) MY

als Kiihlmittel nach Dwyer bestimmt werden.

Heat transfer to liquid metals flowing in line through unbaffled rod
bundes A Review, Nucl. Engineering and Design 10 (1969)
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3.4.,3.4 Ergebnisse

Den numerischen Ergebnissen liegen die FR 3-Brennelementspezi-

fikationen zugrunde:

Stabdurchmesser 0,47 cm
Stabmittenabstand 0,57 em

ax. Stablidnge 80 cm
max. Stableistung 526 W/cm
P . 2zc O~ 34)
Aufheizspanne im 335 “C 7
Teilkanal

Neben der sym. Biindelkonfiguration (& =0) wurden besonders zwei Fille
mit exXzentrisch stehendem Zentralstab untersucht. In beiden FiZllen war
der Stab entlang der Linie 0-0' (&:%J (Abb. 3-35 ) ausgelenkt. Die Aus-
lekung war iiber die axiale Linge konstant und variierte von € = 0,1 mm
bis E = 0,2 mm, was einer Verkleinerung der Kanalweite an der engsten

Stelle von etwa 8 bzw. 16 % gegeniiber dem sym. Fall entspricht.

In den Abb. %3-36 und 3-37 wird die azimutale Geschwindigkeits- und

Kihlmitteltemperaturverteilung jeweils fir 3 axiale Zonen dargestellt.

1. x= & cm, nahe Coreéintritt_
2. x =1%o s Coremitte
2. x =172 , nahe Coreaustritt

~

Der betrachtete Winkelbereich verlHuft aus Symmetrie-~Griinden von ¢ =
bism .

Abb. 3-36 zeigt die relative Geschwindigkeitsverteilung an der Stelle
x = 8 cm. Bedingt durch die hexagonale Kanalgeometrie verliuft die re-
lative Geschwindigkeit im symmetrischen Fall (& =0) sinusfdrmig mit
einer Periode von T/3. Die Differenz zwischen Maximum und Minimum ist
etwa 11 %. Im exzentrischen Fall (€ =0,2 mm) ist der Periode von etwa
/3 eine zusdtzliche sinusfdrmige Schwingung mit der Pericde 2T iiber-
lagert. Das resultiert in einer Differenz von 25 % zwischen max. und
min. Geschwindigkeit. Abb. 3-36 und 3-37 zeigen, daB im symmetrischen
wie exzentrischen Fall die Variation der relativen Geschwindigkeit in

axialer Richtung vernachlidssigbar klein ist.

34) wurde spiter gedndert zu 300 °¢
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In Abb. 3- 37 ist die azimutale Variation der Kilhlmitteltemperatur dar-
gestellt. Im symmetrischen Fall betrégt die max. Temperaturdifferenz

3 °C an der Stelle x = 8 cm. Bei x = 40 cm erhdht sich die Differenz
auf 6 °C und fallt dann wieder auf 4 °C am Coreaustritt bedingt durch
die abnehmende Stableistung. Fiir die exzentrischen Fdlle betrigt die
max. Temperaturdifferenz in Umfangsrichtung 8 °¢ (€=0,1 mm) und 13 °¢
(£=0,2 mm) am Coreanfang (x = 8 cm). Sie steigt auf 34 °C (£ =0,1mm)
bzw. 67 °C ( £=0,2 mm) in der Coremitte. Im Gegensatz zum symmetrischen
Fall steigt in den exzentrischen Fdllen die max. Kihlmitteltemperatur-
differenz gegen den Coreaustritt (x = 72 cm) noch weiter auf 4s °¢

(€ =0,1 mm)bzw. 93 °C (¥ =1,2mm) an, da oberhalb der Coremitte der Ein-
fluB der abnehmenden Stableistung klein ist gegeniiber der azzimutalen

Variation des ax. Temperaturgradienten.

Die Untersuchungen haben gezeigt, daB auch bei Natrium bereits kleinere
Exzentrizitdten wie sie hier betrachten wurden zu Variationen der Kihl-
mitteltemperatur am Stabumfang von 45 £ 93 °C fiihren. Aufgrund der an-
gegebenen Bedingungen ist jedoch zu bemerken, daB die Ergebnisse konser-
vativ sind, da ausgleichende Einfliisse, wie z.B. umfangsabhingige Warme-
stromdichte und ErhShung der Turbulenz durch Abstandshalter noch nicht

beriicksichtigt sind.
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3.4.4 Statistische HeiBstellenanalyse

3.4.4,1 Einleitung
35)

Die HeiRstellenanalyse wurde nach der von Amendola entwickel-
ten Methode durchgefliihrt und die HeiBstellenfaktoren wurden mit Hllfe

des Rechenprogramms SHOSPA3 )berechnet
Die Voraussetzungen der Methode konnen wie folgt zusammengefaBt werden:

- Die Methode berﬁqksichtigt, dafl aufgrund systématischer und stati-
stischer Abweichungen von lokalen nominellen Temperaturen, alle
Kihlkanidle des Reaktorkerns bzw. alle "Stellen' des Hiillrohres und
des Brennstoffes im Reaktorkern mit unterschiedlichen Wahrscheinlich~

keiten kritische Temperaturen erreichen konnehn

- Das Verfahren ermdglicht eine eindeutige Beziehung zwischen der Wahr-
scheinlichkeit einer Uberschreitung kritischer Temperaturen und der

GroBe der betroffenen Bereiche im Rektorkern herzustellen

- Es beriicksichtigt auBerdem die Verschiedenartigkeit der Einfliisse der
Unsicherheiten je nachdem, ob sie auf einzelne Brennelemente des Kerns,
auf Gruppen von Brennelementen oder auf den ganzen Reaktorkern korre-

liert oder nicht korreliert einwirken

- Die Methode ermdglicht eine quantitative Ermittlung der Sicherheit
der thermischen Auslegung gegen Ubertemperaturen durch die Berechnung
der zu erwartenden Anzahl der von Heifistellen betroffenen Brennele-

mente.

3.4,4.2 Nominelle Temperaturen und systematische Abweichungen

Die nominellen Leistungs- und Temperaturverteilungen im Reaktor-
kern ist in Abschn. 3.4.2 beschrieben. Die wichtigsten hier relevanten

Daten der Auslegung werden in Tab. 3-1l wiedergegeben.

35) A.Amendola:
Statistical Evaluation of the Maximum Temperatures in Reactor
p Cores, Nucl. Sci. Eng. 41, 343 (1970)
36)

‘A.Amendola:
Advanced Statistical Hot Spot Analysis, KFK 1134 EUR 3687e,
Kernforschungszentrum Karlsruhe (1970)
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Tab. 3-11 : AUSLEGUNGSDATENTABELLE

Natriumeintrittstemperatur 230 C
max. spez. Leistung 526 W/cm
nom. max. Hillrohrtemperatur 557,5 °¢c
(konstant fiir jedes Brennelement)

nom. max. Brennstofftemperatur 2350 °¢c
(in den Brennelementen des ersten

Ringes der Treiberzone)

nom. max. Aufheizspanne 298,3 °c
(in den Brennelementen am Rand der

Spaltzone)

Fiir die Berechnung der HeiBstellenfaktoren wurde die Spaltzone des Cores
in 6 konzentrische Zonen aufgeteilt. Weiter wurde fiir jede Zone angenom-
men, daB jeweils 1/3 der Brennelemente frisch, zu 1/3 bzw. 2/3 abge-
brannt sind; daher wurden in insgesamt 18 Subzonen beriicksichtigt. Der

Abbrandzustand wurde durch Abbrandfaktoren F, in jeder Subzone gekenn-

A
zeichnet.

Um zeitabhingige Storungen zu beriicksichtigen, wurden weitere systema-
tische Faktoren in Rechnung gestellt: 1. ein Faktor Ft fir die Aufheiz-
spanne, welcher beriicksichtigt, daB sich das Spiel zwischen Brennstibe
und Kastenwand wegen der thermischen Verbiegung der StZbe nicht gleich-
m&Big liber das Bindel verteilt; 2. ein Faktor F; fiir die Stableistung,
welcher die von der Position der Steuerstidbe inauzierten Verformungen

der Leistungsverteilung berilicksichtigt.

Nach der Annahme, daB in dem Zentrum des Cores der Neutronenflull wdhrend
des Betriebes gemessen und konstant gehalten wird, wurde der Faktor FZ
als nicht konstant in jeder radialen Zone angenommen. Nack der Kombina-

tion des Abbrandfaktors F, mit den Fgktoren EZ und ¥, wurden die Refe-

A t
renzmaximaltemperaturen in jeder Subzone berechnet; welche den stati-
stischen Analyse zugrunde gelegt wurden.

Dieses Verfahren ist in Tab. 3- 12 zusammengefalit.



Tab. 3- 12: SYSTEMATISCHE FAKTOREN UND REFERENZTEMPERATUREN IN DEN VERSCHIEDENEN SUBZONEN

subzome | 1] 2| 3 [ 4| 5, 6] 7, 8! 910 ; 11 {12 [13 [14 15 116 [ 17 18
’gﬁizﬁilziznte 61 6, 6| 4| x| s 8 8 87 7|7 n RN RE R 12 12
FA ?Zgzjﬁd' A‘ 110,96 0;92 110,96i0,92;: 1 [0,96i0,92| 1 o,§6 0,92: 1 §0w96 0,922} 1 30,96 @,92
£ ?:iig?ngs" | 1] 1)1 1;01%1,01 1,011,02|{1,02/1,02|1,02{1,02!1,02!1,02 1,02 /1,02 {1,02 |1,02 P,oz
Fy ?:iig?gs" 1,180,180, 28 1,00 1,1 1,1k 1,1 1,101, 20 (1,10 1,10 1,1451,14?1314§1,14 1,1k 1,14§i,14

max. Aufheiz-
spanne

3311 318| 305| 322] 319| 305| 338 325§ 311 341 328 21hk| 346 332, 319 | 346 332 319

max. Hillrohr- | : |

temperatur 600| 585/ 57L| 600 585 571 605! 590 575 605 580| 575 605 590 575| 605 590 | 575

(inn. Wand) } |

max. Brennstoff-
temperatur

2370|2293 | 2207 | 2316| 2233 2150 | 2238| 2160 | 2081 |2066] 199k [1922] 1871 {1807 [1742 1788 [1727 1666
‘ : - i B! : 3 ﬂ | i i | ;

3
S

91T - ¢
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2.4.4,% Statistische Unsicherheiten

Die Unsicherheiten, die gls statistisch verteilt angenommen
wurden, sind in Tab. 3-13 elngetragen. Sie wurden in 5 Gruppen aufge-
teilt, je nachdem, ob sie auf einzelne Brennelemente des Cores, auf
Gruppen von Brennelementen oder auf das ganze Core korreliert oder
nicht korreliert wirken. Es ist hier zu bemerken, daB die lokalen Un-
sicherheiten, (das sind diejenigen, die lidngs eines Brennstabes sta-
tistisch schwanken) durch ihre ''spezifische Standardabweichungen' de-
finiert wurden. Als spezifische Standardabweichung wird die Standard-
abweichung des Mittelwertes einer lokalen Unsicherheit iliber die Léngen-

einheit bezeichnet.

Die in Tab. 3-12 angegebenen Werte der Abweichungen entsprechen dem neue-

sten Kenntnisstand; sie sind jedoch nicht als endgiiltig zu verstehen.



Tab. 3-1%3 : UNSICHERHEITEN

‘ Standard- Verteilung
Gruppe Parameter Nennwert . n=Normalverteilung
abweichung X .
g=Gleichverteilung

FluBmessung 2,5 % n
Warmeleitfdhigkeit d.Hiille 1 % n

Core " " d.Brennstoffs 3 % n
Ng-Eintrittstemperatur ” 230 °c 1 °c n
Brennstoffschmelzpunkt 2750 °c 30 °c n
krit. Hillentemperatur 700 °¢ 7 ¢ n
Leistungsverteilung 0% i.d. I Zone

Zone (Berechnung) 1% i.4.IT " n

2% i.d.anderen
Leistungsverteilung 0,5% I Zone
(Steuerstabposition) 1,56 I " n
' 2 % i.d.anderen

Brenn- - Anreicherung (pro Charge) 0, 5% n

element Kastenschliisselweite 0,5% n
Drosselung 1,5% n
Stabdurchmesser (pro Charge) 4.7 mm 0,01% mm n
Teilung 5,7 mm 0,025 mm n

Kiihl - aktive Hohe 80 cm 0,3 cm g

kanal radiale lokale Leistungsvert.
(Brennstabverschiebung) 1% n
axiale FluBverteilung 2,5% n
Wadrmeibertragung Na-Hille 3 9 n

Lokal " "g ® Hiille-Brennst. 1,1 W/cmZOC 12 % n

(auf 1 cm .

emitt.) Wéndstarkg ‘ 0,3 mm 0,005 mm n

gem Langengewicht eines Pellets 1,8% n
Brennstoffwirmeleitfihigkeit 3% n
Anreicherung 0, 5% n
Relat. Exzentrizitit o 0,6 g
lokaler Druckverlust L% n

8Tl - ¢
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2.4 .44 HeiBkanal- und HeiBstellenfaktoren

Es ist notwendig, daB die geometrische GroBe der Heifstellen
unter Beriicksichtigung der zu erwasrtenden Brennstabschiden gewdhlt wird.
Unter der Annahme, daB ein lokales Brennstoffschmelzen die Zuverldssig-
keit eines Stabes nicht wesentlich vermindert, wurde fiir den Brennstoff
eine Lé&nge von 2 cm am ganzen Umfang des Zentralkanals als GroBRe der
"HeiBlstelle" angenommen. Fiir das Hullrohr wurde dagegen eine dreieckige
Kanalanordnung beriicksichtigt und ein 60 O—Segment der ‘Innenseite des

e .

Hiillrohres auf eine Lidnge von 1 cm als GroRe der HeiBstelle definiert.

Aus den in Tab. 3-13 angegebenen Werten der Unsicherheiten wurden die
entsprechenden Temperaturabweichungen berechnet und gruppenweise zusam-
mengefalt. Tab. 3-1k zeigt die Temperaturstandardabweichungen fiir die

Subzonen, in denen die Referenztemperaturen maximal sind.

Tab. 3-14 : TEMPERATURSTANDARDABWEICHUNGEN (°c)

Kiihl- Brenn-

F N .
Gruppe Lokal Zone Core
kanal element
Subzone

Hiillrohr 13 2,9 5,0 10,2 7,4 11,7
Brennstoff 1 59,6 21,5 18,9 0,0 74,7
Kiihlmittel
am Austritt; 13 0,0 L,8 | 9,8 6,9 8,7

Die resultierenden HeiBkanal- und Heiflstellenfaktoren werden als Funk-
tion des "Confidence Level" in Tab. 3-15 dargestellt. Als Confidence
Level wird die Wahrscheinlichkeit bezeichnet, daB keine Stelle bzw.

kein Kanal des Cores '"heiB" ist.
Diese Faktoren werden nach der folgenden Gleichung definiert:

_ maX. zu erwartende Temperatur - Na-Eintrittstemperatur
hs = nom.maX. Temperatur - Na-Eintrittstemperatur

wobei die maximal zu erwartende Temperatur eine Funktion des Confidence

Level ist.



Tab. 3-15: HEISSTELLENFAKTOREN UND MAXIMAL ZU ERWARTENDE TEMPERATUREN

Brennstoff Hiullrohr Natrium
[
‘Confidence Level Fhs max.Temp.OC Fhs maX.Temp.OC Fh° max.Temp.OC
0%
max. Referenztemperatur 1, 2370 1, 605, 2 1, 575,9
im Core

50 % (0 G°)

wahrscheinlichste max. 1,109 2603 1,113 67,6 1,102 |  611,2
Temperatur im Core

0T - ¢

9,7 % ( 267) 1,177 2750 1,192 677,% 1,174 6%6,3

99,97 % ( 3,56°) - - 1,252 700, 0 1,228 655,1
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Nach Teb. 3%3-15 ergibt sich, daB die Brennstofftemperatur die limitieren-
de GroBe der Auslegung ist. In der Tat ist zu erwarten, daB die Schmelz-
temperatur des Brennstoffes (2700 t 30 OC) mit einer 2,3 %—igén Wzhr-
scheinlichkeit an mindestens einer Stelle im Core iiberschritten wird,
wghrend die kritische Hiillrohrtemperatur (700 : 7 °C) nur noch mit einer

0,03 %-igen Wahrscheinlichkeit im Core iliberschritten wird.

Fiir die Brennstofftemperatur wurde daher eine detailliertere Analyse
durchgefiihrt. Tab. 3-16 zeigt die Wahrscheinlichkeit, daB nicht mehr als
eine gewisse Anzahl von Brennelementen mit Brennstoff-Heiflstellen betrof-

fen ist.

Tab. 3-16 : ZU ERWARTENDE ANZAHL VON BRENNELEMENTEN MIT “HEISSER"
BRENNSTOFFZELLE IM CORE

Wahrscheinlichkeit Anzahl von HeiBbrennelementen
2,3 % =0
1,0 % 21

0,5 % 22
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3.4.4,5 SchluBfolgerung

Die Ergebnisse der Analyse zeigen, daB die Zuverldssigkeit der
thermischen Auslegung des FR 3 Reaktorkerns als befriedigend bezeichnet
werden kann. In der Tat ist zu erwarten, dafl wdhrend der Anlagenlebens-
dauer des Reaktors, d.h. z2lso insgesamt 20 Cores, die Heiflstellenwahr-
scheinlichkeit fiir die Hiillrohre pro Core 0,0003 ist. Das bedeutet eine
Wahrscheinlichkeit von 0,006, daf HiillrohrheifRstellen in einem der 20
Cores wdhrend der Anlagenlebensdauer auftreten. Fir den Brennstoff ist
diese Wahrscheinlichkeit grofer, nimlich 0,5. Immerhin zeigt dieser
Wert, daB nicht zu erwarten isf, daB eines der 20 Cores wdhrend der An-
lagenlebensdauer von Heifistellen betroffen wird. Wird das aber trotzdem
der Fall sein, so zeigt Tab. 3- 16, daB die Anzahl der von Heifstellen

betroffenen Brennelemente in diesem Core sehr klein ist.

Auf jeden Fall besteht die Moglichkeit, durch angemessene MafBnahmen
in dem Umlademanagement, z.B. durch die Verminderung der Anzahl von
frischen Brennelementen in der ersten Zone, die HeiBstellenwahrschein-

lichkeit fiir den Brennstoff weiter zu verbessern.
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3.4.5 Hydrodynamisch induzierte Brennstabschwingungen

z2.4,5,1 Einleitung

Bei den Schwingungsuntersuchungen der Brennstidbe der FR 3-
Treiber~Brennelemente werden die fiir glatte Brennstibe ausgéarbeiteten

Untersuchungsverfahren angewandt.

Die Untersuchungen des Schwingungszustandes der Brennstidbe, der als Ant-
wort eines linearen mechanischen Systems auf die stochastische Erregung
durch die Druckkridfte des strémenden Kiihlmittels entsteht, werden in
vier Schritten durchgefiihrt 37). (Mechanisch iibertragene Schwingungen
von anderen Bereichen des Reaktors werden dabei nicht berilicksichtigt.
Der Brennelementkasten bzw. die Gitterabstandshalter werden als starre
Kdrper angenommen. )

Die vier Schritte sind:

1. Berechnung der Eigenfrequenzen und der entsprechenden Eigenschwin-
gungsformen der Brennstdbe, sowie Festlegung der Lingskoordinate
fiir den DehnmeBstreifen (DMS) zur Messung der Biegedehnung des

schwingenden Brennstabes.

Innerhalb dieses ersten Schrittes besteht die Mdglichkeit, mit Hilfe
der errechneten Eigenfrequenzen und einiger anderer charakteristi-
schen und meistens bekannten GrdRen, eine Abschitzung .der Amplitude

der Auslenkung und der Biegedehnung vorzunehmen.

2. Bestilickung der fiir die Messung vorgesehenen BrennstZbe mit DMS, und

experimentelle Uberpriifung der berechneten Eigenschwingungsformen,

38).

sowie Ermittlung der Ddmpfung der schwingenden Brennstibe

%. Montage der instrumentierten Brennstdbe in das Biindel, und Bestimmung
der Spektraldichtefunktionen der Biegedehnung der schwingenden Stidbe

beim Versuch im stromenden Kihlmittel.

57) J.Kadlec, K.D.Appelt:

Methode fiir die experimentelle Untersuchung des durch die Kiihlmittel-
stromung hervorgerufenen Schwingungszustandes der Brennstibe,
KFK-Bericht 1082, Nov. 1969
38) ¢ b
.D.Appelt, J.Kadlec:
Untersuchung der Eigenfrequenzen, der Normal- und der Dehnungs-
funktionen, sowie der Ddmpfung des querschwingenden Brennstabes
der Na 1-Studie,
KFK-Bericht 923, EUR 39774, Jan. 1969
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L, Umrechnung der Spektraldichte der Brennstabschwingung von der MeR-
koordinate auf die am meisten interessierenden Koordinaten in Lings-

richtung des Brennstabes.

Fiir den FR 3-Brennstab wurde im Rahmen der vorliegenden Durchfilhrbarkeits-
Studie nur der erste Schritt des Verfahrens durchgefiihrt und wird hier

diskutiert.

Es wurden zwei grundsidtzliche Hiillrohrtypen betrachtety einmal ein Rip-
penrohr mit 6 integralen Wendelrippen von den Abmessungen dRK = 5,7 mm
(Rippenkopfdurchmesser), di = 4,1 mm (Innendurchmesser), s = 0,3 mm
(Wandstdrke); zum anderen ein Glattrohr mit 4, = 4.7 mm (AuBendurchmes-
ser), s = 0,3 mm. Von diesen zwei Rohrtypen wurden jeweils sechs Varian-
ten gerechnet. Dabei wurde die Massenbelegung im axialen Reflektor und
die Rippensteigung bzw. die Abstiitzweiten der Gitterabstandshalter (beim

Glattrohr) variiert.

In der nachfolgenden Aufstellung sind die insgesamt 12 Varianten spezi-

fiziert.

Abb. 3 - 38 zeigt den Brennstab gemdBR den Rechenvarianten 1 bis 6. Er
entspricht dem jetzigen Brennstabkonzept bis auf die Anzahl der Umfangs-

rippen (6 gegeniiber 3 Rippen).

(Fiir die Bezeichnung - Rechenvariante - wird in der Folge die Abkiirzung RV

benutzt.)

RV 1: Integralrippenrohr mit 6 Rippen
Material im axialen Reflektor: Nickel
Aﬁflagepunkte in Lingsrichtung: 18
(Rippensteigung: 600 mm)

RV 2: dto. RV 1, nur
Auflagepunkte in Lidngsrichtung: 12
(Rippensteigung: 900 mm)

RV 3. dto. RV 1, nur
Auflagepunkte in Ldngsrichtung: 9
(Rippensteigung: 1200 mm)

RV 4. dto. RV 1, nur:

Material im axialen Reflektor:'UO2
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RV

RY

RV

RV

RV

RV

S dto. RV 2, nur:
Material im axialen Reflektor: UO2

6: dto. RV 3, nur:
Material im axialen Reflektor: UO2

7 Glattrohr mit 4,7 ¢ x 0,3 mm
Material im axialen Reflektor: Nickel
Auflagepunkte in Lingsrichtung: 18
(Abstiitzweite: 100 mm)

8: dto. RV 7, nur:
Auflagepunkte in Langsrichtung: 12
(Abstiitzweite: 150 mm)

9: dto. RV 7, nur:
Auflagepunkte in Langsrichtung: 9
(Abstiitzweite: 200 mm)

10: dto. RV 7, nur:

Materigl im axialen Reflektor: UO2

dto. RV 8, nur:

[
[l
o

Material im axialen Reflektor: UO2

12: dto. RV 9, nur:

Material im axialen Reflektor, UO2

Die charakteristischen Daten der einzelnen Varianten sind in der

Tab. 3-17 aufgefiihrt.

3.4.5.2 Rechnerische Bestimmung der Eigenfrequenzen und der

entsprechenden Eigenschwingungsformen

Die berechneten Eigenfrequenzen sind in der Tab. 3-17 zusammen-

gefalt.

Die hohen Werte der ersten Eigenfrequenzen (147 bis 779 Hz) deuten

darauf hin, daB durch die kurzen Abstiitzweiten der Brennstidbe, trotz

ihres kleinen Durchmessers, eine hohe Steifigkeit erzielt wurde.



Tab., 3-17: RESULTATE DER SCHWINGUNGSBERECHNUNG FUR VERSCHIEDENE BRENNSTABVARIANTEN

Lt = ¢

. Pellets im 3:iazé‘ Ab§tﬁtz- Eigenfrequenzen \7j Z-HZ,7 Geschitzter
Variante Reflektor bzw, wflte Vggjzcm 7
Auflagen | / nm_/ j=1 j=2 j=3 PR i=5 fﬁi 371 -

RV 1 18 100 779,21 | 820,98 | 880,91 | 951,78 | 1032,37 o,t,aoz.lo'L+
RV 2 Ni 12 150 352,33 | 387,20 | 437,24 | 496,17 | 559,96 1,34 . 10““
RV 3 9 200 203,10 3,04 - 10‘“
RV 4 18 100 776,20 | 811,10 { 865,10 | 934,60 | 1015,90 0,374-10’4
RV 5 vo,, 12 150 350,99 | 382,86 | 430,25 | 488,17 | 522,24 1,25 - 1o“h
RV 6 9 200 201,30 | 229,23 | 269,25 | 316,36 | 365,84 2,83 . 1o'lF
RV 7 18 | 100  |570,69 | 601,66 | 646,11 | 698,42 | 757,60 | 0,54 . 107
RV 8 Ni 12 150 258,10 | 283,95 | 321,06 | 364,82 | Ll2,35 1,73 - 107"
RV 9 9 200 150,36 | 174,63 | 189,47 | 216,77 | 255,59 3,82 10”“
RV 10 18 100 568,37 | 593,90 | 633,60 | 684,64 I 74k %9 0,50 . 107"
RV 11 o, 12 150 257,07 | 280,57 | 315,52 | 358,30 | 405,86 1,62 . 107%
RV 12 9 200 147,34 | 166,72 (192,90 | 218,99 | 242,23 3,55 - 107"
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Diese Tatsache hat relativ kleine Schwingungsamplituden zur Folge

(letzte Spalte der Tab. 3-17).

Resultate der Berechnung fiir die Rechenvarianten RV 1, RV 2 und RV 3
enthdlt Abb. 3-39 . Da die Schwingungsamplituden in erster Ndherung
dem Ausdruck Y =3/2 direkt proportional sind, kann man erwarten, daB
die Verdoppelung der Rippensteigung (RV 3 im VerhZtlnis zu RV 1) eine

fast 8-fache Vergrdferung der Schwingungsamplitude zur Folge hat.

Aus den Eigenschwingungsformen G, (x) der Auslenkung und e, (x) der

relativen Biégedehnung ist zu eninehmen, dall die grofBte Belastung des
Brennstabes in dessen Mitte erfolgt, da dort die groBRten Amplituden auf-
treten. Zu bemerken wire noch, daf am Anfang und am Ende des Bereichs der
groferen Masse des Brennstabes bereits Biegedehnungsspitzen auftreten

die durch die InhomogenitiZten an diesen Stellen hervorgerufen werden.

Abb. 3-L4O zeigt die ersten Eigenschwingungsformen < (x) und € (x) fiir
die Rechenvarianten RV 7, RV 8 und RV 9. Wegen der geringeren Steifig-~
keit des Glattrohres liegen die Eigenfrequenzen im ganzen um ca. 25 %
niedriger wie bei dem Integralrippenrohr. Wegen der Proportionalitédt der
Auslenkung zu ) -3/2 14Rt sich bereitseine Abschitzung des Amplituden-
verhdltnisses vornehmen. Es ergibt sich flir die Abstiitzweiten 100, 150
und 200 mm ein Verhitlnis von etwa 1 zu 3,3 zu 7,6. Daraus wird schon
deutlich, daB es, soweit es die hydrodynamischen Forderungen zulassen,
sinnvoll ist, die Abstiitzweite bei 100 mm, gemidB der Referenzvariante,

zu belassen.

Im ibrigen tritt auch hier die groBte Belastung des Brennstabes in Stab-
mitte auf, die vorher genannten Biegedehnungsspitzen sind ebenfalls vor-

handen.

In Abb. 3-4]1 sind die ersten vier Eigenschwingungsformen fiir die Rechen~-
variante RV 1 gezeigt. Man sieht deutlich, daB bei den hdheren Schwin-
gungsformen in vermehrtem MaBe Biegedehnungsspitzen auftreten. Diese
Biegedehnungsspitzen treten immer an den Auflagerungen des Brennstabes
auf und fiihren dort natiirlich zu einem erhShten Abrieb und zu einem Auf-

reiBen der Korrosionsschicht.

Das Auftreten solcher Biegedehnungsspitzen liegt in der Natur der hdhe-

ren Schwingungsformen und 1#Bt sich daher nie vollstdndig eliminieren.
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Man kann jedoch durch entsprechende Variation der Auflagerungen diese
Biegedehnungsspitzen in den Bereich der niedrigen Temperatur des Brenn-
stabes verlegen. Vollstiéndig wird das aber nie gelingen und zudem bietet
sich z.B. bei Integralrippenrohren diese Moglichkeit auch prinzipiell

gar nicht.

Diesen Nachteil hat man beil Gitterabstandshaltern zwar nicht, dafiir tre-
ten dort aber andere Nachteile auf wie z.B.: hoher Druckverlust im Biin-
del, Abrieb an den Auflagerungen des Brennstabes direkt an dem Hiillrohr
und damit direkte Schwichung des Hilllrohres, sowi

_____ AW g des Hullrohre vie groflere Brennstab-

teilung im Biindel.

3.4.5.3 Abschitzung des gquadratischen Mittelwertes der Amplitude

der Auslenkung

Fiir die Abschitzung der durch die Kﬁhimittelstr6mung hervorge-~
rufenen Schwingungszustidnde werden die experimentell ermittelten Resul-
tate von einem dhnlichen Brennelement benutzt. Fiir den quadratischen

Mittelwert der Amplitude der Auslenkung 5 2 gilt die Gleichung:

o 2 \

//
p— ( /7, ud/é — .
yIi = 50,/?; - /I' /.Xfa [/ 2
(75 %),

Die mit dem Index I bezeichneten Griofen beziehen sich auf das bereits
experimentell untersuchte Brennelement, dessen mittlere quadratische
Amplitude bekannt ist, die mit dem Index II bezeichneten GrSBen bezie-

hen sich auf das zu untersuchende Brennelement. In der Gleichung (3-5 )

bedeuten:

¥ 2 Quadratischer Mittelwert der Amplitude der Auslenkung Z_m_7
D AuBendurchmesser des Brennstabes / m_/
q Dynamischer Druck des strdmenden Kﬁhlmittels Z—kpm_2_7

;a Ddampfungsquotient des Brennstabes in der ersten Schwingungsform
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m Masse des Brennstabes pro 1 m Linge Z_kpszm_2_7

V1 Erste Eigenfrequenz des Brennstabes

Der guadratische Mittelwert der Amplitude wird nach folgender Gleichung

bestimmt:

oy
no
R
Jj}a
%
e
!\
R
<

7 { » (3-6)
/ /' = \Tlref*"o’/1
In Gl. (3-6 ) bedeuten:
(G1 (x))I Maximale Amplitude der Auslenkung in der ersten
Schwingungsform aus der Rechnung Z-m_7
(e Referenzbiegedehnung an der MeBRkoordinate x_ aus
1 .(x)) o
ref "o’ "I
der Rechnung
SIZ Quadratischer Mittelwert der Amplitude der Biegedehnung,

der an der Stelle mit der Koordinate X, mit DMS, bei dem

dynamischen Druck von qp gemessen wurde

Die Abhidngigkeit der GroBe Vc 2 von der Reynolds-Zahl ist in Abb. 3-42
dargestellt.

Bei der Abschitzung der Amplitude der Auslenkung nutzt man den Umstand

aus, daB bei hoheren Re-Zahlen die Auslenkung dem dynamischgg_Druck in

" . 2
erster Ndherung direkt proportional ist. Das Verhdltnis

J— s bzw.
> a

£ bleibt also konstant, wie auch aus Abb. 3-42 ersichtlich ist.

In dem Diagramm handelt es sich um experimentell gefundene Werte aus

den Untersuchungen am Na 1/2 Modellsubassembly mit 37 hexagonal ange-
ordneten Brennstidben (6,7 mm AuBendurchmesser, 2676 mm Linge und 8,42 mm
Teilung). 39)

35)  T.Kadlec, K.D.Appelt:

Flow Induced Rod Vibration of Fast Reactor Subassemblies,
Nuclear Engineering and Design, 14 (1970) 136 - 150
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Abb.3-42: Qudratische Mittelwerte der Biegedehnung
aus Messungen am Nall2 Brennstab im

Modellsubassembly
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Fir g. = 2000 kpm—2 ergibt sich damit:

2
} € = 0,3 - 10-6 (0,8 uD), oder umgerechnet:

yi = b,52 . 10’6 m (4,52 um)

Die iibrigen GroBen in Gl. (3-5) sind:

D; = 6,7 . 107 m
mp = 3,72 « 1077 kps'm

“ﬁ)z = 70,27 Hz

(8= 0,016

Integralrippenrohr:

(Werte in Klammern gelten fiir UO_-Pellets im axialen Reflektor)

2
_ -3
DII = 5,7 « 10 m
m = 1,6 - 1072 kpsam-z (1,72 - 1072 kpszm—z)
a = L4190 kpm‘z
I1

(lJl)II = siehe Tab. 3- 17

Glattrohr:

Dig = L7, 1077 m

mog = 1,6 - 1072 kpszm_a (1,72 - 1072 kpszm-z)
-2

a1y = 4190 kxpm

(1/1)II = siehe Tab. 3- 17
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Fiir den Dampfungsquotient (;él)II wurde in Anlehnung an die Versuche
am Na 1/1 Brennstab wegen des erwarteten grdBeren Anteiles der Struk-

turddmpfung ein Wert von (;il)II = 0,025 geschidtzt.

Die Resultate der Abschitzung der Amplitude der Auslenkung mit den o.g.
Werten sind in der Tab. 3-17 , letzte Spalte fiir die Rechenvarianten
RV 1 bis RV 12 aufgefiihrt.

Es wird deutlich, daB die Amplitudeninsgesamt sehr klein sind. Dariiber
hinaus liegen die Eigenfrequenzen in allen Varianten mit 18 Auflagerun-
gen des Brennstabes iUber 500 Hz. Nach bisherigen experimentellen Ergeb-
nissen treten Druckpulsationen im Biindel, die die Brennst&be zur Schwin-
gung anregen konnen, aber nur bis zu einer oberen Grenzfrequenz voh et-
wa 500 Hz.auf. Das heiBt, daBl bei diesen Varianten vonseiten der Druck-
pulsationen nur geringe Schwingungsanregung zu erwarten ist. Dadurch
liegt man bei den Varianten RV 1, RV L4, RV 7 und RV 10, bei denen die
erste Eigenfrequenz iliber 500 Hz liegt auf der sicheren Seite. Bei den
Varianten, bei denen die ersten Eigenfrequenz erheblich unter 500 Hz
liegt, kann man mit einer Schwingungsanregung durch Druckpulsationen

rechnen.

Dabei wird aber deutlich, daB selbst im ungiinstigsten Fall bei RV 9
die Amplitude der fuslenkung nur 3,82 um betrdgt. Dem entspricht eine
vernachlissigbar kleine Amplitude der Biegespannung von 1,4 kpcm—z.

Dieses Resultat ist sehr positiv.



3-137

3.5 NUKLEARE RECHNUNGEN
(L. Barleon, M. Kiichle, K.E.Schroeter, H.Raufu8 (AEG))

3.5.1 Einleitung

Ziel der nuklearen Rechnungen war es, eine Basis filir die Optimali-
sierung der Kernauslegung zu schaffen und folgende Daten zu bestimmen:
Grofle des Reaktorkernes, Zahl und Position der Regelelemente, Reaktor-
leistungs Leistungsdichte- und NeutronenfluBlverteilung, sowie Abbrandver-
halten und Temperaturkoeffizienten, Dabei waren folgende Groflen vorgege-
ben: Zahl und etwaige GréBe der Bestrahlungseinrichtungen, zu erreichender
NeutronenflufB, Typ des Brennstoffs und maximal méglicher Abbrand, thermo-
dynamische Grenzen, Kernkonstruktion sowie wiinschbare Flexibilitidt im
Bestrahlungsprogramm. Bei den Rechnungen wurden stets die von der Kon-
struktion her vorgegebenen Materialzusammensetzungen verwendet, wobei die
nuklearen Rechnungen wieder Riickwirkungen auf die Konstruktion hatten. Die
Optimalisierung und Konzeptauswahl geschah unter dem Gesichtspunkt, einen
méglichst hohen NeutronenfluR im Zentralloop bei méglichst niedriger Ge-
samtleistung zu erreichen, es sollten jedoch auch die FluBgradienten in
den peripheren Bestrahlungseinrichtungen nicht zu grof werden. Ein weiterer
Gesichtspunkt ist die Standzeit des Brennstoffs, da grofie Standzeiten die
Brennstoffzykluskosten verringern und auch die Reaktorverfiigbarkeit ver-

bessern.

Die Moglichkeiten zur Optimalisierung sind jedoch im Vergleich zu ther-
mischen Reaktoren sehr gering. Dies hat folgenden Grund: Die Leistungs-

dichte q ist mit dem NeutronenfluB @ iliber die Beziehung

ZgP - 35
Q= ———75 /[ Wem _/ (3.7)
3,1-10

verkniipft (Zf=makroskopischer Spaltquerschnitt). D.h. hohe Neutronenfliisse
erfordern hohe Leistungsdichten. Die Leistungsdichten thermischer Kraft-
werksreaktoren liegen mit etwa 80 kW/1 um einen Faktor 10 unter dem was
technisch leicht realisierbar ist. Daher konnte man schon friih Testreak-
toren bauen, die einen hdheren Neutronenflufl als die Leistungsreaktoren
besitzen. Die hochangereicherten kompakten Testreaktoren hatten dabei noch
den Vorteil einer niedrigen Gesamtleistung. Erst zur Erzielung noch hoherer
Neutronenfliisse muflite man den unwirtschaftlichen Weg der Verdiinnung des
Brennstoffs (Verkleinerung von Z) gehen., AuBerdem gibt es aber noch die
sehr vorteilhafte Moglichkeit, die Neutronenerzeugung vom Ort des hohen
Neutronenflusses rdumlich zu trennen und die Neutronen in reinen Moderator-

zonen (sog. "FluBfallen") zu sammeln.
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Wegen der groBeren Neutronenlebensdauer ergibt sich dort bei etwa glei-

cher Quelldichte ein wesentlich hoherer NeutronenfluB als im Kern.

Alle diese Moglichkeiten bestehen beim schnellen Reaktor nicht:

(1) Um einen hohen Brutgewinn zu erzielen, muB3 das Spektrum im schnellen
Brutreaktor méglichst hart und der Anteil an moderierendem Material
moglichst gering sein., Daher sind diese Reaktoren zwangsléufig sehr
kompakt und die Leistungsdichte ist nahe an der Grenze des technisch

Moglichen,

(2) Neutronen in brennstoffreien Zonen zu speichern ist nicht méglich,
da die Neutronen dort moderiert wiirden und auBerdem die grofen
freien Weglidngen schneller Neutronen zu sehr groflen Zonen und damit

auch zu hohen Reaktorleistungen fiihren wiirden.

Es bleibt nur der Weg, die Leistungsdichte soweit wie méglich zu erhdohen
und dann die Spaltstoffkonzentration zu verringern, bis der gewiinschte

Neutronenfluf3 erreicht ist.

Die von der Kiihlungstechnik bestimmte GroRe ist die maximale nominale

Stableistung )(max/ﬁétt/cm Brennstab/. Fir sie gilt:

~
M 2L - 3
Xmax_zdpﬁgacfﬁmaxe(l m) . (3.8 )
Hierbei ist
dp Peiletdurchmesser
L Loschmidtzahl
M mittleres Molekulargewicht des Brenanstoffs
ennstoff
¢ Dichte = & Bg
cm Pellet
39 41
Anre.cherung* Spaltstoff Pu+ Pu
a 1 = = 1 42 .
Brennstoff 38U+39Pu+4oPu+4 put 2py
Op mittlerer Spaltquerschnitt des Spaltstoffs
[ maximaler Neutronenflufl
max ’
, Gesamtzahl der Spaltungen
E Spaltungen im Spaltstoff
m Matrixanteil bei Cermet als Brennstoff
(m = o bei Oxid und Karbid)
. . 235
% Es handelt sich nicht um eine Isotopenanreicherung wie bei 1]

als Spaltstoff, doch wird der Begriff analog beibehalten.
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Gl. (3.8 ) folgt unmittelbar aus Gi. (3.7 ).

Um bei vorgegebenem_/\(max einen moglichst hohen Neutronenfluf ¢max Zu er-
halten, muf dp moglichst klein sein. Bei dem oxidischen Brennstoff z.B,
schien der kleinste technisch realisierbare Pelletdurchmesser bei dp =

4 mm zu liegen., Damit ist bei vorgegebenem maximalem NeutronenflufB ﬁmax

aus Gl, (3.8 ) die Anreicherung a festgelegt.

In der nuklearen Rechnung wird dann das Kernvolumen bestimmt, mit dem ein
Reaktor vorgegebener Zusammensetzung und der aus Gl. (3.8 ) bestimmten
Anreicherung die fiir den vorgesehenen Abbrand erforderliche Uberschufire~
aktivitdt besitzt. Die Kernhdhe von 80 cm war wegen der Analogie zu Lei~-
stungsreaktoren vorgegeben, so daB die Rechnung auf eine Bestimmung des

Kernradius hinausliduft.

Die nukleare Rechnung liefert neben dem Kernradius auch den FluBformfak-
tor\P. Da die maximale Leistungsdichte qmax durch die Stableistung und

den Abstand der Stibe bestimmt ist, erh#lt man auch die mittlere Lei-
Amax

P

elemente besetztes Kernvolumen),

stungsdichte a = und die Reaktorleistung L = q Vc (Vc = durch Brenn-

Versucht man den maximalen NeutronenfluB dadurch zu erhéhen, daf man die
Anreicherung verringert, so mufl man den XKernradius vergréfern, was aber
umso weniger effektiv wird, je groBer der Kernradius bereits ist. Man
kommt schnell zu unsinnig groflien Kernvolumina und damit zu entsprechend
hohen Leistungen. Das heift, der mit einer vorgegebenen Brennstabvari-

ante erreichbare Flufl variiert nur in engen Grenzen,

In Abb. 3,43 ist die Kernleistung als Funktion der Anreicherung bzw. des
maximalen Neutronenflusses aufgetragen. Die Zahlen gelten fiir einen na-
triumgekiihlten Reaktor mit oxidischem Brennstoff und einem Pelletdurch-
messer von 0,4 cm., Die maximale Stableistung wurde konstant zu )<max =
526 W/cm angenommen, Die Reaktoren enthielten ein Zentralloop von

33,6 cm Durchmesser. Die geringfiigige Anderung des mittleren Spaltquer-

1
schnittes durch Spektrumsidnderung wurde vernachlidssigt, so daf ﬁmaﬁmlg'
Wie man sieht, verschlechtert sich das Verhdltnis Flufi-zu-Leistung er-

‘heblich mit zunehmendem MaximalfluR.

Neben der Anreicherung wird die GroBe des Reaktors noch wesentlich durch
den Struktur- und Kihimittelanteil bestimmt. Um ein kleines Kernvolumen
zu erhalten, muB der Brennstoffanteil groR, d.h, aber der Struktur- und

Kihimittelanteil moglichst klein sein. Dies sieht man qualitativ aus der
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Eingruppendiffusionsformel

1 1 Za + D B2
. (3.9)
Kotr n V% Ng

Za Absorption im Brutstoff und Strukturmaterial
Nf Spaltstoffkonzentration ~ ag&%u
(u%u = Volumenanteil des Brennstoffs).

Ein groBer Wert fir wfu

(kleines Kernvolumen), wenn!Zund keff konstant sind.

2
und ein kleiner fiir Za ergeben ein grofes B

Wichtiger als die Absorption im Strukturmaterial ist die Absorption im
Brutstoff, Durch Gl. (3.8 ) wird bei vorgegebenen ﬁmax und‘)<max das Pro-
dukt ¢-a festgelegt. Um den Brutstoffanteil zu verringern, muBl man a mog-
lichst grof und q moglichst klein machen, Da eine Verringerung der Dichte
zu einer Verschlechterung der Wirmeleitfidhigkeit und so zu einer Verringe-
rung von 7(max fiihrt, muf der Brennstoff mit Strukturmaterial verdiinnt
werden, Dies tut man bei der Verwendung von Cermets. Daher ist Pqu-Cermet
ein glinstiger Brennstoff fiir schnelle Hochflufireaktoren, Karbid mit seiner
hohen Dichte aber ungiinstig, da es einen hohen Anteil an 238U im Reaktor

bedingt.

Flur die erste Ausbaustufe des FR-3 sollte jedoch auf jeden Fall ein er-

probter Brennstoff verwendet werden, d.h, PuO -UO2 mit einer Pelletdichte

2
von 85 % der theoretischen Dichte.

Es wurden 3 Konzepte mit oxidischem Brennstoff untersucht:

(1) Der Referenzentwurf
Er besteht aus einem etwa zylindrischen Einzonenkern, welcher aus
hexagonalen Brennelementen von 7,3 cm Schliisselweife aufgebaut ist,
In der Mittelachse befindet sich ein zylindrischer Testeinsatz von
26,0 cm AuBendurchmesser, Sein Einbau erfordert, daB 19 Elemente aus
der Mitte entfernt werden. Der ungestorte Neutronenflull soll
1,0»1016 n/cmzsec betragen, Darauf wird die Aareicherung abgestimmt.
AuBlerdem enthilt der Reaktor noch drei symmetrisch angedrdnete Loops
von 15,2 cm AuBendurchmesser, wozu je 7 Brennelemente entfernt werden
miissen, Die peripheren Loops haben einen Mittelpunktabstand von der
Kernachse von 43,8 cm, Dieser Mindestabstand ist durch die Kernkon-
struktion bedingt. Wie nah vom AuBenrand des Kerns die peripheren
Loops liegen, wird durch die Kerngrife bestimmt, die sich durch die
nukleare Rechnung ergibt. Fernerventhélt der Reaktor drei Kapselposi-

tionen, je an Stelle eines Brennelements, deren Lage im Kern zusammen
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mit den Regel- und Abschaltstiben festgelegt wird. Anzahl und Anord-
nung der Regelelemente ergibt sich aus der Abschalt- und Trimmreak-

tivitidt sowie den Platzverhidltunissen auf dem Reaktordeckel,

(2) Alternativkern
Fir den Fall, daBl es von Seiten der Benutzer her erforderlich ist,
statt eines grofen Zentralloops drei etwa gleichwertige Bestrahlungs~-
einrichtungen zu haben, wurde ein Alternativentwurf untersucht, Hier
sind in einem Kern mit mehr elliptischem Querschnitt drei Loops von
17,2 cm Durchmesser in einer Reihe angeordnet. Der Abstand der’Loop-
achsen betridgt 36,6 cm, Die Schliisselweite wurde zur besseren Anpas-

sung der Brennstoffzone an die Loops mit 9,15 cm festgelegt.,

(3) Der konische Kern

Bei einem Kern wie dem Referenzentwurf sind die Platzverh#dltnisse
auf den Reaktordeckel auBerordentlich beedgt und nur durch besondere
konstruktive Mafnahmen, wie z.B., die Verwendung mehrerer Ebenen fiir
die Beséhickung und den Antrieb von Regelstidben iliber Traversen zu
l6sen (siehe dazu 3.1 und 3,.2)., Dies k#nn man vermeiden, wenn man
die Brennelemente nicht vertikal sondern leicht geneigt anordnet,

so dafl sich der Kern nach oben hin auseinanderspreizt. Diese Mog-
lichkeit ‘war auch fiir den FFTF einmal als Variante vorgesehen. Hier
wurde der Fall untersucht, daB der Querschnitt des Reaktors am un-
teren Kernrand dem Referenzentwurf entspricht und sich nach oben
hin so erweitert, daRl der Keraradius am Deckel (800 cm iiber Kern-
unterkante) den vierfachen Wert annimmt.Da sich bei dieser Konstruk-
tion die mittlere Brennstoffkonzentration verringert und sich die
AusfluBiverluste vergrofern, kommt man zu sehr grofien Reaktorleistun~-
gen, Daher wurde diese Variante bald verworfen und nicht so detail-

liert berechnet wie die anderen.,

Wie die bisher durchgefiihrten Untersuchungen zeigen, sollte es mdglich
sein, mit Oxidbrennstoff und 4 mm Pelletdurchmesser beim vorgesechenen
Loopprogramm einen maximalen Neutronenflufl von @ = 1,0.10l n/cmzsec

mit etwa 500 MW zu erreichen. Wollte man damit einen maximalen Neutro-
nenflufl von 1,5.1016 n/cmzsec erzeugen, so geht dies nur iber eine Ver-
ringerung der Anreicherung, was zu Leistungen von weit uber 1 000 MW
fihrt, Daher wird man hier besser einen Brennstoff verwenden, der hsohere
Stableistungen ermdglicht und die parasitire Absorption in 238U vermei-

det, wie dies bei Cermets der Fall ist. Aus diesem Grunde wurden orien-

tierende Rechnungen mit Cermet-Breunnelementen fiir einen maximalen Neu-—
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tronenfluB von 1,5»1016 n/cmzsec durchgefiihrt, Eine andere Moglichkeit,
die Stableistung zu erhohen und die 238U--.Absorption zu vermeiden, be-
steht darin, voll angereicherten Oxid-Brennstoff in den Ringspalt eines
Brennstabes einzufiillen, der in der Mitte einen Kern aus Strukturmateri-
al besitzt, Wegen der groflen Unsicherheiten, die noch bei forfgeschritte—

nen Brennelement-Typen bestehen, wurden keine so detaillierten Rechnungen

durchgefithrt wie beim Referenzentwurf.

3:.5.2 Konzept der nuklearen Rechnungén

In diesem Abschnitt werden zwei Dinge behandelt:; Einmal eine ge-
nauere Spezifikation des Reaktors, zum anderen einige Festlegungen, die

zur Berechnung der Reaktoren getroffen wurden,

Die Reaktoren wurden so ausgelegt, daB sie reaktivitdtsmiBlig einen maxi-
malen nominalen Abbrand von 100 000 MW d/to Brennstoff (Metall) ermogli-
chen, D.h, am Ort der hodchsten nominalen Leistungsdichte ohne Beriicksich-
tigung von hot-spot Faktoren wird dieser Endabbrand erreicht, Wegen der
verhdltnisméfig hohen Anreicherung (a 2 28 %) und somit schlechten in~
ternen Konversion bedingt dieser Abbrand aber eine starke Reaktivitidts-—
dnderung, nidmlich %? = 11 % (siehe Abschnitt 3,5.7). Wollte man diesen
Reaktivitidtshub zusammen nit dem sonstigen Regelbedarf in Trimmstidben
realisieren, so miiRte man sehr viel Kernpositionen belegen, wiirde dadurch
den Kern aufblihen und kime zu sehr hohen Reaktorleistungen. Daher wurde
fiir den Referenzentwurf der Dreierzyklus gewdhlt, Im eingeschwungenen Zu-
stand wird dann ein Trimmreaktivitdtshub vonUe§-= 3,7 % benotigt. Der
zusidtzliche Reaktivitdtshub von 3,7 % fiir den Einlaufvorgang wird nicht
in Form von beweglichen Regelelementen realisiert. Er mifite durch Son~-
derelemente oder durch eine entsprechende Beladung des Reaktors er-

reicht werden, Der Einlaufvorgang wurde in dieser Studie nicht im Detail

betrachtet.

Der Regelbedarf fiir Experimente ist nicht so leicht vorauszusagen, Er
wurde hier in folgender Weise abgeschidtzt: Will man den Reaktor sowohl
mit leerem wie auch mit maximal beladenem Testloop fahren konnen, so
mufl man einen Reaktivitdtshub vorsehen, der einem Testobjekt mit dem
hoéchstmoglichen Reaktivitdtswert entspricht, Da das zentrale Natrium-
Testloop fiir 24 MW ausgelegt ist, ist dies ein hochangereichertes Test-
objekt in der Umgebung der Mittelebene des Kernes, welches soviel Spalt-
stoff enthdlt, daB eine Leistung von 24 MW erzeugt wird., Eine wesentlich

hohere Anreicherung als in der Treibermischung ist kaum zu erwarten, so
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dafl der Reaktivititswert dafiir berechnet wurde, Es ergab sich

Ak) _
(\k max Zentralloop 3,8 %

Eine entsprechende Rechnung fiir die peripheren Loops lieferte je

Ak> .
( k / max periph, Loop 0,6 %
Dies ergibt gesamt
Ak
— = 6 %.
( k > Experimente 5,6 %

Es ist weder verniinftig noch iiblich die gesamte Reaktivitidt fiir Testob-
jekte mit dem Trimmsystem zu kompensieren, da man den Kern dem Versuchs-
programm entsprechend beladen kann, Wegen der Ungenauigkeit der Reaktivi-
tdtsvorhersage, des Abbrandes der Testobjekte und um kleinere nachtrig-
liche Anderungen-zu erméglichen, muBR jedoch ein gewisser Prozentsatz be-
weglicher Reaktivitdt vorhanden sein, Wird beim Umladen der Abbrand der
Testobjekte beriicksichtigt, so muB fiir einen Abbrand im Testobjekt von
etwa 33 000 MW d/to Breanstoff bewegliche Reaktivitidt vorgesehen werden.
Dies sind bei a = 0,28 %; = 0,25 %, AuBerdem wurde angenommen, daf noch-
etwa 10 % der Testobjektreaktivitdt beweglich sein sollte, so daf insge-
samt

(495 = 0,9 %,

k >Experimente
Weiterhin sollen die Trimmstidbe enthalten:

%? =1% fir Temperaturkoeffizienteh vom kalten zum heiflen Betriebszu-

stand (einschlieflich Verbiegung)
1% als Regelreserve bei ausgefahrenen Trimmstdben
1% fir Unsicherheit in der Berechnung der ExzeBreaktivitit

und in der Wirksamkeit der Trimmstibe,

Dies ergibt gesamtg

<4—1§' = 7,6 %o

k ) Trimmstédbe
AuBer dem Trimmsystem sind zwei unabhiingige Abschaltsysteme vorgesehen,

Ihr Reaktivitdtswert ergibt sich éus 2 Forderungens

(1) Jedes System muB’die maximal bei einem Unfall auftretende Reaktivi-

tdatserhshung kompensieren kdnnen, Diese wurde zu + 2 % angenommen,

(2) Im abgeschalteten Zustand soll der Reaktor mindestens 2 % unterkri-
tisch sein. Dabei ist auch der Reaktivit#tsanstieg durch den Uber-
gang von heif nach kalt, der etwa 1 % betrdgt, zu berilicksichtigen.

Nimmt man noch 1 % fir Unsicherheiten in der Berechnung der Wirksam-
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keit der Stidbe hinzu, so wird = 6 % fiir jedes Abschaltsystem,

Mit diesem Wert reichen auch 2/3 der Stibe eines Abschaltsystems aus, um

den Reaktor gerade unterkritisch zu machen,

Beide Abschaltsysteme zusammen haben einen Reaktivititswert, der groBer
als der des Trimmsystems ist, was man als weitere Bedingung auch fordern
wiirde. Bei der Festlegung der erforderlichen UberschuBreaktivitidt des
Treibers und somit der Treiberleistung muR eine Annahme iiber das zu er-
wartende Testprogramm gemacht werden, denn der Reaktor mufl fir das reak-
tivitdtsmidRig unglinstigste Testprogramm und somit die groflite Treiberbela~
dung ausgelegt sein, Als unglinstigster Fall wurde angenommen, daB das zen-
trale Testloop keinen Brennstoff enth#dlt, d.h. z.B. nur fiir die Bestrah-
lung von Strukturmaterial verwendet wird, daB aber die peripheren Loops
mit Brennstoff beladen sind, und zwar so, daB 1/3 ihres Gesamtvolumens
mit demselben Brennstoff wie der Treiber besetzt isf. Dies entspricht et~
wa der von der Konstruktion der Loops her gegebenen Moglichkeit. Alle
Rechnungen und Leistungsangaben beziehen sich auf diesen Beladezustand,
Da voraussichtlich normalerweise das zentrale Testloop mit Brennstoff be-
setzt sein wird, und die EinfluRfunktion dort sehr grof ist, wird die
tatsidchliche Treiberleistung wesentlich geringer sein. Bei optimal mit
Brennstoff beladenem Zentralloop ergibe sich eine Leistungsverminderung
von ca 80 MW, wenn man zum Reaktivitdtsausgleich Brennelemente an der
Peripherie des Kerns ausladen wiirde, Vermutlich wird man die Reaktivitit
aber eher durch eine Erhshung der Anzahl der Kapselbestrahlungen aus-

gleichen,

In der Referenzbeladung sind 3 Brennelementpositionen fiir Kapselbestrah-

lungen vorgesehen, Diese Positionen enthalten keinen Brennstoff,

Als Reflektor wurde ein Uranbrutmantel sowie Stahl und Nickel betrach-
tet, Nickel liefert ein kleineres Corevolumen und eine flachere Lei-
stungsverteilung als ein Uranbrutmantel, Daher wurde fiir den Referenz-
reaktor ein Nickelreflektor gewidhlt, Die Vor- und Nachteile sind im
einzelnen in Abschnitt 3,5.6 behandelt, Die Stabdicke und der Klihlmittel=
anteil des Brutmantels wurden so festgelegt, daf bei maximalem Plutonium-
Aufbau im Blanket die Wdrme noch gut abgefiihrt werden kann, Der Nickel-
reflektor enthidlt den gleichen Kiihimittelanteil, ist also nicht optima-
lisiert, Die Dicke des radialen Reflektors betrug stets 40 cm. Wie die

in Abb. 3,44 dargestellte Reaktivitdtszunahme mit der Reflektordicke
zeigt, lohnt es sich nicht, den Reflektor dicker zu machen,., Die Dicke

des axialen Reflektors betrug je 25 cm oberhalb und unterhalb des Cores.

Im folgenden werden noch einige Festlegungen erwdhnt, die bei den nuk-
learen Rechnungen getroffen wurden:



3-145
Im Prinzip miissten die Reaktoren im maximal abgebrannten Zustand und mit
keff = 1,0 gerechnet werden., Dies erfordert eine Kenntnis der Spaltpro-
duktkonzentration und -Verteilung, die durch Abbrandrechnungen zu gewin-
nen wire, Der Einfachheithalber wurden daher frisch beladene Reaktoren
mit voll herausgezogenen Trimmstdben gerechnet und eine Exzefreaktivitit
fiir den Abbrand vorgesehen, Als frisch beladene Reaktoren im Dreierzyk-
lus wiren solche anzusehen, bei denen je 1/3 der Brennelemente den Ab-
brand O, 1/3 und 2/3 des Endabbrandes besitzen. Der mittlere Abbrand ist
also 1/3. Da auch dieser Reaktor die Kenntnis der Spaltproduktverteilung
erfordert, wurde stets ein hypotetischer Reaktor berechnet, bei dem alle
Brennelemente den Abbrand O, d.h. die Anfangsanreicherung und keine
Spaltprodukte besitzen. Da der Zusammenhang zwischen Reaktivitidt und Ab-
brand sehr gut linear ist, erh#dlt man in der Rechnung das richtige Kern~-
volumen, wenn man bei diesem Reaktor noch eine zusitzliche Uberschufire-
aktivitidt berlicksichtigt, die einem Drittel des Gesamtabbrandes ent-—

spricht.

AuBerdem ist in der UberschuBreaktivitidt noch der durch Temperatur und
Strukturmaterialschwellen bedingte Unterschied zum gerechneten Reaktor
zu beriicksichtigen., Bei der Rechnung wurden die Dichten und Abmessungen
verwendet, die einer Temperatur von 375 oC entsprechen, fiir die Wir-
kungsquerschnitte des Brennstoffs wurden die Daten fir 900 oC genommen,
Von daher wire es nicht notig, noch einen extra Reaktivitidtswert kalt-
heifl zu beriicksichtigen, Nicht enthalten in der Rechnung ist jedoch der
Effekt der Verbiegung durch Temperaturgradienten und differentielles
Strukturmaterialschwellen., Wie Rechnungen zeigten, kann dieser die Re-
aktivitit bis zu 0,5 % verringern, Es wurde aber in der UberschuBreak-
tivitdat 1 % fiir Temperatureffekte vorgesehen, da die geometrische App~
roximation des Reaktors bei der Berechnung der Verbiegungseffekte nicht
sehr gut war, AuBerdem wurde in der Uberschufireaktivitit noch 1 % fiir

Regelreserve vorgesehen, sowie 1 % fiir die Ungenauigkeit der Berechnung.

Als Gesamtiiberschufireaktivitidt ergibt sich also

Ak = 3,7 9% Abbrand 0 —>1/3

Ak = 3,7 % Abbrand 1/3 = 2/3
Ak =1,0% kalt — heifd

Ak =1,0% Regelreserve

Ak =1,0% Unsicherheiten

Ak =10,4 %

Die Reaktoren wurden fiir ke = 1,104 ausgelegt,

b
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Wie schon in Abschnitt 3.5.1 erwéhnt; wird die Anreicherung so festgelegt,
dafl bei einem NeutronenflufB von 1.0~1016 die maximale nominale Stablei-
stung erreicht wird. Da die Reaktoren auch mit dieser Anreicherung berech-
net wurden und nicht mit einer mittleren Anreicherung, wie sie der 3-er
Zyklus ergibt, ist es nicht nétig, einen zusdtzlichen HeiRstellenfaktor
fiir die UngleichmiBigkeit der Beladung einzufithren., Wird der Reaktor bei
konstantem FluB gefahren, so ist aus dem gleichen Grunde die berechnete

Leistung stets um 5 % zu groB, Denn es gilt fiir die Leistung L etwa:

Le~vg .a (a = Anreicherung)

und mit @ = const.
a
real

i

0,95 L

Lreal = Lberechnet berech.

aberech.

(Siehe dazu Abschnitt 3.5.7).

Filir die Bestimmung der Leistung wurde mit 3,1.1010 Spaltungen pro Wattsec
gerechnet, Dies gibt etwa weitere 5 %,um die die berechnete Leistung zu

hoch ist.

Beim Oxid-Reaktor wurde mit einer Pelletdichte von 85 % der theoretischen
Dichte gerechnet. Die innerhalb der Hiille homogenisierte Dichte betrug

dann 81 % (''Schmierdichte"),

Da die freie Weglidnge der Neutronen in schnellen Reaktoren groB gegen die
Stabdurchmesser ist, wurden die Brennelemente fiir die Rechnung iiber Zell=-
flédchen homogenisiert. Eine Zelle enthidlt einen Brennelementkasten sowie
den anteilmdBig zugehorigen Spalt. Abschalt= und Trimmstidbe wurden in

derselben Weise homogenisiert,

Als Spaltstoff wurde eine Plutoniuhzusammensetzung zugrunde gelegt, wie
sie in Leichtwasserreaktoren entsteht. Die auf einer Extrapolation des
Betriebes von Leichtwasserreaktoren basierende Zahl war:
u239/py240,5,241 5 242 | 4 55/0,275/0,13/0,045.

P /Pu2 /P

3.5.3 Rechenmethoden

Es wurden praktisch alle Rechnungen in Diffusionstheorie durch-
gefilhrt, Da keine starken FluBsenken und grofie Flufligradienten auftreten,
miisste dies eine sehr gute Niherung darstellen. Erfahrungsgemidfl wird da-
bei keff etwas zu klein, und zwar um etwa 1 %, Bei der Berechnung der
Trimmstidbe iiberschidtzt die Diffusionsrechnung den Reaktivitidtswert, da

in den Stdben relativ hohe Fluﬁgradienten auftreten.
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Der Reaktor zeigt einen ausgesprochen heterogenen Aufbau, da die peri-
pheren Loops im Vergleich zu den Coreabmessungen grofs sind. Es wire da-
her am gilinstigsten, ein solches System nuklear in 3-dimensionaler Geo-

metrie zu berechnen.

Solche Rechnungen sind jedoch sehr zeitraubend und die entsprechenden

Programme befanden sich zu Beginn dieser Studie noch in der Testphase.,

Deshalb wurden Reaktoren dieser Studie mit dem zweidimensionalen Mehr-
gruppendiffusionsprogramm DIXY/36040) durchgefiihrt. Zur Reduktion des
eigentlich dreidimensionalen Problems auf ein zweidimensionales wurden

folgende Niherungen angewendet,

(1) R-Z-Geometrie und Ringzonenhomogenisierung,
Dieses Verfahren zeichnet sich dadurch aus, dafl Steuerstibe, Ab-
schaltstidbe, Rigs und periphere Loops zusammen mit Treiberelemen-

ten in Ringzonen verschmiert werden.,

Fuf diese Rechnungen wurde angenommen, daf der Aufbau des Cofes
sowohl retationssymmetrisch zur Zylinderachse als auch spiegel-
symmetrisch zur Mittelebene des Réaktors ist. Letztere Annahme
bedeutet, daff immer mit voll eingefahrenen oder voll ausgefahrenen
Regelstiben gerechnet wurde, Dies ist schematisch in Abb., 3-45 darge-

stellt. Deshalb geniigt es, nur.den halben Reaktor zu berechnen,

Die Einteilung der Reaktorzonen, wie sie fir die R-Z-Rechnungen

verwendet wurde, zeigt Abb. 3-46.

Die innerste Zone umfaft die zentrale Testloop—~Zone, welche bis
zum Innendurchmesser des inneren Loopdruckrohres reicht. Sie war
bei den meisten nuklearen Rechnungen nur mit Natrium gefiillt, Die
ndchste Ringzone enthidlt die beiden Druckrohre des zentralen Test-

loops mit dem Heliumisolierspalt,

Die 3. RingZone stellt den natriumgefiillten Spalt zwischen dem
duBeren Druckrohr und der Innenberandung des Treibers dar. In der
4, Ringzone sind 30 Treiberelemente und 12 Stahlfolger der Trimm-

stdbe zur Treibermischung I verschmiert,

In der n#ichsten Zone, welche bis zum Treiberaufenrand reicht, sind
Treiberelemente, die Natrium— bzw, Stahlfolger von 6 Abschaltstid-
ben des 1, Abschaltsystems, 3 Rigs und die 3 peripheren Loops zur

Treibermischung II verschmiert,

Die anschlieBende Ringzone enthdlt die homogenisierte Mischung des
radialen Reflektors bzw.Brutmantels und hat meist eine Dicke von 40 am.

W. Hobel, private Mitteilung
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An die Treiberzonen I und II schlieBen sich nach oben die axialen Re-
flektorzonen I und II an, bei denen der Brennstoffvolumenanteil durch
Nickel bzw. Uranbrutstoff ersetzt ist, Bei der Wahl der Hohe des axi-
alen Reflektors zu 25 cm wurde ein Kompromif getroffen zwischen Re-
flektorgewinn, dgh., Verkleinerung der Treiberleistung und Druckver-

lust im Kiihlkanal,

Die N#herung der Ringzonenhomogenisierung hat den Vorteil, daf man bei
den nuklearen Rechnungen die Zahl der berechneten Ortspunkte klein
halten kann, ohne an Genauigkeit einzubliBen. Ferner gestattet diese
Ndherung eine Radieniteration bei vorgegebenem keff‘ Allerdings muf
man bei einer Radieniteration die homogenisierte Mischung der zu

iterierenden Zone iterativ approximieren.

Der Nachteil dieser Nidherung liegt dérin, daR der EinfluR brennstoff-
freier Zonen oder Zonen mit geringerer Brennstoffdichte, wie z.,B. die
Rigs und vor allem die groBen peripheren Loops auf die Kritikalitit
des Reaktors durch die Homogenisierung je nach ihrer Lage iiber- oder
unterschitzt wird, Bei der Berechnung deé Referenzkernes wurde die

Kritikalitdt mit dieser Niherung {iberschitzt,

(2) Rechnung in R~Z~Geometrie nach SPINKS.
Von N, SPINKS41) wurde ein Verfahren zur Bestimmung des Eigenwertes
eines solchen dreidimensionalen Diffusionsproblems angegeben, wel-
ches nur eine R-Z-Rechnung erforderlich macht : die axial eingefah-
renen Trimm~ und Regelstidbe bzw. ihre Folger, die Rigs und die peri=-
pheren Loops werden zu volumengleichen konzentrischgn Thoren umge-

wandelt., (Abb, 3-46 unten)

Wenn n die Anzahl der Stidbe ist und f deren Querschnitt, so ist das
Gesamtvolumen der Stidbe n-f°Hc. Dieses soll gleich dem Gesamtvolumen
der Ringe sein, welches 2 .r.nf.f ist. Der Radius r entspricht dem

gemittelten Mittenabstand der jeweils umzuwandelnden Zellen (Abb. 3-47).

Hieraus folgt fiir n', die Anzahl der Thoren,
n «H
c

n' = -
2fu’.r

Der axiale Abstand der Ringe wird so gewidhlt, daBl er dem Kreisbogen

der auf dem Radius r liegenden Stidbe entspricht.

Diese Niaherung funktioniert umso besser, je grofer die Zahl der

Thoren wird, die sich bei der Umwandlung der Stdbe ergibt.

Bei der Umwandlung der peripheren Loops ergab sich nur 1 Thorus, bei
4D N. Spinks, AAEC/E 134 (1965)
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dem auflerdem der Querschnitt leicht reduziert werden mufBlite, um die

Bedingung der Volumengleichheit nicht zu verletzen,

Es ist leicht einzusehen, daf eine solche N#herung den FluB- und
Leistungsverlauf in der N&he der peripheren Loops weder in axialer

noch in radialer Richtung gut beschreiben wird.

Rechnung in X-Y~Geometrie (X~Y-Rechnungen) .

Bei dieser Niherung werden die hexagonalen Zellen fiir einen Corequer-—
schnitt in der Mittelebene des Reaktors in eine X-Y-Geometrie umge-
wandelt und der Reaktorbin dieser Ebene zweidimensional berechnet.,
Die axiale FluB- und Leistungsverteilung wird dabei durch geeignete
axiale geometrische Bucklings beschrieben. Fiir die X-Y-Rechnungen
wurde mit Hilfe einer zweidimensionalen R-Z-Rechnung ein mittleres

universelles Buckling von gAi = 7.256-10_4 bestimmt .

Die einzelnen hexagonalen Zellen, mit dem Gitterabstand von 73,45 mm,
wurden in flidchengleiche Rechtecke mit den Kantenlidngen 63,61 mm x

73,45 mm umgewandelt,

Wie Abb 347 zeigt, wurde angenommen, daB das Core zu einer Achse, wel~-
che durch die Mitte eines peripheren Testloops und des zentralen

Testloops lduft, spiegelsymmetrisch ist,

Die Umwandlung der Hexagonflichen in Rechtecke, wie oben beschrie-
ben, stellt filir schnelle Reaktorsysteme eine gute Niherung dar, da
die freien Weglingen in dem fiir dieses System wichtigen Energiege-
biet groBer sind als die mit der Umwandlung verbundenen Anderung der

mittleren Sehnenlinge 1 = 4F /y der Zelle,

Folgende Probleme wurden in XAY—Geémetrie berechnet:

Der Reaktivitidtswert des gesamten Regel- und Abschaltsystems
Reaktivitidtswert einzelner Regel- und Abschaltstibe
Gegenseitige Beeinflussung von Regel— und Abschaltsystem

Reaktivitdtswerte einzelner Brennelemente an verschiedenen Positi-
onen im Reaktor

Gesamtfluf und schneller Flufl in den peripheren Loops
Der Gradient des schnellen Flusses iiber die peripheren Loops

Der Einfluf des eingefahrenen Trimmsystems auf den FluR- und Lei-
stungsverlauf iliber den Reaktor und die daraus resultierende Lei~
stungsinderung bei konstant gehaltenem maximalen GesamtfluB,
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EinfluBl der Kerndaten

Alle nuklearen Rechnungen wurden mit dem Multigruppensatz NAPPMB42)

durchgefiihrt, Dieser Gruppensatz ist speziell fiir natriumgekiihlte Reak~
toren vorgesehen, Seine Streumatrix ist gegeniiber dem ABN—Satz43) mit
einem fiir einen Na-gekiihlten schnellen Reaktor typischen Stofdichtespek~-
trum neu berechnet, Um den Einfluf) der Kerndaten zu priifen, wurden ver-—
~Rechnungen nach der Diffusionstheorie

£
44
und mit den 26-Gruppensitzen NAPPMB OOl und MOXTOT 0Ol ) uurchgefiihrt,

gleichende eindimensionale kef
Beim MOXTOT-Satz sind die Einfangquerschnitte von U238 gegeniiber dem
NAPPMB-Satz heruntergesetzt und der a-Wert von Pu239 ist vergroBert worden.
Der Vergleich zeigte, dafl das mit dem MOXTOT-Satz berechnete keff fir

den Referenzkern etwa 2 o/00 unter dem mit dem NAPPMB~Satz berechneten
liegt, Der relativ kleine Einfluf der Kerndaten auf das keff 18Rt sich
dadurch erklidren, daB die Reduktion der U238-Einfangquerschnitte und das
vergrofern des g-~Wertes von Pu239 zu zwei gegenldufigen Reaktivitits-—

effekten fihrt.

EinfluBl der Kondensation

Bei allen 2~dimensionalen Rechnungen wurden die 26~Gruppenquerschnitte
auf 10 Gruppen kondensiert, um die Rechenzeiten zu reduzieren, Die Kon-
densation des 26-Gruppensatzes (NAPPMB O0Ol) auf den verwendeten 10-
Gruppensatz wurde mit Spektren durchgefiihrt, die fiir die einzelnen
Reaktorzonen charakteristisch sind. Diese Spektren wurden teils aus
1-dimensionalen, teils aus 2-~dimensionalen (R-Z-Geometrie) 26-Gruppen-

Diffusionsrechnungen gewonnen,
Die Zuordnung der Gruppen war:

26-Gr. NAPPMB 0011 1—2;3—4;5-6i7—8i9—10‘11-12}13—14}15«16[17—19!20—26

10~Gr. NAPPMB 001|. 1 , 2 l 3 l 4 I 5 ] 6 l 7 l 8 l 9 l 10

Vergleichende keff—Rechnung mit dem 26~ und 10-~Gruppensatz zeigten, daf
der Effekt der Kondensation bei der Ringzonenhomogenisierung immer uanter
1 o/oo bleibt. Selbst bei den Berechnungen der Reaktivitidtswerte der
Trimm- und Abschaltstdbe in der heterogenen X-Y-Geometrie blieb der
EinfluB der Kondensation unter 1 o/oo, obwohl als Kondensationsspek-
trum der Absorbermischung'das der umgebenden Treibermischung gewidhlt

worden war,
Diffusions—- und SN-Ndherung

Einen weit groBeren Einfluf als die Kondensation hat bei dem sehr he-

terogen aufgebauten Kern die Diffusionsniherung.
42) H. Huschke KFK-770, 43) L.P, Abagjan et al, KFK-tr-144
44) T., Kiefhaber und J.J. Schmidt KFK-969 (1970)
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Um diesen EinfluB zu priifen, wurden vergleichende Rechnungen in R-Z~-Geo-
metrie nach der Diffusionstheorie und der SN-Theorie durchgefiihrt. Bei
den ersten Rechnungen, bei denen ein nickelreflektierter Kern untersucht

wurde, ergab sich ein Unterschied von ca + 6 % in ke der SN-Niherung

ff
gegenilber der Diffusionsrechnung. Nun wurde aber festgestellt, daf der
fiir die SN-Rechnungen verwendete flufigewichtete Transportquerschnitt>
STRTR bei hoch nickelhaltigen Mischungen nicht konsistent war mit dem

stromgewichtetenTransportquerschnitt STR, der bei den Diffusionsrech-

nungen verwendet wurde, Um den Effekt der Transportkorrektur herauszu-
arbeiten, wurden diese vergleichenden Rechnungen nochmals durchgefiihrt,

jetzt aber mit einem Uranblanket reflektierten Kern, Die Transportkorrek-

tur betrug + 3% bei den Rechnungen in R-Z-Geometrie.

3.5.4 Parameteruntersuchungen

Bei der FR3-Durchfiihrbarkeitsstudie wurden in der Regel spezielle
Reaktoren gerechnet und es wurde keine breit angelegte Parameterunter-
suchung durchgefiihrt, da die optimalen Reaktoren durch die Kiihlungstech-~-
nik weitgehend festgelegt sind, Um aber Konsequenzen von Anderungen an
den Entwiirfen und Anderungen an den Annahmen schnell beurteilen zu kén-—
nen, wurden Parametervariationen fiir die Brennstofftypen Oxid, Karbid

und Stahlcermet berechnet,

i

Die Aufgabe bestand hauptsichlich darin, fiir einen zu jedem Brennstoff-
typ fest vorgegebenen maximalen Flufl den Einflufl der Variation der di-

versen Reaktorparameter auf die Leistung des Reaktors zu ermitteln.

Die erforderlichen Rechnungen wurden eindimensional (radial) fiir eine
vereinfachte Kerngeometrie susgefijhrt, Die Testzone stand dabei zen-
tral im ringfdrmigen Treiber, der seinerseits von einem 35 cm starken
Uran-Brutmantel umgeben wurde. Die Zusammensetzungen der Test- und der

Brutzone waren durch folgende Volumenanteile fixiert:

Testzone Brutzone
Brennstoff 12 % 54.2 %
Strukturmaterial 35 % 22,2 %
Natrium 53 % 23,6 %.

Fiir Cermet-Brennstoff stellt der Volumenanteil von 12 % in der Testzone
nur einen Bruttowert dar, da dieser Brenastofftyp nur zu 35 v/o aus ei-
gentlichem Brennstoff, zum restlichen Teil jedoch aus Stahlmatrix be-

stehend angenommen wurde,
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Die Zusammensetzung der Treiber-~Brennelemente wurde in Abhidngigkeit von
den nachfolgend beschriebenen Variationen mit einem thermodynamischen

HeiBkanal~Rechenprogramm ermittelt,

Als einzige GeometriegréBe war der Treiber~AuBenradius nicht frei vari-

abel, sondern diente der Einstellung des jeweils gewiinschten keff—Wertes

mittels Radieniteration,

Variationsplan

Die in der Untersuchung als unabhingig behandelten Parameter sind:

die Core-Hthe H_ (70, 80 cm)

- der axiale Formfaktor‘f x (1.20, 1,265 bei H
(1.19, 1.24 bei H

[}

80 cm)
70 cm)

-~ der Radius der zentralen Testzone, R1 (13, 19,5, 23 cm)

~ der Anteil der Absorberelemente am Volumen der Treiberzone (12,5,
20.0 v/o entsprechend einem Volumenanteil des Absorbers von 5,0,
8.0 v/0)

-~ der Reibungsbeiwert des Kiihlkanals, {: der die Kernzusammensetzung
bestimmt

- die Brennstoffdichte?Br = 100, 95, 90 % der Pelletdichte

Pelletdichte = 85 % theoretischer Dichte bei Oxid
70 % theoretischer Dichte bei Karbid
30 % theoretischer Dichte bei Cermet {chne Matrix)

i

- der Multiplikationsfaktor k (1,043, 1,07, 1,09, 1.12) zur mittel~
baren Festlegung des lokalen Spitzenabbrandes

- die Anreicherung des Test~ und Treiber-Brennstoffes a (nur in ge-
ringem Umfange; zur Ermittlung von Aﬂmax/Aa und AL/A2) .

Jeder der beiden benutzten Core-Hohen wurde nur ein Wert Bzx zugeordnet,

und zwar
bal
. 82 S
ax -3 ax

70 cm 0,000930 cm 16,5 cm

80 cm 0,000759 cm"'2 17,0 cm
Fiir die maximale nominelle Stableistungjx , den Pelletdurchmesser

: ® max,nom

dp und den maximalen Fluf ¢max galten die folgenden Festlegungen:

X d g
max nom ) max

16 2
Oxid 530 W/cm 0,4 cm 1,0 » 100 n/cm sec
Karbid 1300 W/cm 0,5 cm 1,5 « 1016 n/cmzsec

.1 :
Cermet 1000 W/cm 0,5 cm 1,5 « 10 6 n/cmzsec
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Abbrandabhingigkeit der UberschuBreaktivitit

Der Einflufl des lokalen Spitzenabbrandes auf die Reaktorauslegung macht
sich in verschiedener Weise geltend., Im Rahmen der vorliegeuden Untersu~-
chungen wurden diese verschiedenen Einfliisse pei der Anlage des Variati-

onsplanes wie folgt beriicksichtigt:

~ Die Brennstoffdichte nimmt mit wachsendem Spitzenabbrand ab,

- der ke f—Wert hat fir einen Vergleich frischer Kerne die doppelte
Abbrangreaktivitét zu beriicksichtigen (siehe 3.5.2)

-~ der Steuerstab-Volumenanteil am Treibervolumen widchst ebenfalls mit
der dem Spitzenabbrand proportionalen Abbrandreaktivitit, sofern das
Belade-Management nicht geidndert wird.

Unter Verwendung der in 3,5.7 angegebenen Niherungsgleichung fiir die Re~

lation zwischenzﬁgAbbr und Spitzenabbrand A wurden Werte fiir die Abbrand-
hube‘AkAbbr der drei Brennstofftypen unter Voraussetzung eines Dreier ~~
Zyklus-Betriebes ermittelt, Sie fiihren zu folgenden keff—Werten:
A oxid Karbid Cermet
60 Gwd/toM 1,078 1,08 1,06
80 GWd/toM 1,094 1,098 1,07
100 GWd/toM [1,112 1,114 | 1,08
200 GWd/toM - - [1,13]

Die hier eingerahmten Zahlenwerte gehdren zu Spitzenabbridnden, die bei
den betreffenden Brennstofftypen bislang als erreichbar betrachtet wur-
den. Selbst wenn sich hier eine Neueinschidtzung durchsetzt, kann anhand

dieser Tabelle leicht die neue Situation beurteilt werden,

Ergebnisse, Parameterrelationen

Das Hauptgewicht wurde bei der Auswertung der zahlreichen Maschinenrech-
nungen auf die Erfassung der Einfllisse der verschiedenen Parametervari-

ationen auf die Reaktorleistung (Treiberzone) gelegt.

Eine wichtige Grofe ist die Anderung der Leistung mit ke £ wenn man dies

£
durch Zu~- oder Entladen von Elementen an der Peripherie des Kernes vari-
iert, Die relative Leistungserhdhung ist umso groéfer, je grofler und

flacher der Kern ist, Fiir den hier betrachteten Bereich gilt:

AL 3,9 + 0,3 fir Oxid
_Z;.E = 4,7 + 0,2 fur Karbid (1)

k 4,0 + 0,3 fir Cermet
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Zur Vereinfachung der Schreibweise ist ke = k gesetzt,

ff

Die Anderung der Leistung mit der Brennstoffdichte erwies sich als weit-

gehend unabhidngig von der Brennstoffart zu

o “Ser

=~ (2,3 + 0,2 (2)
L - ¢Br
Die groReren Werte ‘gelten wieder fiir flachere Reaktoren, also z.B.
2,1 fiir H=280cm R ___ =13 cm
Loop
2,4 fiir H =70 cm, R = 23 cm,
Loop
Durch Kombination mit (1) erh#lt man:
Ak 0,59 + 0,07 fiir Oxid
Z_% - - 0,49 + 0,07 fur Karbid (3)
g 0,58 + 0,07 fiir Cermet

Bei Anderung von ke ‘und L mit der Brennstoffdichte kompensieren sich

ff
teilweise die Effekte von Spaltstoff und Brutstoff. Daher gibt es etwas
groRere Gesamteffekte, wenn man nur die Spaltstoffkonzentration, d.h,,

die Anreicherung a, #ndert, Und zwar ist

AL 2,5 + 0,3 fir Oxid
-Zk]:; = - ,1 + 0,4 fur Karbid (4)
a 2,6 +

0,3 fir Cermet

Mit (1) erhidlt man daraus:

Ak - 0,64 (0,64) fir Oxid
‘z\k‘g - 0,66 (0,65) fiir Karbid (5)
a 0,65 (0,62) fir Cermet

Mit den in Abschnitt 3.5.7 abgeleiteten Eingruppen-Abschidtzungsformeln

kann man f%E J%i auch direkt, d.h. ohng Parametervariation, gewinnen,
Da arJNf ist nach Gl1, 3-18
Lk
— =1 ;‘f‘g (3.10
a .
Q = Kéé hidngt nur vom Spektfum, der Schnellspaltfaktor g auch noch von
o

der Anreicherung ab, die Form und Grofe des Reaktors gehen kaum ein.
Die mit Gl. 3.10 berechneten Werte sind in (5) in Klammern angegeben.
Sie weichen von den Werten ohne Klammern vermutlich ab, weil letztere
aus (1) und (4) gewonnen wurden und Inkonsistenzen durch Verwendung

verschiedener Reaktoren zur Mittelwertsbildung enthalten.
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Bei vorgegebener maximaler Stableistungjxmax

£

ist das Produkt ﬁmax'a kon-
stant und unabhiéngig von der Anreicherung (siehe 3.5.1 (G1.3.8)). Bei der
Parameterstudie wurde aber stets eine HeiBkanalrechnung durchgefiihrt, so

daB’X ;éconst und @ +a variierte, Dabei war
ma max

¢max°a wenn " a
. 16
oxid 0,268 ~ 0,270 * 10 25,0 - 27,0 %
Karbid 0,345 - 0,350 « 10°° 20,5 - 23,1 %
1 .
Cermet 0,845 - 0,861 - 10 6 48,9 - 57,4 %

Vernachlidssigt man die Variation von ﬂr <@ um wenige Prozent, so ist
na

d ¢ @ 1,0 . 1016 flir Oxid
max max
da

1
mit @ = 1,5 « 10 6 fiir Karbid
max

1,5 1016 fir Cermet

3.5.5 Regel- und Abschaltelemente

Seitens der nuklearen Auslegung werden an die Regel- und Abschalt-

elemente folgende Forderungen gestellt:

(1) Regel- und Abschaltsystem miissen die erforderlichen Reaktivit#tshiibe

besitzen (siehe 3.5,2),

(2) Regel~- und Abschaltstédbe sollen moglichst wenig Kernpositionen bzw,
moglichst wenig einfluflireiche Kernpositionen besetzen, um die Lei-

stung niedrig zu halten,

(3) das Regelsystem soll die Flquerteiluhg in einer fiir die Bestrahlungs~-

einrichtungen giinstigen Weise beeinflussen,

1
Den h&chsten Reaktivitidtswert je Volumeneinheit liefern Stdbe aus OB,

z.B. in der Form von Borkarbid. Um die aus (n,a)- und (ngy)-Prozessen
freiwerdende Widrme abzufiihren, werden die Regelelemente #hnlich wie
Brennelemente aus Stdben aufgebaut, zwischen denen Kiihlmittel stromt.
Die Regelelemente besetzen je eine Brennelemeﬂtposition, Die Kiihlungs-
technik bestimmt den maximalen Volumenanteil des Absorbers. Er betrug
beim Referenzreaktor 36,9 %‘B4C.

InAbh3+48 ist fiir den Referenzreaktor die Reaktivitdtswirkung von 6 B4C—
Elementen als Funktion der 1OBnAnreicherung aufgetragen., Die Elemente
stehen im Kern, etwa im gleichen Abstand von der Kernachse wie die peri-
pheren Loops. Wegen der Selbstabschirmung wichst die Reaktivitidtswir-
kung schwicher als linear mit der Anreicherung., Der erforderliche Trimm-

hub vonégf = 7,6 % konnte bei 6 Elementen mit 355 % 1OB erreicht werden,
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Es ist jedoch noch der Abbrand des Bors zu beriicksichtigen: Der iiber das
mittlere Spektrum in einem Borelement mit 47 % 10B gemittelte Einfang-
querschnitt von 10B ergab sich zu(jé = 1,59 barn, Der zugehorige mittlere
Flufl war @ = 0,42-1016 n/cmzsec fir ein voll oder halb eingefahrenes Ele-
ment, Die Anderung der Anreicherung mit der Zeit ist niherungsweise a(t)=

_Gcﬂt

a-e +» Wird der Reaktor im 3—er Zyklus gefahren und werden nach ei-

o
nem vollen Zyklus (= 231 d) die Regelelemente gewechselt, so muB die Reak-

k
tivitdt von é-—~= 7,6 % beim letzten Zuladen von Elementen, d,h. bei t =

k
é + 231 = 154 d vorhanden sein. Die erforderliche Anfangsanreicherung be-
‘P15
trigt dann a, = 0,35 e c' P 154 = 0,60, der Anfangsreaktivitﬁtshub‘%; =
8,0 %

Die glinstigste Position fiir Abschaltelemente ist unmittelbar am Rand des
Kernes, Da beim Betrieb des Reaktors die Abschaltstidbe voll gezogen sind
und sie Nickel-Folger haben kénnen, wirken sie wie Reflektorelemente und
erzeugen keine KernvergroBerung und Leistungserhdhung, Aus konstruktiven

Griinden ist es beim Referenzreaktor aber nur moglich, 12 Randpositionen

1
uit Abschaltelementen zu besetzen. Verwendet man dort Bor mit 90 % 0B,

3

so ergibt sich ein Reaktivitidtshub voné%? = 7,0 %, Man muB also noch ein

zweites Abschaltsystem mit Positionen im Kern vorsehen, 5 Elemente mit
1
90 % 0B ergeben dort,é%§ = 8,6 %s Es ist jedoch zu beriicksichtigen, daR
bei eingefahrenem Trimmsystem sich die Wirkung verringert, und zwar, wie
Ak

die Rechnung zeigte, um den Faktor 0,83, so daB tatsidchlich = = 7,1 %.

Eine Kernkonfiguration, welche nach diesen Gesichtspunkten aufgebaut ist,
zeigf Abb,.22 Im Gegensatz zum Referenzentwurf ist angenommen, dafl auch
unter den Rohrleitungen Regelstabantriebe angebracht werden koénnen, was

moglich zu sein scheint. Damit ergeben sich folgende Werte:

Zahl der alo AEE
System Position Elemente (% B) k
1. Abschaltsysten im Kern 5 90 % 7,1 %
2., Abschaltsystem Kernrand 15 90 % 8,2 %
Trimmsystem frisch im Kern 7 60 % 9,3 %
Trimmsystem nach 154 d im Kern 7 55 % \8,9 %

Alle Reaktivitidtswerte liegen um mindestens 15 % {iber dem was erforder-

lich ist, doch liberschitzt die Diffusionsrechnung Regelstabeffekte,

Der Vorteil dieser Konfiguration liegt darin, dafl die Trimmstdbe den

FluB dort unterdriicken, wo er nicht bentdtigt wird und daBl sich eine yer-

teilung hohen Flusses um die Loops herum ausbildet, Dies ist aus Abb,3-49.
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zu ersehen, wo Kurven konstanter Leistungsdichte aus einer X-Y-Rechnung
eingetragen sind, Bei einem maximalen NeutronenfluB von ¢max =

16
1.0 * 10 n/cmzsec,ergibt sich eine Leistung des Treibers von 410 MW.

Diese sehr giinstige Trimmstabanordnung hat den Nachteil, daf sie nur mit
Bor im Trimmsystem einen genligenden Reaktivitdtshub liefert, Bor wirft
aber durch die Heliumhildung bei der (n,q)~Reaktion und das dadurch ver-
ursachte Schwellen und den Druckaufbau konstruktive Probleme auf, Zwar
sind die bisherigen Bestrahlungsergebnisse mit beliifteten B4C-Trimmst§-
ben ermutigend45), doch schien es nicht moglich, Bor im Trimmsystem fir

den Referenzentwurf vorzusehen,

Als Alternative kommt am ehesten Tantal in Frage, doch haben Tantalab-
sorber nur etwa 2/3 des Reaktivitdtswertes von Naturbor und nur 34 %
des Reaktivitdtswertes von Borelementen mit 55 % 1OB—Anreicherung° Da-
her muf man mehr Elemente verwenden und sie auf einer Position mit gro-
Berem EinfluB einsetzen, Eine Anordnung, die konstruktiv moéglich ist
und fiir den Referenzentwurf gewidhlt wurde, zeigt Abb.2-1, 12 Tantal-
Eiemente umgeben das zentrale Testloop, 12 B4C—E1emente mit 90 % 10B

1
am Kernrand bilden das zweite, 5 B,C~Elemente mit 90 % 0B im Kern das

4
erste Abschaltsystem. Die Bezeichnungen "erstes" und "zweites" sind
willkiirlich uwnd beinhalten keine Prioritdt. Die Reaktivitidtswerte sind

in der folgenden Tabelle zusammengefasst:

System Position Material Zahl der Trimm-
- Ak
) Elemente system -
Trimm im Kern Tantal 12 - 7,6 %
1, Abschalt im Kern 290 % 10B 5 aus . 8,4 %
1
1. Abschalt im Kern 920 % 0B 5 ein 7,8 %
2, Abschalt Kernrand 90 % 10B 12 aus 7,0 %
im Kern ' 10
1 + 2 Abschalt {;Kernrand 90 % B 17 aus 13,5 %
1 + 2 Abschalt ilm Kern 90 % IOB 17 ein 13,1 %
+ Kerarand

Man erkennt aus der Tabelle auch die Wechselwirkungseffekte: Bei ein~-

gefahrenem Trimmsystem verringert sich die Wirkung des Abschaltsystems

im Kern um‘éE = 0,6 %. Beide Abschaltsysteme zusammen haben einen Re-

k
aktivitdtshub von‘éE-= i3,5 %, die Summe der Wirkungen der Einzelsy=
steme wﬁre‘%?: 15,4 %, die Wirkung des #duBeren Abschaltsystems wird
durch das Trimmsystem nicht verriagert.,

15) : . b
G.P.Denielou, CEA, Saclay; persénliche Mitteilung
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Alle Werte gelten fﬁrkdie Kernladung mit leerem Zentralloop. Ist dieses
massiv mit Brennstoff beladen, so verringert sich die Kerngréfe um etwa
18 Brennelemente. Damit verringert sich auch die Wirksamkeit des Ab-

schaltsystems am Kernrand, da die Abschaltelement-Positionen nicht ver-

dndert werden kénnen. Die relative Verringerung betridgt etwa 10 %.

Alle Reaktivitédtswerte enthalten noch Fehler aus der in der Berechnung
verwendeten Ndherung und der Ungenauigkeiten der Kerndaten, Die grofiten
Fehler stammen vermutlich aus der Diffusionsniherung und der Vernachlids-—
sigung der ortsabhingigen Selbstabschirmung. Die Kondensation des Spek-
trums von 26 auf 10 Gruppen bedingt nur einen Fehler von‘%g-xso,i %o Im
Reaktivitdtsbedari der einzelnen Systeme waren je ég = 1 % fiir Unsicher-

heiten vorgesehen, Sollte dies nicht ausreichen, so miissten noch einige

Trimm- oder Abschalt-Elemente zugesetzt werden,

Es ist auch noch zu untersuchen, wie weit die Abschaltstidbe oberhalb des
1 7
Kernes stehen miissen, um Schwierigkeiten durch die oB(n,cx) Li-Reaktion

zu vermeiden,

3.5.6 Reflektor bzw, Brutelemente

Zu Beginn der Studie wurden vorwiegend Reaktoren mit Brutstoff-
reflektor untersucht, Fiir die Optimalisierung des Brutmantels wurden
folgende Uberlegungen gemacht:

Ab welcher Anreicherung des erbriiteten 239Pu lohnt es sich, einen Uran-
brutmantel wiederaufzuarbeiten? In Gespridchen mit der AEGbund NUKEM wur-
de festgestellt, daf sich bei einem Plutoniumpreis von DM 40,-/gr Pu

die Wiederaufarbeitung bei einer Plutoniumanreicherung von 3 % lohnt,
Wie man leicht zeigen kann, 1dRt sich die Zeitabhingigkeit der Pu-

Anreicherung schreiben: —_— -
aPuf—Y C;c Bt

Mit(S; = 0,35 égar27, dem spektrumsgewichteten Einfangquerschnitt von
ZSSU, $ = 0,46 éﬁ]cmzseg7 dem mittleren FluB in der ersten Blanketreihe
und t der Standzeit. Setzt man die Standzeit t = 231 d fiir einen vollen
Dreierzyklus ein, erh#lt man eine Anreicherung a = 3,2 %. D.h. nach ei-
ner vollen Standzeit von 231 Tagen des Kernes lohnt sich die Wiederauf-

arbeitung des radialen Brutmantels,

Fiir die Auslegung des Brutelementes wurde die Leistungsdichte am inne-
ren Rand des Brutmantels am Ende seiner Standzeit berechnet, Hierbei

239
wurden die Leistungsanteile durch Spaltung des erbriiteten Pu, des
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235
U~-Gehaltes des Natururans und durch Schnellspaltung von 238U sowie die

. . . 23
Leistungsanteile durch den Neutroneneinfang in 8U und durch die y-Absorp-
tion beriicksichtigt. Mit diesen Daten lieferten die Thermodydraulikrechnun-
45)
gen ein Stabgitter mit 19 Stdben von 1,35 ecm Durchmesser, was einem

Brutstoffvolumenanteil von(k% = 0,493 entspricht.

rut
Flir den Nickelreflektor, der bei den weiteren nuklearen Rechnungen verwen-
det wurde, wurden zunichst keine Optimalisierungsrechnungen durchgefiihrt,
sondern die Volumenanteile vom Brutmantel ilibernommen, wobeiC«%rutéé(A%i,
Fir die Entscheidung, ob fiir den FR3 ein Reflektor aus Nickel oder Brut-
stoff verwendet werden soll, wurden folgende Grofen filir die beiden Re~-
flektoren verglichen:

Die kritische Masse

Die Treiberleistung

Der Flufigradient in den peripheren Loops

Der Reaktivitdtshub des 2. Abschaltsystems
an der Core-Blanketgrenze

Plutoniumverbrauch der beiden Varianten,

Die Rechnungen zeigten, daf Nickel ein besserer Reflektor ist als Uran,
d.h,, man erhdlt mit einem Nickelreflektor kleinere Kernvolumina, Die Ver-
wendung eines radialen Nickelreflektors brachte bei gleichen geometri-
schen Abmessungen einen Reaktivitdtsgewinn von 2,4 % gegeniiber Uran, der

axiale Nickelreflektor einen Gewinn von 1 %.

Die Tréiberléistung wird bei Verwendung eines Ni-Reflektors jedoch nicht
im gleichen Mafe kleiner wie das Kernvolumen, Nickel ist n#mlich auch ein
besserer Moderator als Uran, was zu einem weicheren Spektrum im Corerand
fihrt, Dies bewirkt ein Anheben des Flusses an dieser Stelle und damit
eine Abflachung der Leistungsdichteverteilung (Abbn,.3-50, 3-51), Es iiber=
wiegt jedoch die Verringerung des Kernvolumens in ihrem EinfluB auf die
Leistung beim {ibergang vom Uran- zum Nickelreflektor, so daf man eine

Leistungsreduktion von 550 MW auf 519 MW erhilt.

Die FluRabflachung beim Nickelreflektor resultiert auch in einem kleine-

ren Gradienten sowohl des Gesamtflusses (ﬁi—ﬁé) als auch des schnellen
Tot

) \
Flusses (—i¢ﬁé o in den peripheren Loops. Vor allem die Verringerung des
Gradienten des schnellen Flusses von 0,51 bei Uran auf 0.44 bei Nickel
ist von grofer Bedeutung im Hinblick auf die Ausbiegung der Druckrohre

45
) K.Doetschmann, persénl, Mitteilung
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der peripheren Loops, welche durch das unterschiedliche Schwellen des Struk-
turmaterials unter der ungleichformigen schnellen Neutronendosis hervorge-—

rufen wird,

Eine weitere Folge des weicheren Neutronenspektrums am Rand des Reaktorker~
nes ist eine Erhoéhung des Reaktivitdtshubs des 2. Abschaltsystems, weélches

an der Kern-Blanketgrenze liegt, um den Faktor 1,16,

Fiir die Berechnung der Plutoniumproduktion im Uranblanket wurde angenommen,
daB dieses nach einer Standzeit von 231 Tagen erneuert wird, Diese Zeit
entspricht gerade einem vollen Dreierzyklus. Bei einem Spaltstoffinventar
von 487 kg werden bei dem Reaktor mit Brutmantel 159,4 kg/a durch Spaltung
verbraucht. Im Kern werden 58,4 kg/a im Blanket 87,3 kg erbrﬁtet, so daf}
man einen Nettoverbrauch von 13,7 kg/a Spaltstoff erhilt.

3.5.7 Abbrandrechnungen

Abschédtzungsformeln

Werden eihe grofle Zahl nuklearer Rechnungen fiir verschiedene Reak-
torvarianten durchgefiihrt, so ist es nicht zweckmifig, fiir jeden Fall
eine aufwendige Abbrandrechnung durchzufiihren. Man wird statt dessen ver-
suchen, fir die beiden wichtigsten Grdégen, Standzeit und Reaktivitits-
dnderung mit dem Abbrand, Ndherungswerte aus Formeln zu finden, in die

nur Daten aus der ohnehin durchgefiihrten nuklearen Rechnung eingehen,

(1) Standzeit

Wird der Reaktor mit konstanter Leistung gefahren und vernachlidssigt man
die Anderung des FluBformfaktors mit der Zeit, so wird er auch mit kon-
stanter maximaler Stableistung gefahren. Fiir diesen Fall istgdie Berech-
nung der Standzeit besonders einfach: Aus der Stableistung erhdlt man
die Watt-pro-Gramm Brenunstoff, aus dem vorgegebenen maximalen Abbrand die

Watt-Tage pro Gramm Brennstoff, aus beiden zusammen also die Standzeit,

Xmax .t =A = Abbrand [Mw—d} - D’-‘i]

2
id
g p
4
jxmax = max, Stableistung /W]cm?
¢ = Brennstoffdichte im Pellet = —oo2! Cpelilet
a 370,7
dp = Pelletdurchmesser / cq;7

= Standzeit in Tagen
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Fir den Referenzreaktor ergibt sich danach mitjxmax = 526 W/cm, dp =0,4cm

¢ pellet = 3.35 g/cm3 fir 105 MWd/to Brennstoff t = 200 d,

Wird der Reaktor mit konstantem maximalen Fluf gefahren, so ist die Berech-

nung etwas komplizierter, da dann die Leistung mit der Zeit abnimmt. Man

geht am besten aus von der zeitlichen Anderung der Spaltstoffdichte Nf:
d N, — '
— =~ N Gf ¢(1_+ o) (1~ CR) (3.11)
' -G, #(1 + @ (1~ CR)t '
N _(t) = N_(o) e (3.12)
f £ :
(] = FluB am Ort der Spaltstoffdichte Nf
ij = {iiber das Spektrum gemittelter Spaltquerschnitt.
Cfcapt
o = B ———
Gfiss
CR = Konversionsrate

Den gleichen zeitlichen Verlauf hat die Leistungsdichte im Brennstoff,

soweit sie aus Spaltungen im Spaltstoff entsteht, Mit

E _ Spaltungen im Brennstoff
~  Spaltungen im Spaltstoff

und den Abkiirzungen
Knax
w73 = 9/ VW /
a1

G, 8, (1+a (1-CR) =y  wird

d2
P

r"

E

q(t)dt = % (tE = Standzeit) (3.13)

™|

©

wenn € niherungsweise als unabhingig vom Abbrand angenommen wird und so-

mit
=Y tE
- e
= A (3.14)

q(o) -

Fiur den Referenzreaktor ergibt sich mit

cff = 1,948 barn
[4] ' = 1,0 » 1016 n/émzsec
max ! v
1+a = 1,190
1 -CR = 0,633
A = o,1M¥d
g
-3
y = 1,27 » 10 “/d
t = 230 Tage

E
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Die genaue Abbrandrechnung lieferte 231 Tage,

(2) Reaktivitidtsidnderung mit dem Abbrand

Da der Reaktivitidtseffekt der Spaltprodukte nicht grof ist und wenig von
Einzelheiten des Reaktors abhidngt, kann er pauschal beriicksichtigt werden,

Er betrigt etwa 24k = 1,8 % bei 105 MWd/to maximalem lokalem Abbrand.

Zu berechnen ist dann die Anderung der Reaktivitdt mit der Spaltstoffdichte

Nf. Vernachlidssigt man die Knderung des Spektrums mit dem Abbrand, so kann

man eine Eingruppentheorie verwenden und erhidlt:

VGy Neg (3.15)
k =k = .15
eff f 2
Nfda +Z_ +DB
1 1 . Za + D B2
= et R S —— (3.16)
K né N. vG, g
wobei £
= mittlerer mikroskopischer Absorptionsquerschnitt
a X
des Spaltmaterials
N - v Ot
B f .
Ca
Za = makroskopischer Absorptionsquerschnitt des Brut-

und Strukturmaterials

1
d —- 2 +DB )
d = vGs € ne
N
£
2 ‘ 2
dk K 11 1 K
Sk oy (ior L[ K (3.18)
dN 3 f (k 5) N ( )
£ N g £ ne
Mit (3,11) wird
2
dk K
gk (k--'ﬁ- )G, 81 + @ (1- cR) (3.19)
2

Die GroBe k - EE variiert nur schwach mit k, némlich um etwa 3 % bei

10 % Anderung von k., Die groBte Schwierigkeit besteht in der Berechnung
von cfoﬂ, da es sich um einen Mittelwert iiber den Reaktor handelt, der
mit der EinfluBfunktion gewichtet werden miiRte. Die normale Reaktorrech-—

nung liefert aber nicht diesen Wert, sondern nur ? =
maximale Leistungsdichte
mittlere Leistungsdichte
so kann man ndherungsweise setzen:

U )
6f = ¢, 2ex (3.20)

£ \fz

. Verlduft die Adjungierte #Zhnlich wie der Flu8,
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Damit erh#dlt man Iiir den Referenzreaktor mit )? = 2,49 und k = 1,104

dk

-3
<& = 0,390 . 10 °/d

Bei einer Standzeit von 231 Tagen wird

Ak =~ 9,0 % durch Spaltstofi
Ak = - 1,8 % durch Spaltprodukte
- 10,8 %
Nach 1/3 der Standzeit im Dreierzyklus Ak = =~ lgiﬁ = = 3,6 %
Die genaue Abbrandrechnung lieferte dafir Ak = - 3,7 % s

Die einfachen Formeln gelten nur dann, wenn gar nicht umgeladen wird oder,
da nach 1, (3.19) %% zeitunabhidngig ist, fiir lokales Umladen. Die Ande-
rung des FluBformfaktors bleibt unberiicksichtigt. Zonenweises Umladen,
welches ortsabhidngige Effekte enthdlt, kann nicht erfasst werden, Daher
wurden fiir den Referenzreaktor eindimensionale Abbrandrechnungen durch-
gefihrt, einmal um genauere Werte zu erhalten, zum anderen um die Vor-
und Nachteile von lokalem Nachladen, zonenweisem Umladen und Unterschieden
in der Zyklenzahl zu ermitteln., Die Rechnung lieferte Aussagen liber die
Abbrandreaktivitdt, den mittleren Entladeabbrand, die Zyklusdauer, die

Chargenzahl sowie den Platzbedarfi in den Abklingmagazinen,

Lokales Nachladen:

Die wichtigsten Ergebnisse fiir die betrachteten Betriebsvarianten mit lo-
kalem Nachladen sind in Abb., 3-52 und 3-53 sowie in Tab. 3-18 dargestellt,

Sie wurden aus radialen und axialen 1D-Abbrandrechnungen gewonnen,

Bei der Ermittlung der Abbrandreaktivitidt war als wesentlichster Punkt zu
beachten, dafl die radiale (axiale) Rechnung nicht den vollen Effekt lie-
fert, Auch die jeweilige Transversalrichtung (axial bzw. radial) liefeft
einen Beitrag, Der Abbrandhub setzt sich ja zunédchst aus zwei Anteilen
zusammen, Der Grundbeifrag entspricht der Abnahme des Mittelwertes der
Spaltstoffdichte jeder Zone. Der Zusatzterm beriicksichtigt die auf diese
mittlere Dichte bezogene abbrandbedingte Verlagerung des Spaltstoffs in
die fluBirmeren Randbereiche, Dieser zweite Anteil muB jedoch bei Verwen-—
dung eines eindimensionalen Rechenprogramms im Sinne der vorauszusetzen-—
den Separierbarkeit des Kerns aus einem radialen und einem axialen An-~
teil zusammengesetzt werden. Denn eine radiale (axiale) Rechnung arbei-
tet auf der Rechenachse lokal mit den transversalen Mittelwerten der
Isotopendichten, Natiirlich hat man darauf zu achten, daf man den

Grundterm nicht doppelt im Abbrandhub beriicksichtigt.
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Die Anreicherung fiir Nachladen im Gleichgewichtszyklus betrug 28,1 %.

Zonenweises Umladeng

Zonenweises Umladen wurde fiir den Dreier-~Zyklus-Betriebd mit 90 MWd/to lo~
kalem Spitzenabbrand untersucht. Entsprechend der Chargenzahl wurde dabei

die Treiberzone in drei volumengleiche, konzentrische Ringzonen geteilt,

Die iibersichtlichsten Umlademéglichkeiten sind diejenigen, bei denen die
Chargenentnahme aus der innersten bzw, der HuRersten Treiberteilzone er~
folgt und die Frischnachladung in die HuBerste bzw. die innerste Teilzone.
Im ersten Fall riickt jede Charge nach jedem Zyklus um eine Zone weiter

nach innep, im anderen Fall nach aufien,

Das Umladen von auflen nach innen verspricht zwar Vorteile in Richtung auf
eine moglichst flache FluBform, jedoch konvergiert hier das Verfahren
nicht auf eine stabile Gleichgewichts~Nachlade-Anreicherung., Dies liegt

daran, daB ke beim Zuladen an der reaktivitidtsmidfig wenig wirksamen

AuBenzone auséiglichen wird und die starken Schwankungen der Anreicherung
sich dann beim weiteren Umladen in den Innenzonen stark auswirken, Des—
halb wird im folgenden nur das zonenweise Umladen von innen nach auBen
(d.h. das Entladen erfolgt am duBeren Corerand) betrachtet, dessen zeit-

licher ke i—Verlauf in Abb, 3-54 dargestellt ist,

£

Die Flufeinbufle am Ort der peripheren Loops beim Umladen von innen nach
auBen gegeniiber dem Umladen von aufen nach innen betrigt etwa 7 %. Der
Gradient iiber dem Durchmesser der peripheren Loops erhsht sich jedoch

nur unbedeutend um 2 % (relativ).

Die Rechnung wurde mit einer Erstkefn—Anreicherung von 26,66 % eingelei-
tet., Dieser Wert ist identisch mit der Erstkern-Anreicherung bei lokalem

Nachladen mit gleicher Chargenzahl und gleichem Spitzenabbrand,

Vom zweiten Zyklus an wurde die Anreicherung der jeweils nachzuladenden
Charge mit Anreicherungs—-Iteration so eingestellt, daR sdmtliche Zyk=-~

len beim gleichen ke ~Wert beginnen (Abb, 3-54).

ff
Ergebnisse und SchluBRfolgerungen:

In den Vergleich der Ergebnisse spielen einige Nebenbedingungen hinein,

die zunidchst zu erliutern sind.

Abbrandhub
Die Ergebnisdarstellung erfolgt filir eine Auswahl moglicher hochstzu-

lissiger A ~-Werte. Diese sind 3,5, 4,0 und 4,5 %.

kAbbr
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Spitzenabbrand
Fir den Spitzenabbrand gelten werkstofftechnische Beschriénkungen, deren

Wert ebenfalls im folgenden variabel gehalten ist (60, 80, 100 Gwd/to).

Mittlerer Entladeabbrand

Das Verhidltnis aus mittlerem Entladeabbrand und Abbrandhub ist nach

Tab, 3-18 allein abhidngig von der Chargenzahl, Man hat also eine méglichst
hohe Chargenzahl zu wdhlen, um bei gegebener Regelreaktivitit eine mog-

lichst gute Brennstoffausnutzung zu gewidhrleisten,

Zyvklusdauer

Die aus Tab, 3~18 ebenfalls ersichtliche Konstanz des Abbrandhubs je Be-
triebstag zwingt im Interesse einer langen Betriebsdauer zur Wahl einer
Betriebsform, mit der man dem hochstzulidssigen Abbrandhub moglichst nahe

kommt ,

In Tab. 3-19 wurden die ausschlieBlich im Sinne dieser Bemerkungen giin-
stigsten Betriebsmiglichkeiten zusammengestellt, d.h. sowohl hoher mitt-
lerer Entladeabbrand als auch lange Standzeit. Liegt z,B. die Schranke
fiir den Abbrandhub bei 4,5 % und ist ein Spitzenabbrand bis 100 GWd/to
zuldssig, dann ist gemdR Tab. 3~18 das zonenweise Dreier~Zyklus Umladen
(Z3) die giinstigere Betriebsform gegeniiber dem lokalen Dreier-Zyklus=-
Nachladen (L3), wegen des um 10 % hoheren mittleren Entladeabbrandes

und der liangeren Standzeit,

Demgegeniiber ist der Nachteil durch die um den Faktor 3 hohere Umlade-
dauer nicht allzu schwerwiegend. MiiBte dagegen aus anderweitigen Griinden
dennoch auf zonenweises Umladen verzichtet werden, blieben mit lokalem
Nachladen auch 10 % der méglichen Zyklusdauer sowie 0,5 ~ 0,6 % der ver-

fiigbaren Regelreaktivitit ungenutzt,

Bel einer 4 %-Schranke fiir den Abbrandhub bleibt allein das L3-Nachladen,

sofern man nicht auf noch hohere Chargenzah1 ausweichen mufl,

Filr 4,5 % zul#dssigen Abbrandhub und 80 GWd/to Spitzenabbrand bleibt nach
wie vor Z3-Umladen giinstiger als lokales Nachladen. Andererseits wire

mit L2-Nachladen eine um 25 % hohere Zyklusdauer zu erzielen. Vermutlich
wiegt dieser Vorteil schwerer als der Nachteil des niedrigeren mittleren
Entladeabbrandes, da er unmittelbar den Testqualitédten des Reaktors zu-

gute kime.

Fiilhren die Kriterien Entladeabbrand und Standzeit zu verschiedenen "giin—

stigsten''Betriebsformen, so ist eine Fallunterscheidung gemacht,



Tab, 3~18 ERGEBNISVERGLEICH FUR LOKALTS UND ZONENWEISES UMLADEN

Merkmal

Chargenzahl n
Spitzenabbrand A (Gwd/toM)

rad, Formfaktor einer Charge

mittl, Entiadeabbrand A (GWd/toM)

Abbrandhub A kAbbr(%)
Zyklusdauer tz(d)
betriebstigl, Abbrandhub (%/d)
mittl. Entladeabbrand/n* Ak,
(GWd/toM*%)

Umsetzhiufigkeit (Verhdltnis)
Umsetzdauer (Verh#dltnis)
Wechselplatzbedarf (Positionen)

(nur Treiber-~BE)

bbr

lokales Umladen

3,25
66
0,049,

6,2
1,17
1,5

55

L

zonenweises Umladen i a

e

(23

60
1,08
46

2,58

53

6,0
0,875

37

0,048

6,0
0,875

37

991-€
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Tab. 3-19 AUFZAHLUNG DER GUNSTIGSTEN BETRIEBSFORM FUR EINE
AUSWAHL VON SCHRANKENWERTEN VON ABBRANDHUB UND

SPITZENABBRAND
kAbbr(%) 3,5 4,0 4,5 5,0
A
(Gwd/toM)
100 - L 3
80 zZ 3 Z 3 L 2 L 2
%
L 2
60 7 3%4 Z 2 zZ 2 Z 2
L [ %4
(L = lokales, Z = zonenweises Umladen; 2, 3 = 2er=-, 3er-Zyklus)

¥ wenn Standzeit von gréferer Bedeutung als Brennstoff-
ausnutzung

% % wenn hohe Brennstoffausnutzung von grdferer Bedeutung
als hohe Standzeit

Natiirlich treten zu den in Tab. 3-19 verarbeiteten Kriterien noch weitere
hinzu, die den hier benutzten Begriff der ''giinstigsten" Betriebsform re-
lativieren konnen. So ist die Moglichkeit des 2er-Zyklus noch von ihren
konstruktiven Auswirkungen her zu klédren, Immerhin miissen in diesem Fall
55 statt bei 3er-Zyklus nur 37 Brennelemente im Abklingmagazin Platz fin-
den konnen, Bei der Entscheidung zwischen lokalem und zonenweisem Umla-
den werden ebenfalls macrherlei Argumente eine Rolle spielen, die nicht
eigentlich von der Core-—Physik herriihren, wie etwa Fragen des Einpassens

von Elementen verschiedenen Kriimmungsgrades in den Zonenverband,

3.5.8 Testloops

Bei den nuklearen Untersuchungen zum FR3, der ja eine Bestrah-
lungseinrichtung sein soll, galt grofes Interesse dem Zusammenhang
zwischen verfiigbarem Testvolumen und der damit verbundenen Reaktor-

leistung.

Die Abhidngigkeit der Reaktorleistung vom Durchmesser des zentralen
Testloops wurde mit Hilfe von l-dimensionalen Diffusionsrechnungen
untersucht,., Dabei wurde fiir den Kern eine Mischung verwendet, bei der
83 % Treiberelemente und 17 % Stahlfolger des Regel~ und Abschalt-
systems zu einer Mischung homogenisiert waren, Das Loop selbst ent-

hielt keinen Brennstoff, sondern war nur mit Natrium gefiillt,
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Die Ergebnisse sind in Abb, 3~55 dargestellt, in der die Reaktorleistung
iiber dem Durchmesser des zentralen Testloops aufgetragen ist., Aus dem Er-
gebnis 1ldBt sich eine wichtige Folgerung ableiten; Beim Ubergang vom
kleinen zentralen Testloop mit einem Durchmesser von 20,4 cm (entspr., 7
BE~Positionen), wovon ca 33 % als Testvolumen zur Verfiigung stehen, Zum
groBen zentralen Loop mit einem Durchmesser von 33,6 cm (entspr. 19 BE~
Positionen), davon ca 37 % als Testvolumen verfiigbar, vergréfert sich das
effektive Testvolumen von 8,6 1tr auf 26,2 itr, d.,h., um einen Faktor 3,
Die Leistung hingegen erhoht sich nur von 379 MW auf 500 MW, was nur ei-

nem Faktor von ca 1,3 entspricht,

Der EinfluB von 3 peripheren Loops auf die Reaktorleistung wurde nur fir
kleine Loops (entspr. 7 BE-Positionen) und nur fiir eine Positionierung
untersucht, da aus konstruktiven Gesichtspunkten hierfiir nur ein kleiner

Spielraum bestand,

Nimmt man die peripheren Loops hinzu, erhoéht sich das Testvolumen noch-
mals um 26,2 ltr auf 52,4 ltr, wenn man von dem grofen zentralen Test-

loop ausgeht,

Beim Ubergang vom kleinen Loopprogramm (1 kleines zentrales Testloop
mit 20,4 cm Durchmesser) zum grofien Loopprogramm (1 grofies zentrales
und 3 kleine peripheren Loops), was mit einer Erhohung des Testvolumens
um den Faktor 6 verbunden ist, erhoht sich die Reaktorleistung nur um

einen Faktor 2,

Aus diesen'ﬁberlegungen folgt, daB es glinstiger ist, einen groflen Be-—
strahlungsreaktor mit einem grofien Loopprogramm zu bauen als mehrere

kleine mit nur kleinem Programm,

Da man in allen Loops moglichst hohe schnelle Neutronendosen erreichen
will, ist es erstrebenswert, auch in den peripheren Loops einen mog-
lichst hohen schnellen Fluf zu haben. Ferner ist man interessiert, einen
moglichst kleinen Gradienten des schnellen Flusses iiber die Loops zu
haben, weil eine ungleichformige Dosis schneller Neutronen zu ungleich-
formigem Schwellen und damit Ausbiegen der Looprohre fiilhrt. Der Brenn-
stoffanteil in den peripheren Loops ist fiir den Fall eines optimalen
Natriumtesteinsatzes etwa 1/3 des Brennstoffanteiles im Treibery Um
einen kleinen Gradienten iiber die Loops zu erhalten, war es daher er-
forderlich, diese mit Treiberelementen zu umgeben, welche die Spalt-
leistung am AuBenrand der Loops und damit den Flufl wieder anheben, Die

Wirkung solcher zusidtzlichen Treiberelemente, des Nickelreflektors an-
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stelle des radialen Brutmantels sowie der Einfluf der eingefahrenen

Trimmstidbe sind in folgender Tabelle aufgezeigt.

Tab. 3-20 GESAMIFLUB ¢Tot’ SCHNELLER FLUB @(E> 0,1 MeV) UND GRADIENT
DES SCHNELLEN FLUSSES IN DEN PERIPHEREN LOOPS

]
1 -
umgeb, Trimm- ¢Tot #(E>0,1 MeV) ¢s°i ¢S oA
Treiberel, | system % 1016 . 1016 . ¢S
ohne aus 0,64 0,38 0,84
_,| ohne ein 0,69 0,43 0,78
@
2| mit aus 0,77 0,48 0,51
o ‘
&| mit ein 0,78 0,49 0,50
S .
4| m,erhoht, .
3]
Anreich. ein 0,81 0,52 0,45
o] mit aus 0,79 0,50 0,44
o
<lomit ein 0,91 0,58 0,36
ol
=

3.5.9 Abschirmungen

Fiir eine erste Beurteilung der im FR3 vorliegenden Strahlungs~-
feldef wurdeh Abschirmrechnungen mit dem Programm SABINE durchgefiihrt,
Die fiir FluBberechnungen wichtigen Neutronenspektren konnten Kern-Ab-
brandrechnungen entnommen werden, die den Spaltstoffaufbau in den Uran-~
Brutmidnteln und das Umsetzen der Brennelemente vollstidndig beriicksichtig-

ten,

In axialer Richtung nach oben besteht die Abschirmung hauptsidchlich aus
Kiihimittel, dem Wiarmereflektor, dem Reaktordeekel und der Betondecke.
Wie aus Abb, 3-56 ersichtlich, erreicht der gesamte NeutronenfluB im
Bereich der Arbeitsbiihne einen Wert von weniger als 10-.7 Neutronen/
cmzsec und bleibt damit weit unterhalb der fiir die Aktivierung von
Stahlkonstruktionen festgelegten Grenze von 104 Neutronen/cmzsec. Be~
reits im ZwischengeschoB iiber dem Reaktordeckel ist der gesamte Neu-
tronenflufl auf 10-‘1 abgesunken, Die Neutronendosisleistung ist mit we-
niger als 10“'9 mrem/h vernachliéssigbar klein. Die ortsabhingigen Neu-
tronenfliisse Sind in der Abb, 3-56 und in den folgenden Abbildungen in
drei Hauptgruppen zusammengefaft., Der materialschiddigende schnelle
Fluf3 umfaBt den Energiebereich oberhalb 86,5 keV, Die energetische

Grenze zwischen epithermischem und thermischem FluB liegt bei 5,04 eV.
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Axial nach unten wird die Reaktorstrahlung durch Kiihlmittel, Bleche und
die Reaktorgrubé aus Schwerstbeton abgeschirmt. Zum Schutz des Betons ist
eine Wiarmeisolation vorgesehen, Sie besteht aus Aluminium~Knitterfolie,
wie sie zur Zeit auch in thermischen Reaktoren Verwendung findet, Aus
Abb, 3-57 ist ersichtlich, daB der gesamte Flufl auferhalb der Reaktor-
grube 10.-.5 Neutronen/cmzsec betrigt; die Neutronendosisleistung wird an
dieser Stelle 5 » 1057 mrem/h erreichen, In Abb, 3~58 wird der ortsab-
hdngige Verlauf der Gammafliisse und Gammadosisleistung dargestellt.,

-6
Letztere erreicht auferhalb der Reaktorgrube etwa 2.10 mrem/h.

Nach Abb, 3-59 ist die Abschirmung in radialer Richtung am schwidchsten
dimensioniert. Zum Schutz des Betons wurde hier zunichst eine borierte
Graphitschicht47) und eine Isolation aus Aluminiumfolie vorgesehen.
Der Gesamtfluf3 am AuBenrand des Betons liegt zwischen 103 bis 104 Neu~-
tronen/cmzsec. Die Dosisleistung ist mit 228 mrem/h nicht mehr zu ver-
nachlidssigen; sie verringert sich jedoch durch zusdtzlichen Einbau von
Abschirmblechen, Der schnelle FluB erreicht ohne Ringlager am Druckge—
fag 1,2 - 1012 Neutronen/cmzsec, mit Ringlager (in Abb. 3-59 nicht

eingezeichnet) verringert er sich auf 7,6 » 1011 Neutrohen/cmzsec.

3.5,10 Referenzkern

Abgesehen von den Abschnitten 3.5.11, 3.5.12 und 3,5.13 be~-
ziehen sich alle Beschreibungen des Berichtes auf den Referenzkern,
Die wichtigsten Daten sind auBerdem in der Tabelle 2.9 zusammenge-

fa3t,

Dieser Abschnitt enth#dlt lediglich einige erginzende Angaben sowie Daten,

die fiir die nuklearen Rechnungen verwendet werden.

Angaben zur Geometrie:
Fiir die nuklearen Rechnungen wurde angenommen, dafl der Kern sich iso=-
therm bei einer Temperatur von 375 oC befindet, Alle Maflangaben und

Dichten beziehen sich auf diese Temperatur,

47 u.U, muB die Graphitschicht durch GrauguBplatten ersetzt werden
zur Vermeidung der Aufweiterung des Doppeltanks (dazu miissen
voraussichtlich etwaige Prozente Sauerstoff dem Stickstoff im

Spalt zugesetzt werden.
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Zellenweite YAl = 7.345
Aquivalenter Kernradius RK = 55,2
Aquiv. Radius des zenw=

tralen Testloops Ri = 16.81
Kernhohe HK = 80.0
Dicke des radialen Reflektors dRad. = 35.0
Dicke des axialen Reflektors dAX' = 25.0

Angaben zur Materialzusammensetzung

cm

cm

cm
cn
cm

cm

Tab. 3-21 gibt die Volumenanteile fiir das homogenisierte, natriumgefiill-

te Zentralloop, die Treiberzelle, die homogenisierten peripheren Loops,

die Rigs, die Trimm-Regelstidbe, die Abschaltstidbe und fiir den radialen

Nickel~Reflektor.

Fiir die Berechnung der Teilchenzahlen wurden folgende Dichten benutzt:

Brennstoffdichte im Kern (0,809'§%h) ?ﬁrennst.
Kiihlmitteldichte QNa
Strukturmaterialdichte ?St
Dichte des Reflektormaterials ?Ni
Dichte des Kontrollstabmaterials yTa

Dichte des Abschaltstabmaterials (O,S-ch)

gB4C

w

8,902 g/cm
0,863 g/cm
7,756 g/cm
8,764 g/cm
16,49 g/cm
2,01 g/cm

W Wwow W w

Als Strukturmaterial wurde in den physikalischen Rechnungen der Stahl

X 8 Cr Ni Mo V Nb 1613 (Werkstoff-Nr. 4988) verwendet, der folgende Zu~

sammenstellung hat:
Fe
Cr
Mo
Nb
Ni
vd

Der Brennstoff war Pqu—UO

a

67,8 %
16,1 %
1,2 %
1,1 %
13,1 %
0,7 %

mit ei
2 i

NPU~F

=¥ N_aN

ner Anreicherung von

S5~ 0,281

Pu U-8

und folgender Isotopenzusammensetzung des Plutoniums

Pu~39 55 %
Pu-40 27,5 %
Pu~-41 13 %
Pu-42 4,5 %
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Tab, 3-21 ZUSAMMENSETZUNG DER EINZELNEN ZONEN DES REFERENZKERNES
(ABB, 3=47)

Zonen Bezeichnung Natrium Stahl Brenn-~ Absorber Nickel
Nr. stoff
1 Homog .zentr .Loop 0,820 0,088 - - -
2 Treiberzelle 0,400 0,237 0,363 - -
3 Per. Loops 0,654 0,187 0,102 - -
4 Rigs 0,500 0,500 - - -
5 Kontrollstibe 0,346 0,224 - 0,408 -
6  Abschaltstibe 0,370 0,239 - 0,369 -
7 Rad ,Reflektor 0,21 0,18 - - 0,610

Helium

0,094

0,057
0,022
0,022

Nukleare Charakteristiken

In Abb., 3-60 sind Neutronenspektren aus dem Kern und dem Reflektor auf-

getragen, Um die stirkere Moderation von Nickel zu zeigen, ist zum Ver-

gleich das Spektrum in einem Brutmantel aufgetragen,

Fiir den Referenzkern ergab die Rechnung folgende Daten:

Spektrumsgewichteter Spaltquerschnitt o, = 1,95 /barn/
Schnellspaltfaktor € = 1,152
YZ _ V::f:Spalt - 2,49
a’Spalt
Konversionsfaktor CR = 0,37
Maximaler Neutronenflu$ [} = 1,0x1016 [F/cmzseg7

Max

In Abb, 3-61 ist der FluB fiir Neutronen mit EnergienE‘.?Eg als Funktion

von Eg aufgetragen,

Daten zur Reaktorkinetik:

-7
Prompte Neutronenlebensdauer 1 = 3,99x10 /sec/
Effektiver Anteil verzigerter Neutronen Beff = 3,20x10_3

-6 —-
Dopplerkoeffizient D = 2,42x10 /1/°C/

¢ dk sdT -3

Dopplerkonstante C = /5 = - 2,.,2x10
Brennstoffausdehnung prompt DAk/k = - 2,9x10"6£i7°97
Isothermer Temperaturkoeffizient Ak/k = - 18,4x10_6£i7°g7
Anderung der Aufheizspanne Dk/k = - 16,0x10'6£i/097

Leistungen und Leistungsverteilung

Die Leistungsdichteformfaktoren sind definiert als

_ Maximale Leistungsdichte
\P ” Mittlere Leistungsdichte
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4lxial 1,206

Px—v
Px-y

\PGes amt

1,237 (Trimmsystem ausgefahren)

1,150 (Trimmsystem eingefahren)

Lfoial \'f X-Y

Y;-Y ist der Formfaktor, wie er sich aus einer zweidimensionalen X-Y-

Rechnung ergibt.

%inal bezieht sich auf den Fall, daf die Trimm- und Abschaltelemente

axial bis an den Kernrand heranreichen.

Mit dem Abbrand Hndert sich sowohl die Spaltstoffkonzentration als auch
die Stellung des Trimmsystems. Wird der Reaktor mit konstantem Fluf ge-

fahren, so vermindert sich daher die Leistung, Es ist

528 MW (Frischzustand, Trimmsystem ein)

462 MW (Endzustand, Trimmsystem aus)

I

Die letzte Zahl ist nur ein Anhaltswert, da in ihr die Anderung des Form-—

faktors mit dem Abbrand nicht enthalten ist.

Beim Referenzentwurf wurde ein 3er-Zyklus mit lokalem Nachladen gewihlt,
Dabei ergibt sich eine Standzeit von 231 Tagen und ein Reaktivitdtshub

von 3,7 % (siehe 3.5.7).

Der Reaktor wurde mit einer vorgegebenen Anreicherung von 28,1 % und

einem ke = 1,104 berechnet (siehe 3.5.2).

ff

3.5.11 Alternativkern

Ein Nachteil des Referenzentwurfes liegt darin, daf die peri-
pheren Loops nah am Kernrand stehen, wo der Neutronenfluf bereits nied-
rig und der FlufRgradient grof ist. Daher wurde nach einer Alternative
gesucht, bei der es nur 3 Loops gibt, welche dann aber mbglichst zen-
tral im Kern stehen., Es erwies sich als konstruktiv schwierig und du-
Berst unvorteilhaft, alle Loops kompakt in der Mitte des Kerans anzu-
ordnen, glinstiger sind dagegen 3 in einer Reihe stehende Loops in
einem Kern mit etwa elliptischem Querschnitt (siehe Abb, 3-63), Zum
Einsetzen der Loops miissen je 7 Elemente entfernt werden, doch ist
die Schliisselweite hier 9,15 cm statt 7,3 cm beim Referenzreaktor,
so dafl die Loops entsprechend grofler als die peripheren Loops des

Referenzreaktors sind.
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Zum Trimmen wurden wieder Tantal-Elemente zum Abschalten B4C-E1emente

mit 90 %'IOB gewdhlt, Beli Verwendung von Na-Folgern an den Trimm- und
Abschaltelementen ist es nicht méglich, den erforderlichen Reaktivitits-
hub zu erreichen, bei Verwendung von Stahlfolgern ergeben 11 Trimmele-
mente éE = 7,7 % und 4 Abschaltelemente im Kern %? 27,5 %. Schwierig-
keiten ergeben sich dabei, geniigend Reaktivitit im Abschaltsystem am

Ok

Kernrand unterzubringen, 12 B, C~Elemente am Kernrand bringen =" 3,2 %.

Nimmt- man noch zwei Positioneﬁ im Kern hinzu, wozu es erforderlich ist,
daf auch unter den Rohrleitungen Antriebe untergebracht werden kdnnen,
so erhidlt man insgesamt‘%?-: - 6,8 % fiirs zweite Abschaltsystem, Die
Reaktivitidtswerte bleiben etwas knapp, da beim Alternativkern mit einem
hsheren Volumenanteil Absorber in den Regel- und Abschaltelementen

(41v/0) gerechnet wurde als beim Referenzentwurf (36,9 v/0).

Da der Alternativentwurf nicht so weit gefiihrt und detailliert wurde
wie der Referenzentwurf, muBten die Rechenwerte teilweise korrigiert
werden, um einen Vergleich zu ermdglichen, Die Daten sind in Tab,3-22

PL ist der FluB in der Mitte der peripheren Loops, ﬂZL der

PL
FluBf im unbeladenen zentralen Loop (21593) gibt die Differenz des

schnellen Flusses (E > 0,1 MeV) zwischen innerem und duBerem Rand der

angegeben, @

peripheren Loops bezogen auf den Fluf in der Loopmitte an, Eine Kon-
struktion von Loopeinsitzen wurde fiir den Alternativentwurf nicht
durchgefithrt, Daher wurde zum Vergleich der Bestrahlungsvolumina das
gesamte Kernvolumen herangezogen, in dem der Brennstoff zum Einsetzen

von Loops entfernt werden mufl (V ). Es ist anzunehmen, daB der

e
Bruchteil davon, der tatséchlicth::rgestrahlungen zur Verfiigung
stehen wird, etwa in beiden Fdllen der gleiche ist.

Der Alternativkern wurde nur mit Brutmantel gerechnet, keff war um

2,6 % kleiner als beim Referenzreaktor und eine Erweiterung der Brenn-
' elementkasten-Abstinde um 2 hm, die beim Referenzentwurf eingefiihrt
wurde, um das différentielle Scﬁwellen zu berﬁckSichtigen, ist beim
Alternativentwurf noch nicht enthalten, Korrekturen fiir diese Unter-

schiede wurden mit den Formeln aus 3.5.4 und 3.5.6 angebracht.

Danach ist die Leistung beim Alternativentwurf um 7 % niedriger als
beim Referenzveaktor,., Die Fliisse sind auch in der Mitte der periphe-
ren Loops etwa gleich, jedoch ist der FluBabfall iiber die peripheren
Loops, der fiir das differentielle Schwellen dieser Loops mafigeblich
ist, beim Alternativentwurf deutlich niedriger. Dafiir sind die Be~-

strahlungsvolumina kleiner und es kann kein so grofer Einsatz ver-
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wendet werden wie im Zentralloop des Referenzreaktors.

Es handelt sich somit um eine echte Alternative zum Referenzreaktor, wo-

bei die Unterschiede vor allem in den Bestrahlungseinrichtungen liegen.

DATEN DES ALTERNATIVENTWURFS

Tab, 3=-22
Grofle Dimension F'Alternativ Referenz élﬁfﬁﬂiﬁl!
Referenz
Leistung L /w7 490 528 0,93
ol ZL /E]cmzsec7 0,99-1016 0,99»1016 1,00
Max - =
¢M§§(E:>O,1 MaV) éﬁ/cmzseg7 0,59-1016 0,62-1016 0,95
g™ /a/ensec/ | 0,81-10"® | 0,80.10"° 1,01
— - 1
ﬂPL(E?7O,1 MeV) ép/cmzseg/ 0,51-1016 0,50°+10 6 1,02
: PL
8,8,

) 0,40 0,44 0,91
\.Px_y 1,50 1,22 1,23
vBestr / 1/ 122 147 0,83
3.5.12 Konischer Kern

‘Wie bereits in Abschnitt 3.5.1 erwdhnt, ergeben sich bei einem
zylindrischen Kern Schwierigkeiten mit dem Platzbedarf auf dem Deckel,
weshalb die Moglichkeit untersucht wurde, die Brennelemente schrig ein-
zusetzen, so daf sie sich nach oben hin ficherfdrmig auseinandersprei-

zen, Dadurch vergrofern sich die Abstidnde der Elemente auf dem Deckel,

Ohne die konstruktive Durchfihrbarkeit im Detail zu priifen, wurde fol~
gender Fall untersucht: An der Unterkante des Kernes haben die Elemente
den gleichen Abstand wie beim zylindrischen Referenzentwurf, in 800 cm
iber der Kernunterkante betridgt der Abstand Elementmitte bis Element-
mitte das 4~fache des Wertes an der Kernunterkante, d.h, bei ideali~
sierter Darstellung in Form eines Kegelstumpfes gilt fiir die Radien
R(z = 800) = 4 R(z = 0), wobei z die Hohe iiber der Kernunterkante ist,
Der untere axiale Reflektor behidlt die Zusammensetzung wie der Refe-
renzentwurf, desgleichen der radiale Reflektor, dessen Dicke eben-—~
falls unabhingig von der Hohe sein soll, Der obere axiale Reflektor
nimmt an der Spreizung teil, der Zwischenraum zwischen den Elementen

wird mit Natrium gefiillt.
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Sind maximaler Neutronenflufl und maximale Stableistung dieselben wie beim
Referenzreaktor, so vergroflert sich die Leistung diesem gegeniiber im we-
sentlichen als Folge einer Verringerung der mittleren Brennstoffdichte.
Die GroBe des Effektes kann man aus Gl. (2) Abschnitt 3.5.4 abschitzen:

Bei der angenommenen Spreizung und einer Kernhﬁhe von 80 cm gilt

RKernoberkante -

1,3 R
=2
=3

'” “Kernunterkante

VKonus VZylinder

und somit fiir die mittlere Brennstoffdichte

0 _3 ¢ .
) Konus 4 ) Zylinder

Einsetzen in Gl. (2) Abschn, 3.5.4 gibt

A
Bl _ a3 B8 2322 _ 065

L 0,875
Die genauere numerische Rechnung lieferte
L - L
Konus _ Zyl. = 0,56,

L
doch wurde sie fiir Reaktoren mit verh#dltnismifig kleinem Radius durch-

gefiihrt, fiir die man nach Gl., (2)
AN
—I‘-I:- = 0,59

erhielte, Obwohl die einfache Formel weder die Verringerung der mittleren

Strukturmaterialdichte noch den Flufiformfaktor des Konus beriicksichtigt,

liefert sie die richtige GroBenordnung des Effekts, so daB sie fiir ande-

re Spreizungsfaktoren als Abschidtzung verwendet werden kann,

Die numerische Rechnung wurde in (r~z)~Geometrie durchgefiihrt. Dazu wurde
der Konus durch iibereinander liegende Zylinderscheiben von wachsendem
Radius approxiﬁiert. Ist z die Hobhe ilber Kernunterkante, so gilt fiir den
Radius des Konus:

3 — . —
o * 866 Ro z L z in cm_/

r{(z) =R
Ro = Radius an der Kernunterkante.
Der Radius der Zylinderscheiben wurde so gewdhlt, daB jeweils
V . = V »
Zylinder Kegelstumpf
Sind zo und zu der obere bzw. untere Wert von z der Zylinderscheibe, so

ist deren Radius

}

1, 2 2
28 =J 3 (r (zu) + f(zu) r(zo) + T (zQ)).

Es wurde folgende Einteilung gewidhlt (siehe Abb, 3-64):
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Héheqabschnitt Bereich ;Ei Y

o
0O - 20 cm Kern 1,038 0,93
20 - 40 cm Kern 1,113 ' 0,81
40 - 60 cm Kern 1,188 0,71
60 ~ 80 cm Kern 1,263 0,63
80 - 105 cm ax,.Refl, 1,347 0,55

v ist der Faktor, um den sich der Volumenanteil von Brennstoff und Struk-

turmaterial dadurch verringert, daB dieselbe Anzahl von Elementen, Loops

und %egel;tabfolgern sich auf immer groBere Querschnittsflichen verteilt
0

(=

Fiir die Rechnungen wurden beim zylindrischen und beim konischen Kern die

Zusammensetzungen des zentralen Loops, der peripheren Loops, der Regel~

stabfolger und der Brennelemente mit homogenen Mischungen approximiert,

was zur Abschidtzung der Haupteffekte ausreicht., Da bei dem so homogeni-

sierten Reaktor mehr Brennstoff in dem zentralen Bereich des Kernes ist

als beim heterogenen Kernaufbau, ergaben sich kleinere Kerhradien als

im heterogenén Fall, Um diesen Effekt etwas zu kompensieren, wurden

noch Reaktoren berechnet, bei denen die Loops und Regelstabfolger mit

weniger Brennelementen homogenisiert wurden, Dadurch wurde eine Brenn-—

stoffverdiinnung und somit eine Vergroferung des Kernradius erreicht,

D.h. je kleiner die Anzahl der fir die Homogenisierung verwendeten

Brennelemente, desto grofer wird der Kern. Zwei Ergebnisse sind in

Tab. 3-23 angegebeng

Tab. 3.23 VERGLEICH KONISCHER UND ZYLINDRISCHER KERNE

Form des j(maf Miiss_ _P _
Fall Reaktors /W/en/ / ke _/ /[ W/
koo = 1.0745 konisch 531 548,1 585,7
Rzyl = 45,87 zylindr, 528 320,0 326,4
= 80 konisch
zylindr, 1,71 1,79
k_pp = 1,0717 konisch 529 465,9  502,2
Ryo1 = 41,94 zylindr, =~ 527 285,4 292,5
N = 103 konisch
zylindr. 1,63 1,72
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N ist die Zahl der Brennelemente,mit ‘der die Homogenisierung erfolgte,

dieses N bestimmt die Brennstoffkonzentrationen der homogenen Mischungen.

RZyl ist der Radius des homogen zylindrischen Reaktors, wobei der keff—
Wert mit dem des konischen iibereinstimmt, ,
Lkonisch AL 0,79
—— = 1,79 bedeutet = = —*— = 0,565,
L . L 1,40
zylindr, )

Eine Extrapolation auf die Verhdltnisse bei dem tatsdchlichen effektiven
Kernradius von Ro = 55 cm und Lzyl = 528 Mw liefeft mit den Werten der

numerischen Rechnung L = 1030 Mw,
; Konus

Dieser Wert ist fiir einen verniinftigen Testreaktor viel zu hoch, wes~

halb der konische Reaktor nicht weiter verfolgt wurde.

3.5.13 Reaktorkern mit Cermet—-Treiber-BE

Will man mit einem Oxid-Stab-Brennelement mit 4 mm Pelletdurch-
messer und einer maximalen Stableistung von 526 W/cm einen maximalen
16 ,— 2 =
NeutronenfluB von 1,5 x 10" /n/cm sec/ erreichen, so muB man nach Gl,.

(3.8) die Anreicherung um den Faktor 1,5 gegeniiber dem Reaktor mit

¢

Max
Kern und nach Abb, 3-43 zu einer Leistung von iiber 1000 MW. Fiir einen

' 1
=1,0x 10 6 herabsetzen, Dies fiihrt zu einem stark abgeplatteten

solchen Fluf kommen daher nur fortgeschrittene Brennelemente in Frage;
z.B. Brennelemente, die bei gleichem Pelletdurchmesser eine grofere
Stableistung zulassen, wodurch die Anreicherung wieder angehoben wer-—
den kann. Dies kann durch Verwendung von Brennstoffen mit erhohter
wiarmeleitfdhigkeit ermdglicht werden, z,B, durch Verwenden von Kar-

bidischem~ und Cermetbrennstoff.,

Karbid zeigt in der Reaktdrleistung keinen entscheidenden Vorteil
gegeniiber dem hier nicht aufgefiihrten Oxid-Stab. Dies liegt daran,

dafl die hohere Stableistung zum groBen Teil durch den gréferen Pellet-
durchmesser kompensiert wird. Ein kleinerer Pelletdurchmesser ist bei
dieser Stableistung aber nicht méglich, da sonst der Kiihlmitteldruck-
verlust im Kern zu hoch wiirde, Andererseits ist wegen der hoheren
Brennstoffdichte des Karbids die Anreicherung niedrig, was zu einer

hohen parasitidren Absorption in 238U fihrt.

Bei den Cermet-Reaktoren ist die Lage giinstiger, da voll angereieher-
ter Brennstoff verwendet werden kann, der mit dem gut wirmeleitenden

Matrixmaterial Chrom oder Molybdin verdiinnt werden kann,
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Fur die nuklearen Rechnungen der Reaktoren mit Cermet~Brennstoff wurden
folgende Daten zugrunde gelegt:

Geometrie und Zusammensetzung
%

Kern
Matrixmaterial Chrom (Molybdin)
Hohe 55.0 cm
Zahl der Steuerstibe 12
Zahl der Abschaltstidbe 6
Zahl der Rigs 3
Zahl der peripheren Loops keine
Brennelement
Gitteranordnung hexagonal
Zelléﬁweite 7,345 cm
Zahl der Brennstidbe
pro Brennelement 91
Brennstabdurchmesser 0,55 cm
Gitterabstand 0,66 cm
Brennstoffdurchmesser 0,50 cm
Brennstoff . Puoz-Cr (PuOZ—Mo)
Anreicherung des Brenn- . 0,68 (volle Anreicherung)
stoffes (PuFiss/PuTot’
Relative Dichte des Brenn-
stoffes im Cermet 0.85
Brennstoffanteil im Cermet 0,307 {0,332)
Dichte des Matrixmaterials 7,050 g/cm> (10,14 g/cmd)
Hiillmaterial Stahl (4988)
Volumenanteile
Cermet 0.387
Stahl 0.235
Kiihimittel (Na) 0,378

Die Volumenanteile und Zusammensetzung der Steuerstidbe und der Abschalt~
stibe bzw. ihrer Stahlfolger sowie der Rigs entsprechen denen des Refe-

renzentwurfes,

Die Reaktoren besitzen wie der Referenzentwurf ebenfalls einen radia-

len und axialen Reflektor aus Nickel mit 40,0 bzw. 25,0 cm Dicke,

Die nuklearen Rechnungen wurden zweidimensional in R-Z-Geometrie durch-

gefiihrt, Fiir die Festlegung des Auslegungswertes fiir keff wurde eine

Reaktivitidtsbilanz durchgefithrt, wie sie in Abschnitt 3,5.2 beschrieben

ist, die zu einem Wert von k = 1,104 fiihrte, Die Ergebnisse der

eff
Rechnungen sind in folgender Tabelle dargestellt.
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Matrixmaterial Chrom Molybdin
Innerer Hquivalenter Durchmesser 7,7 cm 20,4 cm 33,6 cm 20,4 cn
AuBerer dquivalenter Durchmesser 53,4 cm 54,§%cm 60,6 cm ‘68,9 cm
Zahl der Brennelemente 169 170 207 291
Aktives Kernvolumen 435 1 437 1 531 1 748 1
Testvolumen 0,91 61 181 61
Leistungsdichteformfaktor 1.709 1.635 1,468 1.640
Max. Leistungsdichte 1,970 MW/1 1,970 MW/1
Reaktorleistung (Zyklusstart) 527 MW 598 MW 885 MW 964 MW
Max, FluB 1,5 . 1916 n/cstec
Mittlerer Spaltquerschnitt ‘61, 2.009 1,883
Schnellspaltfaktor & 1.092 ‘ 1,088

Wie schon beim Oxid~Pin-Treiber nimmt auch beim Cermet Reaktor die Lei~
stung weit weniger stark zu als das Testvolumen. Es wire also wie dort
ebenfalls giinstiger, einen groBen Reaktor mit groSem Testvolumen zu
bauen als mehrere kleine mit kleinem Testvolumen, Da jedoch die vorge~
sehenen Kiihlkreisldufe fiir eine Leistung von maximal 600 MW ausgelegt
sind, wurden sowohl der Chrom-~Cermet-Reaktor mit 18 1 Testvolumen, als
auch die Molybdin-Cermet-Variante mit 6 1 Testvolumen nicht in Betracht

gezogen,
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3.6 REAKTORTANK MIT EINBAUTEN
(U.Hitzschke, R.A.Miiller)

Im Reaktorbehdlter sind die gesamten Core-Bauteile und 3 Tankmaga-
zine in der Tragstruktur gelagert. AuBerdem enthdlt der Tank fast das
gesamte Primarnatrium und spezielle Einbauten. Die wichtigsten davon
sind Mischkammer, Instrumententragplatte und Kernverspannungskomponen-

ten.

3.6.1 Reaktortank

Der Reaktortank ist ein zylindrischer Beh&@lter aus dem warmfesten un-
stabilisierten austenitischen Stahl X 6 Cr Ni 1811 (Werkstoff-Nr. 1.4948),

aus dem auch die Einbauten gefertigt sind.

Der TankauBendurchmesser betrdgt 4550 mm, die Wandstdrke des zylindri-
schen Teils 25 mm (mit Ausnahme besonders verstidrkter Bereiche) und die

Linge des Tanks vom Boden bis zum Flansch 12 000 mm.

Der Reaktortank (Abb. 3-2 ) besteht von oben nach unten aus einem ring-
formigen Flansch, dem zylindrischen Tankmantel, einem Zwischenstiick und

dem Kiﬁpperboden.

Der umlaufende Flansch dient zur Tankabstiitzung. Die Lagerung erfolgt
iiber elnzelne Auflageelemente. Wdrmedehungen konnen frei nach unten er-
folgen, radiales Expandieren wird im oberen Bereich durch einen Spalt
zwischen Tankwand und Tragsﬁruktur ermoglicht. Die Einleitung der Lager-
krdfte erfolgt iiber einen Ringtréger in die Betontragstruktur. Der Tank-~
mantel enthdlt dieAStutzen fiir die Leitungen des Prim#rsystems sowie
einige kleinere Stutzen fiir die Notkiihlung, die AblaBsysteme, Niveauhal-
tung und Schutzgassystem. Die Berechnungswerte von Druck und Temperatur

liegen bei 0,8 atii und 530 °C.

Das Zwischenstiick im mittleren Tankbereich ist iliber einen konischen Man-
tel mit der Tragstruktur fir Core, Reflektor, thermische Schilde und

Tankmagazine verbunden.

Den unteren Abschluff des Behdlters bildet der Klopperboden. Er enthdlt
die Coreniederschmelzwanne, die im Falle des Niederschmelzens das Core-
volumen aufnehmen muB. Sie ist zwecks OberflEchenvergroRerung gerippt

ausgefiihrt. AuBerdem sind noch Flanschstiicke an der unteren Tankwand
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angebracht, auf die die Traversen im Falle einer Auswechslung abgesetzt
werden konnen. An der tiefsten Stelle des Bodens ist die Tankentleerungs-

leitung befestigt.

Je 4 Eintritts- und Austrittsleitungen durchstoBen in der gleichen Hdhe
von 3 700 mm iiber Core-Mitte den Behidlter. Die Anschlufistutzen sind trich-
terformig ausgebildet, so dal die Temperaturunterschiede zwischen den
Leitungen und der Tankwand liber eine gewisse Strecke abklingen konnen.
Desweiteren ermdglichen die trichterformigen Stutzen der Eintrittslei-
tungen im oberen und unteren Tankbereich eine gute Beweglichkeit der Lei-
tungen. AuBerhaldb des Tanks sind die Leitungen von einem Doppelrohr um-
geben, das im Falle eines Lecks im Prim#rrohr die Na-Zufiihrung in den
Tank aufrechterhiit . Das Doppelrohr wird von einer Isolierschicht um-
geben, um die Betonwand vor einer unzul@ssigen Aufheizung zu schiitzen.
Die Eintrittsleitungen miinden in den Hochdruckraum und sind im Tankinnern
ebenfalls doppelwandig ausgefithrt, um im Falle eines Lecks im Rohr oder
einer Undichtheit an den Schweifstellen das Eindringen von Na in den Nie-

derdruck-Bereich zu verhindern.

Der Na-Betriebsspiegel befindet sich 5580 -mm-iiber Core-Mitte. Bei einem
Leck im Prim&rsystem kann der Spiegel maximal um 2500 mm absinken. Die

Austrittsleitungen tauchen in diesem Fall noch 500 mm in das Na ein.

Zwischen Betriebsspiegel und Deckelunterkante (800 mm) befindet sich zur
Abdeckung der freien Na-Oberfliche Schutzgas. Ein separater Kreislauf

h&lt das Argon immer auf einem bestimmten Reinheitsgrad.

Am obéren Ende wird der Tank durch den Reaktordeckel verschlossen. In
axialer Richtung wird er von einem Doppeltank, der Graphitabschirmung,

der Wdrmeisolierung und der Betonabschirmung umgeben.

3.6.2 Reaktordeckel

Der Reaktortank wird von €inem ortsfesten Reaktordeckel abgeschlos-

sen, der mit dem Tragring gasdicht verschweifit ist.

Die Funktionen des Deckels sind Abschirmung, Wdrmedidmmung, Abdichtung
der Reaktoratmosphiire sowie Bildung einer Fiihrung und Tragstruktur fiir
verschiedene Einbauten wie Manipulatoren, Tankmagazine, Abschaltstibe,
Hubsdulen und Loops. Bestimmende Faktoren fiir den Aufbau in axialer Rich-

tung sind Abschlrmung und Warmedammung.
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Von unten nach oben besteht der Deckelkdrper aus Stahlabschirmung, Widr-
mereflektor, Kiihleinrichtung, Basaltabschirmung und Deckelplatte. Der
Deckeldurchmesser betrdgt 5800 mm, die HShe 1850 mm.

Die 3 unteren Stahlplatten dienen zur y-Abschirmung und als Schutz des
Deckels gegen Wasserhammer-Effekte. Das Gewicht der 50 mm starken Plat-
ten wird iliber Zuganker vom oberen Deckelteil getragen. Der Wirmereflek-
tor hdlt die Aufwdrmung des Deckels in Grenzen, die durch die Strahlung
der heifBlen Natriumoberfléiche auftritt. Er besteht aus 4O aufeinanderge-
schichteten Austenitblechen von je 2 mm Dicke, die im Abstand von 8 mm
‘angeordnet sind. Die Zwischenrdume sind im Betriebszustand mit Argon ge-
fiillt. Oberhalb des Wirmereflektors wird der Deckel mit Stickstoff zwang-
gekithlt. Der Stickstoff stromt dufch ein Rohrsystem, das im Abschirm-

schild eingebettet ist.

Basaltbereich und Stahlplatten iibernehmen die Abschirmung der Neutronen-
und Gammastrahlung. Die Basaltabschirmung erhdlt eine dichte Ummantelung
aus Stahlplatten, wodurch ein Eindringen von Natrium einerseits und das
Verschmutzen des Na durch Abschirmmaterial andererseits vermieden wird.
Um das Gewicht des Deckels klein zu halten und im Tank eiﬁe ausreichende
Bauhohe filir die Arbeiten des Manipulators zu erhalten, ist die Abschir-
mang soweit ausgelegt, daBl an der Oberkante des Deckels keine Stahlakti-
vierung mehr entsteht. Die iibrige Abschirmung fiir die Reaktorhalle iiber-

nimmt die Grubenabdeckung.

Zur Abschirmung der Strahlung durch vorhandene Spalte wird der Deckel
und die darin eingesetzten Stopfen und Durchfilhrungen mit Abstufungen

versehen.
Der Deckel wird von verschiedenen Bauteilen durchdrungen. Das sind:

4 Loops
18 Abschaltstibe
5> Hubsdulen
3 Manipulatordffnungen

3 Tankmagazinoffnungen

Wegen der geringen Abstidnde zwischen den Abschaltstdben sind die zuge-

hérigen Durchfiihrungen jeweils zu Bldcken zusammengezogen.
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3.6.3 Unterer Sammelraum

Der Hochdruckraum befindet sich zwischen den beiden Gurten der
Kerntragplatte. Das Primdr-Natrium stromt iliber die Eintrittsleitungen,
deren geometrische Anordnung im Reaktorquerschnitt (&bb. 3-3 ) zu sehen

ist, in diesen Zwischenraum.

Die spezielle, nur teilsymmetrische Aufteilung ergibt sich aus der Po-
sitionierung der Tankmagazine, denen aus Platzgriinden nur die Na-Aus-

trittsleitungen benachbart werden kdnnen.

Der AuBendurchmesser der Druckraum-Ummantelung betrigt 2600 mm, die Wand-
stdrke 75 mm und der Druck im Innenraum ca. 8 at. Die Druckraumhdhe

wurde mit 400 mm festgelegt.

Um die Reflektorelemente vor einem direkten Aufprallen des Kiuhlmittels
zu schiitzen und eine gleichmidfige Verteilung zu erreichen, wird um die
duBerste Elementreihe ein Zylindermantel gelegt. Er enthdlt Bohrungen
fiir den Ubertritt des Natriums in den Zentrumsbereich, ist mit den bei-
den Tragplatten\verschwéiﬁt und mit diesen auswechselbar. Die Forderung
nach Auswechselbarkeit hatte die Trennung von Kerntragplatte und Stiitz-
struktur zur Folge, wobei die Beriihrungsstellen mit Kolbenringen abge-
dichtet werden miissen. Die Dichtungen sind in die Tragplatte verlegt und

mit dieser austauschbar.

Die Kerntragplatte besteht aus Ober- und Untergurt, die durch den bereits
erwdhnten Zylindermantel und die Rohrstutzen verbunden sind, die zur Auf-
naghme der Brennelement~, Reflektor- und Abschaltstabfiile sowie zur Durch-
fiihrung der Trimmstdbe dienen. Die Rohrstutzen sind im Unter- und Ober-
gurt eingeschweiflit und im unteren Bereich eingeschniirt, um die Querschnifts-
fldche filir die radiale Natriumzufuhr zu vergrdBern. Im Oberteil sind Langs-
schlitze fiir den Na-Eintritt in den FuB angebracht. Die Rohrstutzen, die
sich direkt unter den Loops befinden, werden durch Stopfen verschlossen,

da die Loops eine eigene Kiihlung haben. Ein Stopfen befindet sich zwecks
Zentrierung am Loop selbst, die restlichen an der Grundplatte der Ver-

drédngerkdrper.

Das Tragplattenoberteil wird mit der Stiitzstruktur verschraubt. Zur Ab-
stiitzung der im Core an Testloops angrenzenden Brennelemente dienen Ver-
driangerkdrper, die fir jede TestloopSffnung in einem elastischen Tragge-
riist zusammengefaBt sind und in der Kerntragplatte stehen. Die Verdridnger-

korper konnen jeweils als ganzes gehandhabt und ausgewechselt werden.
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3.6.4 Mischkammer

Mischkammer, Instrumententragplatte und Kernverspannungsteile stel-

len eine Baueinheit dar.

Die Mischkammer (Abb. 3-65 und 3-66 ) hat die Aufgabe, den '"kalten'" Na-
Strom aus dem Reflektor (230 °C) mit dem heiBen Strom aus den Treiber-
brennelementen (ca. 500 °C) zu vermischen und insbesondere die Hubsiulen
vor Thermoschocks zu schiitzen, die aus diesem Grund auf dem Mischkammer-

deckel befestigt sind und damit aus der Mischzone herausgehalten werden.

Testloops und Abschaltstibe durchdringen die Mischkammer uhd werden durch
Schockbleche geschiitzt, die die Profilierung der durch die Loops ersetz-
ten Elemente haben. Im Falle einer Auswechslung miissen die Verdringerkdr-
per durch die Schockbleche herausgezogen werden kdnnen, die mit den bei-
den Tragpléttengurten verschweiflt sind. Gleichzeitig verhindern sie ein
AbreiBen der Instrumentenfihrungsrohre beim Einsetzen eines neuen Test-

loops.

Der Mischkammer-Mantel enthdlt Bohrungen, ebenso der Mischkammer-Deckel,

durch die das Na austreten kann.

In Abb. 3-65 sind zwei Varianten aufgefiihrt:

Der Randbereich des Obergurts, unter dem die Reflektorelemente liegen,
ist als Lochplatte ausgefiihrt. Das dort einstrdmende '"kalte'" Natrium
wird von einem am Mantel angeschweiften Kegelstumpf in das Zentrum ge-
lenkt und vermischt sich mit dem heiflen Na. Zwecks Montage und Zuging-
lichkeit ist der Mantel iliber einen Flansch mit dem Tragplattenoberteil
verschraubt. Der ebenfalls mit dem Mantel verschraubte Deckelflansch
trdgt die Hubsdulen und enthdlt die Na-Austritts-Bohrungen. Der zentrale

Deckel ist iiber die Schockbleche mit der Tragplatte verbunden.

Der Nachteil dieser Anordnuﬁg besteht darin, daBl das Tragplattenoberteil
starken Thermoschocks ausgesetzt ist. Um diesen Nachteil zu umgehen, wur-
den bei der zweiten Variante die Tragplatten getrennt. Der zentrale Teil
ist tiber die Schockbleche mit dem eine Einheit darstellenden Deckel ver-
bunden. An diesen wiederum wird der Mantel angeflanscht, an dessen unte-
rem Ende der Tragplatten-AuBenring angeschweifit ist. Dieser Ring befin-
det sich iiber dem Reflektorbereich und trédgt eine Vielzahl von Rohr-
stutzen, die das relativ "kalte!" Natrium aus dem radialen Reflektor und

den Konﬁrollstében in den heiBen Bereich leiten.
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2.6.5 Instrumententragplatte

Um eine méglichst gute Coreliberwachung zu erreichen, wird beim
FR % jedes einzelne Treiberbrennelement instrumentiert. Gemessen werden
die Kiihlmittelaustrittstemperatur und der Kithlmitteldurchsatz. Durch-
fluBmesser und Thermoelemente sind jeweils in einem ﬁeBkopf zZusammenge-—
faBt.

Die Instrumententragplatte (4bb. 3~67 ) besteht aus zwei Lochplatten,

die durch Rohrstutzen miteinander verbunden sind. In diesen Rohren wer-
den liber Rippen die Mefsonden der Treiberinstrumentierung gehalten. Auf
dem oberen Stiitzring sind die Instrumentenfiihrungsrohre angeschweiBt, die
als Filhrungsweg bei einem erforderlichen Auswechseln der Sonden dienen.
Die Verlegung dieser Rohrleitungen bereitet insofern Schwierigkeiten,

als die Testloops und Abschaltstidbe Hindernisse darstellen, die umgan-
gen werden miissen. Wegen der gefordertenvguten Auswechselbarkeit der Son-
den muf ein bestimmter Kriimmungsradius eingehalten werden. Die Bauhdhe
der Mischkammer wird durch die Rohrverlegung bestimmt und geht in die
Hohe des Reaktortanks ein, da fiir das Brennelement-Umsetzen Mischkammer
und Rohrleitungen iiber die HubsZulen bis dicht unterhalb vom Reaktor-
deckel angehoben werden miissen. Der Beschickungsmanipulator bendtigt ein

Freimal von 3500 mm um ungehindert arbeiten zu konnen.

Der Kriimmungsradius wurde fiir den vorliegenden Entwurf auf 1000 mm fest-

gelegt.

Mischkammer und Instrumententragplatte hi@ngen an drei Hubsdulen von
320‘mm @ und werden im Reaktorstillstand von drei Hubspindeln, die sich
in den Hubsdulen befinden, um 3,5 m - angehbében, so daB Platz fiir die Ma-
nipulatoren zum Elementwechsel geschaffen wird. Am unteren Ende der Hub-
sdulen sind gelenkige Zwischenglieder eingebaut, die eine thermische Deh-
nung der Mischkammer gegeniiber der Aufhingung im Reaktordeckel ohne
Zwdngung zulassen. Durch die Ausrichtung d&er Zwischenglieder ist die
zentrische Lage der Mischkammer und Tragplatte iiber dem Kern sicherge~
stellt. Wdhrend des Reaktorbetriebes hdngen Mischkammer und Tragplatte

an den Hubsdulen und damit am .Reaktordeckel, widhrend der Reaktorkern auf
seiner Tragkonstruktion sufliegt. Daher sind gegenseitige Bewegungen die-

ser Teile zu erwarten.

Infolge thermischer Ausdehnung und Schwellen &#ndern sich die Abstinde

zwischen den Brennelementkdpfen und der Instrumententragplatte. Zum
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Ausgleich dieser Anderung ist als Verbindung zwischen Brennelementkopf
und Instrumententragplatte ein kurzes, bewegliches Rohrstiick vorgesehen,
das an der Tragplatte gelenkig angeschlossen ist. Es erlaubt den Brenn-
elementen eine seitliche Abweichung bis 3 mm und eine senkrechte Bewegung

von 20 mm.

Die gleichen Bewegungen wie sie das Brennelement macht, werden auch von
den sechseckigen Fihrungsrohren der Abschaltelemente vollzogen. Da der
bewegte Absorberteil eines Abschaltelementes in seiner Wartestellung um
40O mm iiber das Fiihrungsrohr hinausragt, ist in der Instrumententrag-
platte fiir jedes Abschaltelement eine Flihrungsrohrverldngerung vorge-
sehen, die mit Federdruck auf dem Fihrungsrohr des Abschaltelementes

aufsitzt. Damit ist der Absorberteil auf seinem ganzen Wege gefihrt.

Mischkammer und Instrumententragplatte werden mit Hilfe der HubsZulen
vom Kern abgehoben. Die Bubsdulen selbst werden mit Zugspindeln in auf
dem Reaktordeckel angebrachte Stdnderrohre eingefahren. In den Hubsdulen
befinden sich auBer der Zugspindel noch ein Schutzrohr fiir die Spindel
und die Fiihrungsrohre fiir die MeBkopfe. Eine Abdichtung der bewegten
Hubsdulen gegen den hdheren Druck im Reaktor erfolgt durch Hutmanschet-

ten, zwischen denen eine Sperrgaskammer eingebaut ist.

3.6.6 NeutronenfluB-Instrumentierung

Grundsdtzliche Anforderungen

Die NeutronenfluB-Instrumentierung dient zur betrieblichen und
sicherheitsmdBigen Uberwachung des Reaktor-Kerns. Sie wird fiir folgende

Aufgaben vorgesehen:

- {verwachung der Kritikalitdt beim ersten Beladen

- Uberwachung der Kritikalitdt bei betriebsmiBigen Brennelement-

Umladungen im abgeschalteten Reaktor

-~ Reaktorstart und Reaktorbetrieb im Nullenergiebereich (<1 % Nenn-
leistung)

- Reaktorbetrieb im Leistungsbereich
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MeBpositionen

Zur Uberwachung der ersten Brennstoff-Beladung werden im Reflektor
MefRlpositionen vorgesehen. Dazu wird jeweils ein Reflektorelement ent-
fernt und von oben durch den Reaktor ein Fihrungsrohr in die freigewor-
dene Position eingesetzt. Das Fuhrungsrohr dient zur Aufnahme eines Neu-
tronenzdhlrohres, das nach Beendigung der Messungen wieder herausgefah-

ren wird.

Mit dem Zuladen von Brennelementen steigt der Multiplikationsfaktor und
der NeutronenfluB. Die vorgesehenen MeBpositionen sollen mindestens den
Bereich O £ k £ 0,95 erfassen, wobei ein Neutronenflul O < ﬁs < 5 x lO5
erwartet wird. Beim weiteren Zuladen bzw. hoheren NeutronenfluB iberneh-

men die weiter auBen liegenden Zdhlrohre die Messungen.

Die betriebsmdBige Uberwachung der Unterkritikalitdt beim Brennelement-
Umladen erfolgt durch NeutronenfluBmessungen mit statischer oder dynami-
scher Auswertung (z.B. durch einen Rechner). Fiir die Messungen werden 2
peripher versetzte Positionen auf der inneren Seite der Graphitabschir=
mung vorgesehen, die von oben durch Rohre zugidngig sind und in denen Z&hl-
rohre eingesetzt werden. In einem bei k = 0,95 abgeschalteten Reaktor wird
an der vorgesehenen Melposition ein FluB ¢th = 2 n/cmzsec erreicht. Die
hier eingesetzten Zdhlrohre werden nach dem Reaktorstart nach oben zuriick-

gezogen.

Fiir den Reaktorstart werden zuerst die vorn beschriebenen Zd&hlrohre be~
nutzt, bis der FluBl am MeBort etwa ¢th = ]_Ol1L erreicht hat.

Gleichzeitig werden an 35 peripher um 120 © versetzten Positionen im
Graphitschirm Neutronendetektoren betrieben, deren Arbeitsbereich zwi-
schen 1029%51010 liegt und die Messungen der o.a. hochempfindlichen
Zdhlrohre ilibernehmen. Die MeBsignale dienen in diesem - allgemein log-
arithmisch benannten - Bereich bis zu N %= 10_2 Nn zur Ermittlung der

Reaktorperiode und zur Aufschaltung auf das Regelsystem sowie auf das

Sicherheitssystenm.

Die Messungen im Leistungsbereich ]_O--2 Nn < N % Nn werden von 3% Neutro-

nen-Ilonisationskammern ilibernommen, die auf gleichem Radius wie die Start-
kammern im Graphitschirm liegen. Der NeutronenfluB iiberstreicht hierbei
den Bereich 1,2 x 108*< ¢thf< 1,2 x lOlO.

Die MeBsignale dienen ebenfalls zur Aufschaltung auf das Regelsystem und
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auf das Sicherheitssystem, sowie zur Ermittlung schnell oder langsam
auftretender Reaktivitdtisanomalien.

Weiterhin sollen die MeRpositionen im Reflektor auch im Leistungsbetrieb
zuganglig sein, um hier spezielle Einrichtungen zur Coresicherheitsiiber-
wachung einzusetzen. Hierbei wird an Einrichtungen zur Uberwachung des
Na-Siedens gedacht; die zugehorigen MeBverfahren (nukleare, akustische)

werden zur Zeit untersucht.

Fir den sicheren Betrieb der Start- und Leistungsinstrumentierung wer-

den folgende weiteren konstruktiven MaBnahmen vorgenommen:

- Die Temperatur am Einsatzort der Detektoren wird auf £ 200 °c gehal-

ten

- Der y-FluBl am MeBort wird durch zusdtzliche Abschirmungen auf DY <

lO5 r/h gebracht. Ohne Abschirmung ist DY==3 x 105 r/h.

Signalauswertung

Zur Erkennung von Stdrungen werden geeignete Signale aus den FluBlmes-
sungen abgeleitet und auf ein Alarm- und Abschaltystem gefihrt. Hierzu

gehdren:

- Periodenmessung im Nullenergiebereich

- Grenzwertiiberwachung im Leistungsbereich

- Uberwachung des linearen FluBanstiegs im Leistungsbereich

Hierzu stehen bewBhrte Einrichtungen zur Verfiigung. Dariliber hinaus for-

dern die besonderen Verhdltnisse am FR 3 (hohe Leistungsdichte) einige

zusdtzliche Auswertungen wie:
-~ Erkennung kurzzeitiger FluBanomalien, z.B. durch Na-Sieden

- Erkennung langfristig auftretender Storungen durch laufende Er-
stellung von Reaktivitatsbilanzen; hierzu ist die Erfassung einer

Reihe weiterer Daten wie R.Leistung, Kerntemperatur u.a. notig.

3.6.7 Kernverspannung

In diesem Kapitel wird nur auf das Konstruktionsprinzip einge-
gangen, die zugehdrigen Grundlagenprobleme sind in Abschn. 3.3.8 behan-
delt.
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Ausgangspunkt fir den Entwurf einer Kernverspannung ist die Bedingung,
dall keine zusdtzlichen Antriebseinheiten bendtigt und Bauteile wie Rol-

len, Hebel, Gelenke usw. nach Mdglichkeit vermieden werden.

Die hier konzipierte Kernverspannung sieht deshalb vor, dall die erfor-
derlichen Verspannungskrifte mittels eines Gewichtsringes aufgebracht
werden. Abb. 3-68 zeigt das Prinzip der Kernverspannung in 3 Schrittfol-
gen. Nach der erstmaligen Corebeschickung und nach jedem Brennelement-
Umsetzvorgang wird die Instrumententragplatte einschlieflich Mischkammer
aus ihrer oberen Wartestellung in die Arbeitsposition gefahren und damit
auch das auf einem Flansch der Instrumententragplatte sitzende Gewicht.
Es besteht aus 2 Ringen unterschiedlicher GroBe, die an mehreren Stellen
durch angeschweillte Bolzen verbunden sind. Zwischen den beiden Gewichts-
ringen befindet sich ein Mittelstiick, an dessen unterem Ende iliber jeweils
2 Biegefedern ein Spannbacken befestigt ist. Am Umfang der HuBeren Re-
flektorreihe sind 12 solcher Spannbacken verteilt, die einheitlich mit
Hilfe des Gewichts verschoben werden. Die beiden Biegefedern an jedem
der Mittelstilicke sollen nach dem Anheben des Gewichtsstiickes die Ver-

spannung ldsen, d.h. die Spannbacken zuriickholen.

Wahrend des Absenkens wird das Mittelstiick von den Verbindungsbolzen
getragen und hdngt frei zwischen den beiden Gewichtsringen (1.Schritt).
Danach setzt die Unterkante des Zwischenstiicks auf den Kernmantel auf
und der Gewichtsring folgt nach, bis er den Konus der Spannbacken er-
reicht (2.Schritt). AnschlieRend wird die Instrumententragplatte in ihre
Endposition gefahren und dabel werden die Spannbacken durch das Gewicht
mittels der Biegefedern an die Elemente gefiihrt. Die Vertikalbewegung
des Gewichtsringes wird durch das Abgleiten auf der Keilflidche in eine
horizontale Bewegung der Spannbacken umgewandelt. Das erforderliche
Spiel ergibt sich aus den in Abschn. 3.3.8 genannten Bedingungen. Um ein
Anheben des Gewichtes bei groBen, von den Reflektorelementen nach aullen
gerichteten Krdften zu vermeiden, ist am Mischkammermantel ein Flansch
angeschweiBt, der im verspannten Zustand (3.Schritt) direkt iber dem Ge-

wichtsring sitzt.

Beim Ldsen der Kernverspannung gilt die umgekehrte Schrittfolge.
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3.6.8 Doppeltank und Abschirmung

Der Doppeltank hat die Aufgabe, bei evtl. Leckagen im Beh&lter
das austretende Natrium aufzufangen. Er umgibt den Reaktortank konzen-~
trisch in einem Abstand von 350 mm. Der Durchmesser betridgt 5280 mm
(auBen), die Wandstdrke 15 mm und die Gesamtldnge ca. 11 400 mm. Nach
oben ist der Doppeltank offen, da in diesem Bereich keine Dichtheits-
anforderungen gestellt werden. Die Auflagerung erfolgt im unteren Be-
reich iliber einen zylindrischen Mantel, der sich auf der unteren Beton-

struktur abstiitzt.

Am Boden des Doppeltanks befindet sich ein Stutzen, der Natriumleckagen
aufnimmt, die iiber ein Leckanzeigegerdt festgestellt werden konnen. Die

angeschlossene Leitung dient zur Auswechslung dieses Detektors. AuBerdem

ist noch eine Entleerungsleitung am Stutzen angebracht, die im oberen Be-

reich aus dem Tank herausfiihrt.

Der Spalt zwischen Tank und Doppeltank erlaubt eine Inspektion der Tank-

widnde mit speziellen Priifgerdten.

Nach dem Doppeltank folgt radial nach auBBen eine Graphit- oder GrauguB-
schicht (500 mm stark), die zur Abschirmung dient. Zwischen Graphit und
Beton befindet sich noch eine ca. 500 mm dicke Isolierschicht, die ein
Aufheizen der Betonwand verhindern soll. Abschirmrechnungen fiir Neutro-
nen- und Gammastrahlung wurden axial nach oben, axial nach unten und

radial nach auBen gemacht, die in Kapitel 3.5.9 diskutiert werden.



5 = 222

3.7 BRENNELEMENTWECHSEL IM REAKTORTANK
(H.Grundmann u.a. (AEG), U.Hitzschke)

Nach jedem Brennstoffzyklus erfolgt bei Reaktorstillstand ein
Ent-. und Beladen der Treiberzone. Dieser Vorgang wird allgemein als
Brennelementwechsel bezeichnet. Beim FR 3 werden die abgebrannten
Treiber~Brennelemente im Reaktortank zwischengelagert, damit die an-
fangs vorhandene relativ groBe Nachwdrme noch innerhalb des Reaktor-
tanks abgefiihrt wird. Dafiir sind drei Magazine an der Peripherie an-
geordnet. Der Transport der abgebrannten Brennelemente aus der Trei-
berzone in die Magazine erfolgt mit einer auf dem Reaktordeckel in-
stallierten Vorrichtung. Nach jedem Abstellen eines abgebrannten
Brennelementes wird ein neues Brennelement dem Magazin entnommen,

liber die leere Kernposition gefahren und eingesetzt.

3.7.1 Referenzlosung

Die Vorarbeiten befalliten sich zunidchst mit einer Systemanalyse
fiir den Reaktordeckel da beim FR 3 der Reaktordeckel aufgrund der Be-
strahlungsloops, der Regel- und Abschaltantriebe und der Hubs&ulen
fiir die Instrumententragplatte eine erhebliche Anzahl von Durchbriichen

aufweist. Es wurden untersucht, siehe auch Abb. 3- 69

- stationdrer Deckel
- drehbarer Ringdeckel

- stationdrer Deckel mit 3 kleinen Drehdeckeln

Die Ergebnisse der Untersuchungen werden im folgenden kurz zusammen-
gefalt:

Stationdrer Deckel:

Alle Kiihlrohrleitungen fiir die Testloops und den Reaktordeckel sowie
alle MeBleitungen konnen frei verlegt werden. Relativ gute Anordnungs-
moglichkeit fiir die Regel- und Abschaltantriebe und Hubsdulen der In-
strumententragplatte. Die Wechselvorrichtung muR einen variablen Greif-

radius von O bis r haben.
max
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Drehbarer Ringdeckel:

Der zentrale Deckel muB in diesem Fall gegen Mitnahme gesichert sein.
Verlegung der Kiihlrohre und MefRleitungen nur an einer bestimmten
Stelle moglich. Begrenzte Platzverhdltnisse fiir die Regel- und Ab-
schaltantriebe und Hubsdulen der Instrumenféntragplatte. Die Wéchsel—
vorrichtung arbeitet nur mit einem konstanten Radius. Kiihlmittel- und

Dichtprobleme fiir den Reaktordeckel.

Stationdrer Deckel mit 3 kleinen Drehdeckeln:

Alle Kiihlrohrleitungen fiir die Loops und den Reaktordeckel sowie alle
MeBRleitungen konnen frei verlegt werden. Beschrédnkte Anordnungsmdglich-
keit fiir die Regel- und Abschaltantriebe und Hubsdulen der Instrumen-
tentragplatte. Die Wechselvorrichtung arbeitet mit einem konstanten
Radius. Kiihlmittel und Dichtprobleme fiir die drei kleinen Deckel.

GroBerer GefaBdurchmesser erforderlich.

Aus diesen, hier knapp zusammengefaBten Gesichtspunkten resultierf,
daBl der stationire Deckel den vorhandenen engen Platzverhaltnissen
am besten gerecht wird und daher den anderen beiden Varianten vorzu-
ziehen ist. Zu beachten ist jedoch die schwierigere Ausfiihrung der

Wechselvorrichtung.

Unter Zugrundelegung des stationdren Deckels wurde eine Analyse iiber
eine den hier vorliegenden speziellen Anforderungen gerecht werdende

Wechselvorrichtung durchgefiihrt. Es wurden diskutiert, siehe Abb. 3-70

konstanter Ausleger

Scheren-Ausleger

- fester Ausleger

beweglicher Ausleger

Es zeigte sich, daB der bewegliche Ausleger alle Vorteile der im ein-
zelnen betrachteten Auslegervarianten aufweist, einschlieBlich der
wichtigen Forderung der Verstellung des Radius und der Moglichkeit

auf konstanter Hohe in radialer Richtung zu fahren.

Infolge der auf dem Reaktordeckel befindlichen Komponenten und der 3
Reaktormagazine werden 3 Wechselvorrichtungen - im weiteren Verlauf

Manipulatoren genannt - vorgesehen. Jedem Manipulator sind ein Drittel
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des Kernes und ein Reaktormagazin fiir den Wechselvorgang zugeordnet.

Aufgrund der baulichen Gegébenheiten oberhalb des Reaktortanks stehen
fiir die Anordnung der Manipulatoren 7 m Bauhohe zur Verfiigung. Um ein
Minimum an Reaktorstillstandszeit zu erreichen, wurden die Parkposi-
tionen der Manipulatoren direkt auf dem Reaktordeckel gewdhlt. Das be-
deutet, daB die erforderlichen Abschirmstopfen fiir das Schliefien der
Manipulatoroffnungen im Reaktordeckel nicht eingesetzt werden kdnnen.
Anstelle der Stopfen wurden horizontal bewegliche Abschirmschieber

mit einer Gesamthohe von 0,8 m vorgesehen. Das bedeutet eine Redu-
zierung der vorhandenen Bauhthe auf 6,2 m. Fiir diese Randbedingung
wurde eine Manipulator entworfen, der in Abschnitt 3.7.1l.1 beschrie-

ben wird.



5.7+.1.1 Manipulator

Der Manipulator hat folgende Bewegungen durchzufiihren:
- Ein- und Ausfahren der Tragrohre
- Drehen des inneren Manipulatorgehduses
- Verfahren der Ausleger
-~ Hubbewegung des Spannkopfes
- Spannbewegung des Greifers

~ Drehung des Brennelementes

Aufbau:

Abb. 3-71 zeigt den Manipulator mit ausgefahrenem Ausleger 1, der

iiber zwei gleichlange Auslegerarme 2 in Form eines Gelenkvierecks mit
der Verbindungsstange 3 iiber Drehgelenke verbunden ist. Die Verbin-
dungsstange ist axial im zweiteiligen Tragrohr 4 gelagert und wird am
oberen Ende des Tragrohres angetrieben. Ein Stiitzhebel 5 verbindet den
FuB des Tragrohres iiber Drehgelenke mit dem unteren Auslegerarm so,

daBl durch axiale Verschiebung der Verbindungsstange gegeniiber dem Trag-
rohr der Auslegerradius verstellt wird. Der Ausleger bewegt sich da-
bei auf einer Horizontalen. Die vertikale Bewegung des Tragrohres beim
Einfahren in das innere Manipulatorgehduse 6, wird iilber ein Hubseil 7
gesteuert. Die Drehung des inneren Manipuiatorgehéuses wird durch ein
im ZuBeren Manipulatorgehduse 8 angeordnetes Schneckengetriebe er-
reicht. Die Steuerungen fiir die Hub-, Spann- und Drehbewegung des
Brennelementes erfolgen iiber Kardangelenkanordnungen 9. Die dafiir er-
forderlichen Stellmotoren sind ilibereinander im Tragrohr angeordnet.

Das Brennelement wird durch ein Greif-Hubwerk 10 vertikal in der Fiih-
rungshiilse 11 bewegt. Die durch den Hebelarm des aufgehingten Brennele-
mentes erzeugten Horizontalkradfte werden iiber Fiihrungsrollen in die
seitlich im Ausleger angebrachten Fiihrungsschienen geleitet. Im unteren .
Bereich des ausgefahrenen Tragrohres werden die Seitenkriéfte von einem
Spurkranzsegment gegen die ReaktorgefdBwand abgestiitzt. Mit dem Stell-
motor wird der Verdrehwinkel des Auslegers eingestellt. An der oberen
Stirnseite des inneren Manipulatorgehduses befindet sich der Hubantrieb,
dessen Abtriebswelle die Ausgleichsrolle fiir die Zuleitungskabel der un-
teren Stellmotoren tridgt. Der Deckeneinsatz dichtet die Montageoffnung

der Zwischendecke ab. Fiir Transportzwecke befindet sich unterhaldb des
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Manipulatorgehduses ein Absperrschieber.

Die Steuerung der Spannbewegung fiir den Greifer erfolgt iliber Zahnrad-
anordnung, Kugelumlaufspindel und durch axiale Verschiebung der unte-
ren Traverse gegeniiber der oberen. Eine Drehbewegung des Brennelemen-
tes (max. ¥ 30 °) wird iiber eine Zahnradkombination iilbertragen. Die

Bewegungen fiir Spannen und Drehen des Brennelementes sind durch Kombi-
nation von axial gegeneinander verschiebbaren Vielkeilwelle und Gleit-

buchse von der Stellung der Traverse unabhingig.

Der Spannkopf, Abb., 3-72 , besteht aus einem Greifdorn 1 und einer Hiil-
se 2. Beide sind mit um 120 ° versetzten Ausfrasungen versehen die in-
einandergreifen. In drei vorgesehenen Gleitbohrungen der Hiilse werden
drei Spannkugeln 3 bewegt. Beim Heben der Traghiilse fallen die Kugeln
in den schrdgen Bohrungen der Hiilse nach innen und der Spannkopf kann
in den Kopf des Brennelementes abgesenkt werden. Beim weiteren Heben
driicken sich die Kugeln gegen den im Innern des Brennelementkopfes be-
findlichen Kragen und das Eigengewicht bewirkt eine Verspannung. Das
Kardangelenk erlaubt eine Winkelabweichung des Spannkopfes von der
Vertikalen um ca. 5 ©. Dadurch kann sich der Greiferkopf den Abwei-
chungen des Brennelementkopfes von der vertikalen Sollstellung anpas-
sen. Nach dem Spannvorgang wird ein Versagen des Greifers - Heraus-
fallen des Brennelementes wiahrend der Transportbewegung - durch die
Selbsthemmung der Spannkugeln im Brennelementkopf vermieden. Das Lo-
sen dieser Spannverbindung ist erst wieder nach dem Absetzen des
Brennelementes mdglich, wenn die Spannung des Eigengewichtes aufgeho-

ben ist.

Mit der unteren Stirnseite der BE-Fiihrungshiilse am FuBl des Auslegers
werden beim Entladevorgang die umliegenden Brennelemente niedergehal-

ten.

Eine Alternative hierzu stellt das bekannte Prinzip des Fingergreifers

dar, das hier nicht beschrieben werden soll. Diese Alternative wird be-

48), 49)

reits unter Natrium-Bedingungen erprobt

Literatur:
48) D.Althaus, F.Mohm, J. Wagner:
Design criteria, description and test program of the SNR
prototype fuel handling system
IAEA-SM-130/4l, Monaco, March 1970
49) P.H.Delves: Mechanism in sodium, TAEA-~130/14, Monaco March 1970
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Steuerung:

Die Werte der Polarkoordinaten des Coregitters werden in das Koordina-
tensystem fiir den Auslegerarm umgerechnet und als analoge Informationen
in einem Speicher festgehalten. Die Bewegungsvorginge flir die Brennele~-
ment-Manipulation laufen im Schrittprogramm ab und werden am Steuerpult
angezeigt. Das Wechseln der Elemente erfolgt nach einem vorbestimmten
Programm. Alle Bewegungsvorginge werden zentral iiberwacht. Die vorge-
sehenen weggeregelten Gleichstromantriebe werden durch einen Programm-
automaten gesteuert, der die Riickmeldung der Istwerte erhdlt. Der Rech-
ner druckt das gefshrene Programm aus, so dal es jederzeit gepriift wer-
den kann. Die einzelnen Bewegungsschritte werden dem Rechner riickgemel-
det und auf Grenzwertiiberschreitungen hin untersucht. Die Uberlast-
schalter arbeiten unabhiingig vom Rechner. Die Handsteuerung kann ent-
weder als Korrektur fiir den Programmautomaten oder auch bei abgeschnit-
tenem Programmautomaten betrieben werden. Fiir die Eingaben von Hand
werden die Werte tabelliert. Die Umschaltung von Handsteuerung auf

Automatik kann nur bei Manipulator-~Nullstellung erfolgen.

Kiihlung:

Die in den Innenraum des Manipulatorgehiduses aufsteigenden Natrium-
ddmpfe werden durch von oben nach unten stromendes Argon aus der zen-
tralen Versorgung niedergehalten. Das Argon dient gleichzeitig =zur

Kiilhlung der innenliegenden Stellmotoren.

Betriebsstorungen:

Bei Ausfall der Stellmotoren konnen durch Offnen des Manipulatorgehiu-
ses die Antriebe durch mechanische ZEingriffe von auBen betdtigt wer-
den. Im Hinblick auf evtl. Verklemmungen im Ausleger ist zu empfehlen,
die Lagerungen derart auszubilden, daBl bei erhdhter Leistungsaufnahme
die eingeleitete Bewegung trotzdem noch ausgefiihrt werden kann. Ein
erneutes genaues Anfahren ist allerdings infolge der beschddigten La-
gerung nicht mehr mdglich. Der beschddigte Manipulator kann jedoch

durch einfache MaBnahmen ausgewechselt werden.
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3.7.1.2 Tankmagazin

Fiir die Zwischenlagerung von abgebrannten Treiber-Brennelemen-

ten innerhalb des Reaktortanks bestehen 3 Mdglichkeiten:

- stationdres Ringlager
-~ drehbares Ringlager

- drehbare, periphere Magazine

Diese Varianten sind untersucht worden und der durchgefiihrte Vergleich
zeigte, daBl fiir den FR 3 drehbare, periphere Magazine vorteilhaft er-

scheinen.

Die Griinde dafiir sind:

Durch den Einbau von Magsaszinen wird der Wechsel einzelner Brennelemen-
te wdhrend des Reaktorbetriebes mdglich. Ein zusadtzlicher Vorteil be~-
steht darin, daB die Magazine weniger Aufwand fir eine Inspektion er-
fordern bzw. liberhaupt einen Aus- und Einbau eher zulassen, da der
Reaktordeckel nicht extra entfernt werden mufl. AuBerdem kdnnen durch
den Einbau von Tankmagazinen die erforderlichen Offnungen im Reaktor-
deckel an der Peripherie angeordnet werden, so dafll eine maximale Ent-
fernung vom Kern erreicht wird. Eine Lagerung am heiBen Natrium ent-
fdllt fiir das Drehmagazin, da es iiber den von der Resktorbiihne ge-

steuerten Greifer bewegt wird.

Fiir die Entnahme der abgeklungenen Brennelemente aus dem Reaktortank
stehen 2 Konzepte gleichrangig nebeneinander, die mit dem vorliegenden

Entwurf beide praktikabel sind:

- Wechseln einzelner Elemente wdhrend des Reaktorbetriebes

~ Wechseln des gesamten Tankmagazins bei abgeschaltetem Reaktor

Insgesamt enthilt das Core 144 Treiberelemente. Beim Brennelement-Wech-
sel soll jeweils 1/3 der Core-Beladung ausgetauscht werden, so daB bei
3 Tankmagazinen in jedem mindestens 16 Positionen vorhanden sein miis-
sen. Die Zwischenlager wurden fiir 20 Elemente ausgelegt, da noch Re-

servepositionen gebraucht werden, um beschiddigte Brennelemente sofort
umsetzen zu konnen. Der Teilkreisdurchmesser eines Magazins, der in

den Durchmesser des Reaktortanks eingeht, betridgt 600 mm. Bei 20 Posi-

tionen ergibt sich eine Teilung von 94,2 mm, das EckmaB der Elemente
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ist 84,3 mm. Damit bleibt geniigend Platz zwischen den Brennelementen
frei. Die physikalischen Berechnungen ergaben, daB auch eine dichte

Packung moglich ist.

Das Magazin (Abb. 3-73 ) wird von 2 Hohlzylindern gebildet, zwischen
denen die Brennelemente gelagert werden. Der innere Mantel ist iiber
Stege mit der zentralen Sdule verschweillt, deren Oberteil als Greifer-
kopf flir die Wechselmaschine ausgebildet ist. Am unteren Ende sind die
beiden Mintel mit einem massiven Ring, dem Tankmagazinfull verbunden,
der 20 Bohrungen enthdlt, in die die Brennelemente eingesetzt werden.
Das Tankmagazin sitzt in einer Aussparung der Tragstruktur, zwischen
deren oberer und unterer Platte ein zylindrischer Mantel eingescheif3t
ist, der mit dem MagazinfuB den Hochdruckraum bildet und iiber ein
Rohrstick mit dem eigentlichen Hochdruckringraum verbunden ist. Das
Natrium kann iber Bohrungen im TankmagazinfuB in die Brennelemente

eintreten und stromt dort zwischen den Brennstdben aufwidrtse.

Die abgebrannten Brennelemente im Tankmagazin werden widhrend des Be-
triebes iiber den Natrium-BypaB gekiihlt. Bei abgeschaltetem Reaktor

wird die Kiilhlung durch Naturumlauf erreicht.

In den Stegen und Stiitzstrukturen sind Bohrungen vorgesehen, um dort

keine Hohlraume entstehen zu lassen.

Die Treiber-Brennelemente verbleiben eine Standzeit (70 Tage) im Zwi-

schenlager.

Im Falle des Wechselns einzelner Elemente mufl das Magazin mit dem Grei-

fer etwas angehoben werden, bevor es gedreht werden kann.

Bei der zweiten Wechselmethode wird das gesamte Tankmagazin mit dem

Greifwerkzeug aus dem Reaktortank entnommen.
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3,7.1.3 Bewegungs-Zeitstudie

Zeitabr- Bewegungsvorgang Zeitablauf
schnitt (siehe Abb. 3-74 (min)
4 Parkstellung des Manipulators auf dem -
Reaktordeckel.
B Die Absperrschieber werden gedffnet und 0 - 10

die Teleskop-Tragrohre werden nach un-
ten in das Reaktorgefdf ausgefahren. Der

Ausleger befindet sich in Null-Stellung.

C Der Ausleger befindet sich in Arbeits- 10 - 380
stellung. Es werden 15 abgebrannte Brenn-
elemente aus dem Kern entnommen und ge-
gen 15 neue Brennelemente aus dem Tank~

magazin gewechselt.

D Der Ausleger befindet sich in Null-Stel- 380 - 392
lang. Die Teleskop-Tragrohre werden nach
oben eingefahren. Die Absperrschieber

werden geschlossen.

E Parkstellung des Manipulators auf dem -
Reaktordeckel.

Wechselzeit fiir 15 Brennelemente: ca. 7 h

Eine schematische Darstellung zeigt Abb. 3-75

Die gesamte Wechselzeit fiir 3 x 15 Brennelemente betrsgt:
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3.7.2 Alternativ=-Entwirfe

Parallel zu der in Abschnitt 5.7.1 beschriebenen Konzeption mit
einem kombinierten Abschirm- und Absperrschieber wurde eine Variante
mit Parkposition auf der Zwischendecke ~ und nicht direkt auf dem Reak-

tordeckel -~ untersucht.

Bei dieser LOsung verlidngert sich die Vorbereitungszeit infolge Auf-
setzen des Manipulators und Justieren des Auslegers betrdchtlich. Die
Ausfiihrung des Manipulators entspricht nahezu dem in Abschnitt 3.7.1.1
beschriebenen Manipulator. Die Offnung im Reaktordeckel wird hierbei
durch einen VerschluBstopfen verschlossen. Zum Herausziehen und Ein-
setzen der drei VerschluBstopfen wurde eine Maschine entworfen, die
beli Reaktorstillstand von einer Parkposition aus iiber die Deckeloff-

nung gefahren und abgesenkt wird.

Die Stopfenmaschine, Abb. 3-76 , besteht aus einer Wechselflasche,
die an einer Laufkatze hydraulisch aufgehingt und horizontal verfahr-

bar ist.

Das Heben und Senken des Stopfens erfolgt durch einen hammerfdrmigen
Hubstempel, der in einer Traverse gelagert ist. Die Traverse wird im
Innern der Wechselflasche an zwei Gewindespindeln elektromotorisch
vertikal verfahren. Der Hubstempel fdhrt in unterster Stellung in eine
Verriegelung im Stopfenoberteil. Durch Drehen des Hammerkopfes mit Hil-
fe eines in der Traverse befindlichen Getriebemotors wird die Verrie-
gelung des Stopfens im Resktordeckel gelost. Nach Herausziehen des
VerschluBstopfens aus dem Reaktordeckel werden die Schieber geschlos-
sen und die Stopfenmaschine kann verfahren werden. Beim Einsetzen des
Stopfens in den Reaktordeckel wird durch Drehen des Hammerkopfes die
Verriegelung gesperrt, und der Hammerkopf wird aus der Aussparung im
Stopfenoberteil herausgefahren. Unterhalb der Wechselflasche befindet

sich ein elektromotorisch betatigter Absperrschieber.
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3.8 REGEL- UND ABSCHALTSYSTEME
(M.Grundmann (AEG), U.Hitzschke)

Bei den hier vorliegenden sehr beengten Raumverh8ltnissen auf dem
Reaktordeckel mulRte der Nachweis gefilhrt werden, dall Kontrollstabantrie-
be mit einem minimslen AuBendurchmesser von 130 mm gebaut werden kOnnen.
Diesem Problem wurde besondere Beachtung gewidmet. Sowohl bei AEG als
auch bel GfK wurden bewullt unabhingig voneinander zwel Entwiirfe fur der-
artige Kontrollstabantriebe durchgefiihrt.

Beide unterscheiden sich in ihrer technischen Konzeption, zeigen jedoch
ibereinstimmend, dall sich keine grundsidtzlichen Schwierigkeiten aufwer-

fen.

3.8.1 Regel- und Abschaltantriebe

Die Regel-~ und Abschaltantriebe dienen zur axialen Bewegung der
Absorberelemente im Reaktorkern. Die Trimm-Regelantriebe bewirken das
Einstellen von Reaktorleistung und Leistungsverteilung iiber den gesamten
Abbrandzyklus hinweg und benotigen dafiir einen Mechanismus zur relativ
langsamen Verstellung der Einfahrtiefe des Trimm-Regelelementes im Kern.
Die Abschaltantriebe bewirken durch das EinschieBlen der Abschaltelemente

in den Reaktorkern eine bei Storfdllen geforderte Schnellabschaltung.

Dem Vorentwurf fir die Regel- und Abschaltantriebe liegt die Annahme zu-
grunde, daB sich die Antriebe auf dem Reaktordeckel befinden und mit die-
sem fest und dicht verbunden sind. Das Arbeiten mit dem Brennelement-Ma~
nipulator bei Reaktorstillstand erfordert ein Hochziehen der Antriebs-
gestdnge um ca. 3500 mm. Weilterhin ist eine kompakte Bauweise fir beide

Antriebe aufgrund der Teilung des Core-Gitters von ca. 140 mm notwendig.

Aus vorgenannten Bedingungen heraus wurde ein pnéumatischer Schnellab-
schaltantrieb entworfen, der die geforderte Beschleunigung und Geschwin-
digkeit erreicht und aus jeder Stellung heraus eine Abschaltung gestat-
tet. Die Riickholung des Abschaltelementes aus der eingefahrenen Stellung
wurde mechanisch geldst, da eine pneumatische Riickholung die Dichtig-
keitsprobleme im Antrieb wesentlich erhdht und die angestrebte Kilhlung

problematisch wird.

Da vom Trimm-Regelantrieb keine zus&dtzlichen Schnellabschaltungen gefor-
dert werden, kann hier eine rein elektromechanische Ausfiihrung verwendet

werden.
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Beide Antriebe sind so konzipilert, dal alle Bewegungsvorginge bei ge-
schlossenen Antriebsgehidusen unter Kihlgasdruck ausgefilhrt werden kon-
nen. Damit ist gewdhrleistet, daB kein Gas aus dem Reaktor austreten

kann.

Aus Vereinfachungsgriinden wurden filr beide Antriebe gleiche Gehiuseab-
messungen gewdhlt. Der Gehduseboden und das Antriebsgehduse sind durch
Schraubverbindung miteinander verbunden und gestatten bei Bedarf einen
Gehduse-~ und Gestidngewechsel, ohne daB benachbarte Antriebe aufgrund

der beengten Platzverhdltnisse in Mitleidenschaft gezogen werden.

Wehrend sdmtlicher Mandver und im Ruhezustand wird den Antrieben Kiihl-
gas zugefilhrt, das iiber eine Reduzierstation dem jeweiligen Reaktordruck

angepalBt wird.

Abschaltantrieb

Der konzipierte Abschaltantrieb arbeitet nach einem kombinierten pneuma-
tisch~-mechanischen Prinzip, Abb. 3-77 . Das EinschieBen der Absorberele-
mente aus der scram-Ausgangsposition erfolgt mit Argonschutzgas von glei-
cher Art wie das Reaktorschutzgas. Das Riickholen der Elemente aus der
eingeschossenen Position erfolgt durch ein Zugband. Wdhrend des Ausfahr-
vorganges ist ein erneutes Einschieflen des Elementes mdglich, jedoch wird
dann die fiir den scram aus der Anfangsposition vorgesehene Beschleunigung

nicht voll erreicht.

Im Abschaltantrieb wird fiir die scram-Bewegung des Abschaltstabes ein
pneumatischer Vordruck benutzt, der konstant im Druckzylinder ansteht.
Beim scram wird die Stahlbandrolle durch den scram-Befehl freigegeben,
so daB der Druckkolben die Beschleunigung asufnehmen kann. Den pneumati-
schen Tell des Antriebes Ubernimmt der unter Druck stehende Treibkolben,
der starr mit dem Gestidnge verbunden ist. Das Gestdnge und das Abschalt-

element sind durch eine Sicherheitskupplung miteinander verbunden.

Im scram-Fall wird das ganze System und damit auch die Motorbremse strom-
los, wodurch der Treibkolben freigegeben wird und sich in Richtung Reak-
torkern bewegen kann. Dabei bewegt sich der Kolben mit der von der Aus-
legung her vorgegebenen Geschwindigkeit und trifft am Ende des Hubes auf
eine als Tellerfeder ausgebildete Bremsfeder, die die Beschleunigung ent-
sprechend abbremst. Zusdtzlich wird die Beschleunigung gegen Ende des Hu-
bes durch die Ausstromung des von dem Treibkolben verdrdngten Gasvolumens

in Richtung Reaktor so gedidmpft, daBl unzumutbare Belastungen des Materials



5 - 2k46

verhindert werden. Da die Bremsfeder in einem Gasmedium arbeitet, ist am
Ende des Hubes nach Zusammendriicken der Feder mit erheblichen Resktions-
kraften zu rechnen. Diese werden durch das Ausstrdmen des noch unter Uber-
druck im Druckzylinder stehenden Treibgases gebremst. Die Restkrafte wer-
den durch im Kolben angeordnete, federbelastete Sperrbolzen, die in das
Verstellrohr eingreifen, aufgefangen. Durch die Bolzensperre wird der An-
triebsstab gleichzeitig in seiner unteren Stellung fixiert. Damit ist ge-
wdhrleistet, daB sich das Absorberelement nicht selbstindig aus dem Kern

entfernen kann.

Die Ankunft des Abschaltstabes nach erfolgter Schnellabschaltung in sei-~
ne untere Lage, d.h. voll im Reaktorkern eingefahren, wird von einem Ge-
ber auf die Warte iibertragen und angezeigt. Dabei wird der Geber als Re-

lais von einem Magneten betdtigt.

Diese Meldung ist malRgebend fir den Entkupplungsbefehl, d.h. die Verstel-
lung des Gestdnges durch das Verstellrohr zur Entkupplung um 45 ° kann

nur dann erfolgen, wenn die Verriegelung aufgrund der erreichten unteren
Stellung des Abschaltelementes freigegeben wird. Ist die Entkupplung voll-
zogen, wird die Verriegelung des Hubes fiir das Gestdnge freigegeben, um
das Gestdnge so hoch anzuheben, bis der Raum filir die Betdtigung des Brenn-
element-Manipulators frei ist. Eine Meldung hebt dann die Verriegelung

des Manipulators auf.

Im oberen Teil des Druckzylinders ist der Stahlbandhaspel angeordnet,
auf dem das Stahlband zum Riickholen von Element, Gestdnge und Druckkol-
ben aufgespult wird. Beim Riickholmandver zieht das Stahlband zunichst
die Ausklingvorrichtung fir die beiden Sperrbolzen an, so dal diese aus
den Nuten im Verstellrohr gezogen werden und der Treibkolben frei wird.
Danach erfolgt der Hub auf scram-Ausgangsstellung oder bis auf die Ar-

beitshohe fir den Manipulator.

Der Stahlbandhaspel wird durch eine vom Stellgetriebe abgehende Stirn-
rad -~ Ritzel - Kombination angetrieben. Der Hubvorgang kann bei gekuppel~-
tem Abschaltelement nur in Normallage (Nullage) ausgefiihrt werden. Bei
entkuppeltem Element kann das Gestinge sowohl in Normallage, als auch unm
4s © verdreht gezogen werden, wobei letztere Stellung{entkuppelt) der
Normalfall ist. Die Verdrehung von Kolben und Gestidnge durch das Ver-
stellrohr wird vom gleichen Getriebe und Motor iiber eine verriegelte

Kupplung und ein Antriebsritzel vorgenommen.
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Der Treibkolben wird beim normalen Betrieb iiber das Stahlband und den
Haspel durch den durch Bremsen blockierten Antriebsmotor gehalten. Beim
Anheben des Elementes aus dem Reaktorkern kann ein erneuter scram aus
jeder Stellung eingeleitet werden. Dabei wird Gas aus den Druckbehdltern
Uber ein dem Druckhalteventil parallel geschaltetes Magnetventil in den
Druckzylinder gegeben und der Antrieb durch Stromlosmachung der Motor-
bremse freigegeben. Der Kolben wird wieder beschleunigt und der scram
eingeleitet. Da der Druck im Druckzylinder erst aufgebaut werden mufl,
wird die Beschleunigung des normalen Einschusses nicht voll erreicht.
Das Stahlband ist so ausgelegt, dal es infolge des einstellbaren hohe-
ren Gasdruckes im Druckzylinder bei Stdrungen im Motor oder Getriebe
iiber die Bruchlast hinaus belastet wird und damit der EinschuBl nicht

gefdhrdet wird.

Untere und obere Abschaltstellung sowie die Freigabemeldung fiir den
Manipulator werden durch Geber auf der Warte gemeldet. AuBerdem wird

die jeweilige Elementstellung iliber ein Potentiometer bzw. Drehfeldgeber,
gekuppelt mit dem MeBRgetriebe, angezeigt und die Schaltfunktionen werden
ausgeldst. Zur Erhchung der Sicherheit fir die zu erteilenden Befehle ist

ein analog arbeitendes Tastpotentiometer vorgesehen.
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Tab. 3- 24 DATENTABELLE

ANTRIEB
Betriebsdruck 16 ati
Enddruck nach Schnellabschaltung 2 ati
Fahrbereich -~ Schnellabschaltung 900 mm
Fahrbereich - Freigabe Manipulator 3500 mm
Verdrehungswinkel fiir Kupplung 450
Motorleistung 0,6 kW
Kiihlgastemperatur Lo °c
Kiihlgas Argon
ANTRIEBSGEHAUSE
Auslegungsdruck 20 atl
Auslegungstemperatur 500 °C
SCHNELLABSCHALTUNG
EinschieBzeit 0,4 sec
Beschleunigung 2,5 g
Fahrgeschwindigkeit - Freigabe
Manipulator 20 mm/g
max. Verzdgerungskraft beim Abbremsen
(Gestidnge und Element) ca. 5000 kp
2
Anzahl der Schnellabschaltungen 5 x 10

Regelantrieb

Der konzipierte Regelantrieb arbeitet nach einem rein mechanischen
Prinzip mit kontinuierlicher Kiihlung durch Argon-Schutzgas, Abb. 3-78 .
Die Verstellung der Regelstdbe in die jeweils gewiinschte Position er-

folgt iber einen mechanischen Spindelantrieb.

Im Regelantrieb wird fiir die Bewegung des Regelstabes eine elektromo-
torisch angetriebene Kugelumlaufspindel verwendet, die eine Gewindemutter
axial bewegt. Gewindemutter und Regelelementgestinge sind starr miteinan-
der verbunden, wdhrend Regelelement und Gestdnge durch eine Sicherheits-

kupplung miteinander verbunden sind.

Da bei dem vorliegenden Entwurf des Regelstabantriebs angenommen wurde,

daBl der Antrieb auf dem Reaktordeckel steht, ist die Gewindespindel fest
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mit einem Planetenrad des Getriebes verbunden und das unter dem Ritzel
befindliche Lager als Fixpunkt vorgesehen. Die zweite Lagerung der
Spindel ist praktisch die Kugelumlaufspindel. Um ein Festfahren von
Spindel und Mutter im unteren Endpunkt zu vermeiden, ist eine Dampfungs-
feder angeordnet, die die Kugelumlaufmutter auffidngt und eine Abschal-
tung des Antriebes vor Festfressen oder Verbiegen der Spindel ermdglicht

und damit den Antrieb vor Zerstorung schiitzt.

Die Spindel und das Verstellrohr werden von einem druckdicht gekapselten
Elektromotor iliber ein Antriebsgetriebe und ein angekuppeltes Verstell-

rohrgetriebe angetrieben und verstellt.

Beim Regelvorgang gestattet die Analoganzeige die Bestimmung des jewei-
ligen Standortes des Elementes. Nur wenn das Element voll in den Reak-
torkern eingefahren und die entsprechende Meldung erfolgt ist, wird die
Verriegelung fir den Kupplungsvorgang des Antriebes frei. Erst dann kann

das Verstellrohr um 45 ° gedreht werden.

Dadurch, daB die Gewindemutter mittels Rollen in Nuten des Verstellrohres
gefiihrt wird, kann die Drehung der Mutter mit dem Gestidnge ausgefiihrt

werden, womit die Kupplung oder das Entkuppeln getdtigt wird.

Nach der Entkupplung kann das Gestidnge mit Hilfe von Spindel und Gewinde-
mutter so hoch ausgefahren werden, damit der Brennelement-Manipulator arbeiten
kann. Bei erreichter Hohe erfolgt eine Meldung und die Verriegelung des

Manipulators wird freigegeben.
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Tab. 3-25 : DATENTABELLE

ANTRIEB

Fahrbereich - Regelbetrieb 900 mm
Fahrbereich - Freigabe Manipulator 3500 mm
Verdrehungswinkel fiir Kupplung 45 ¢
Motorleistung 0,6 kW
Kiihlgastemperatur Lo °c
Kiihlgas Argon
ANTRIEBS GEHAUSE

Auslegungsdruck 20 ati
Auslegungstemperatur 500 °c
REGELBETRIEB_

Stellgeschwindigkeit 20 mm/s
Fahrgeschwindigkeit - Freigabe

Manipulator 20 mm/s
Anzahl der Lastspiele 5 x 105

3.8.2 Konzeption des Trimmregelsystems

Als Konsequenz der beengten Raumverhdltnisse auf dem Reaktordek-
kel (s. Abb. 3- 4 ) werden die Trimmregelstidbe auf tiefliegenden Quer-
traversen befestigt. Diese Traversen werden von Antrieben bewegt, die

im Randbereich des Deckels liegen.

Insgesamt sind 12 Trimmstdbe vorgesehen, von denen jeweils 4 Stiick auf

einer Traverse gefahren werden. Startposition ist die obere Hubstellung,
deh. die TrimmstdZbe werden von oben nach unten durch das Core gefahren.
Diese Anordnung gewdhrleistet; dafl im Falle eines pldtzlichen Absinkens

der Traversen die Stdbe voll in das Core einfahren.

Auf dem mittleren Teil der Traverse befinden sich 4 Trimmstibe, die im
unteren Bereich abkuppelbar sind, um ein Auswechseln zu ermdglichen. Das
Traversen-Mittelstiick ist mit den beiden seitlichen Stitzarmen verschraubt,
an deren duflleren Enden die Antriebsgestidnge gekuppelt sind, die wiederum

in Schutzrohren gefiihrt werden.
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Die seitliche und axiale Filhrung der Traversen wird iiber Stege erreicht,
die an der Tragstruktur (seitliche Fiihrung) und den Stiitzarmen befestigt

sind.

Aufgrund der Dreiteilung der Traverse ist ein Auswechseln mdglich. Dazu
miissen aber alle Einbauten iiber den Traversen, also das gesamte Core,

die Kerntragplatte, Mischkammer und der Reaktordeckel entfernt werden.

Noch wesentlich glinstiger im Hinblick auf das FluBleistungsverhdltnis

und das FluBniveau in den 3> peripheren Loops ist die in Abb. 2-2 ge-
zeigte Coreanordnung. Bei diesem Konzept ist es evtl. moglich, die
Trimmregelstdbe in gleicher Weise wie die Abschaltstdbe von oben in das
Core einzufahren und oberhalb des Reaktordeckels anzutreiben. Der Vor-
teil dieses Regelsystems besteht darin, daBl auf Traversen verzichtet
werden kann, die aufgrund der ca. 10 m langen Hubgesti@nge unter Umstan-
den storanfdllig sind. Es werden jeweils 4 Trimmstidbe mit einer Traverse
gefahren, die bei einer Storung gleichzeitig ausfallen. Beim Wegfall der
Traversen befinden sich im gesamten unteren Reaktortank keine beweglichen
Teile, so daB der Raum unterhalb der Tragstruktur als Hochdruckzone ausge-

bildet werden konnte.

Die in Abb. 2-2 gezeigte Coreanordnung kann jedoch lediglich als Alter-
native betrachtet werden, da die Baumdglichkeiten fiir solche Antriebe der

Abschaltsysteme noch ungekldrt sind.
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BESTRAHLUNGSEINRICHTUNGEN

(E.Bojarsky, H.Deckers, A.Fiege, H.Petersen, H.Reiser, H.Rehn (AEG))

4.1  EINLEITUNG

Plir den FR3, der einen neuartigen, besonderen Testreaktor dar-
stellt, sind auBergewdhnlich aufwendige Bestrahlungseinrichtungen vor-
gesehen, Es handelt sich im wesentlichen um geschlossene Testloops
grofBer Leistungsfghigkeit, in denen Bestrahlungsexperimente auch an
kompletten Briiter-Brennstabbiindeln durchgefilhrt werden kdnnen. Der hohe
schnelle NeutronenflufB, die sehr groBen thermischen Leistungen in den
einzelnen Loops sowle die ungewdhnlichen Dimensionen der Bestrahlungs-

einsatze filhren zu besonderen Auslegungsproblemen.

Als allgemeine Anforderungen an die Bestrahlungseinrichtungen und damit

auch an den Testreaktor selber sind zu stellen:

- Die Bestrahlungspositionen im Reaktor-Core sollen - innerhalb gewis-
ser Grenzen - in der GroBe variabel sein und mit verschiedenartigen
Bestrahlungseinrichtungen wie auch ganz oder teilweiseAmit Treiber-

elementen besetzt werden kodnnen.

- Es missen geschlossene Testloops mit verschiedenen Kihlmitteln, ins-
besondere Natrium und Helium, vorgesehen werden. Sie miissen fiir die
Erprobung von grofBen Brennstabbiindeln sowie auch fir Einzelunter-
suchungen an Brennstoff- und Strukturmaterialproben unter variablen,

einstellbaren Kilhlbedingungen geeignet sein.

- Alle Bestrahlungseinsidtze der Testloops sollen, abgesehen von der Er-
fassung der Kilhlmittelparameter, eine umfangreiche direkte Instru-

mentierung der Testobjekte ermdglichen.

- Das Auswechseln der Testobjekte sowie der kompletten Reaktoreinsidtze
muB3, auch nach elner groBeren Beschddigung, schnell und sicher, und

zwar unter Kihlung und Abschirmung moglich sein.



Auf der Grundlage der genannten Forderungen wurde ein in sich ge-
schlossenes Konzept filir die Gestaltung der Testloops, deren Anord-
nung im Reaktorbereich und die Auswechslung erarbeitet. Es wurde
welterhin eine eingehende Studie beziigiich der Beanspruchung der
Loop=Druckrohre im Corebereich durchgefiihrt. Hierbei steht die kom-
binierte Beanspruchung durch Innendruck und Eigenspannungen infol-

ge von Temperaturgradienten und Materialschwellens im Vordergrund.
Wegen der derzeit noch vorhandenen Unsicherheit bezliglich des Ma-
terialschwellens im schnellen Neutronenflufl waren die Untersuchun-
gen Uberwiegend auf die Problemanalyse gerichtet. Sie fihrten zu vor-
ldufigen Auslegungsdaten, die zeigen, daBl im Verlauf der weiteren
Entwicklung durch entsprechende Material-Auswahl und konstruktive Ge-
staltung eine befriedigende und sicherheitstechnisch vertretbare

Losung gefunden werden kann.

Flir die Testloop-Druckrohre, die im FluBgradienten nahe dem Rand des
Cores angeordnet werden sollen, wurde insbesondere die Verbiegung
durch Temperatur- und Schwelleffekte berechnet. Auch hier sind be-

friedigende LOsungen moglich.

4.2  KONZEPTION DER BESTRAHLUNGSEINRICHTUNGEN

4.2.1 Anordnung und Auslegung der Testloops

Es wurden zwei verschiedene Konzepte fiir die Positionierung der

Bestrahlungseinrichtungen im Reaktor untersucht.

Im Vordergrund stand die Forderung nach einer mdglichst groBen zentra-
len Testposition, die wahlweise durch ein Test-Loop mit Natrium- oder
Heliumkilhlung von 260 mm AuBendurchmesser besetzt werden kann, und nach
drei weiteren Testpositionen von 152 mm AuBendurchmesser -~ bevorzugt

flir Natrium-Testloops - an der Peripherie des Cores, siehe Abb.2-1 . Zwei
Treiberbrennelement-Positionen sind fiir Bestrahlungsrigs vorgesehen. Die-
se Konzeption diente als Grundlage fiir die folgenden Uberlegungen zur
Ausfiihrung der Testloops, zur Auslegung der Druckrohre und zur Durchfih-

rung der Auswechselvorginge.
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Parallel dazu wurden Untersuchungen fiir eine alternative Anordnung der
Testloops in der Treiberzone durchgefiilhrt. Es handelt sich in diesem
Falle um eine zentrale und zwel seitlich dazu angeordnete Testpositi-
onen fir ein Helium-Loop und zwei Natrium-Loops von Jje 200 mm AuBen-
durchmesser. Hierbei ktnnen drei Treiberbrennelement-Positionen mit
Bestrahlungsrigs besetzt werden. Die Bestrahlungseins#tze der Testloops
werden vertikal von oben in den Reaktor eingebaut. Sie enden iber der
Coretragplatte. Alle Testloops werden daher in Fingerhutform mit ko=
axialer Kihlmittelfithrung ausgefihhrt. Diese Anordnung hat den Vorteil,
dafl die Coretragplatte nicht durchbrochen wird, daB also Bestrahlungs-
einsdtze verschiedener GroBe eingesetzt werden kdnnen, wobei nichtbe-
nStigter Bestrahlungsraum mit Treiberbrennelementen besetzt werden kann.
Die Kopfe der Testloops sind {ber dem Reaktordeckel in einem Zwischen-
deck so angeordnet, dall sie jederzeit zu Inspektionszwecken oder zum

Testobjektwechsel von der Reaktorhalle aus zugidnglich sind.

Bei der thermohydraulischen Auslegung der Testloops wurde angestrebt,
daBl die Betriebsbedingungen der Tesitbrennelemente denen in kiinftigen

Hochleistungsbriitern weitgehend angeglichen werden konnen.

In den folgenden Tabellen werden die Auslegungsdaten bzw. -grenzen fiir
das Helium-Testloop von 260 mm AuBendurchmesser und fiir die Na-Testloops
von 260 mm und 152 mm AuBendurchmesser angegeben. Eine Begrenzung der
Kihlmitteldurchsatzmengen nach oben ist im allgemeinen durch das Anwach-
sen der Druckverluste in den iber 10 m langen Hin- und Riickfiihrkandlen
der Testloops innerhalb des Reaktors und an den Kihlmittelein- und Aus-
trittsstutzen gegeben. Eine absolute, feste (Grenze besteht jedoch nicht,

die folgenden Zahlenangaben sind daher als Richtwerte aufzufassen.

Als Auslegungsgrenzen flr das helium=gekihlte Testloop im Corezentrum

ergeben sich etwa folgende Werte:

Testloop-AuBendurchmesser maximal 260 mm
EckmaB des Testelement-Kastens auflen maximal 175 mm
Thermische Leistung des Testelementes maximal 12 Mw
Kihlmitteldruck 100 at
Kihlmitteldurchsatz maximal 30 to/h

Druckverlust im Testeinsatz maximal 14 at



In diesem gasgekihlten Testloop kann beisplelsweise das folgende he-
liumgekiihlte Brennelement bestrahlt werden.l)

Stabzahl des Testbiindels 127
Brennstabdurchmesser/-teilung 8,3 mm/ 12,5 mm
Stableistung maximal nominell 1300 W/cem
Kithlmittel-Bintrittstemperatur 425 °c
Kihlmittel-Austrittstemperatur 685 °c

max. Hiillrohrtemperatur (auBen, nominell) 765 °c
Druckverlust im Biindel 8,7 at

Fiir das natriumgekithlte Testloop im Corezentrum sollen folgende Be-

grenzungen gelten:

Testloop AuBendurchmesser maximal 260 mm
EckmalB3 des Testelement-Kastens aufBlen maximal 203 mm
Thermische Leistung des Testelementes maximal 24 MW
Kiihlmitteldurchsatz maximal 300 to/h
Druckverlust im Testelement maximal 8 at
Druckverlust im gesamten Testeinsatz 14 at

Die Kihlmittelaufheizspanne wlirde bei diesen Betriebsdaten ca. 230 OC

betragen.

In dem Testloop kdnnten z.B. bei 8 mm Brennstabdurchmesser und ca. 10 mm
Brennstabteilungg)
leistung von 1650 W/cm oder 271 Brennstibe bei 1300 W/cm bestrahlt werden.

217 Bremnstabe bei einer maximalen nominellen Stab-

Die 3 peripheren Testloops von jeweils 152 mm AufBendurchmesser sind zwar

ebenfalls flir die Bestrahlung von Brennstabblindeln ausgelegt, jedoch
sollen zwel der drei Testloops auch filir die Bestrahlung von Einzelpro-

ben, insbesondere auch von Strukturmaterialien geeignet sein.

1) M.Dalle Donne, E.Eisemann, K.Wirtz: Latest calculations for a gas
cooled fast reactor with a vanadium clad pin core, KFK 1198.

2)F.Amon et al.: Karbid als Brennstoff eines natriumgekiihlten Hochlei-
stungsbriiter, Reaktortagung Berlin 20.-22. April 70,

Brosch.2497-1970-S. 609, Deutsches Atormforum e.V. (DAtF)
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Die Auslegung im Hinblick auf Bilindelbestrahlungen erfolgte analog zum

groflen zentralen Natrium-Loop. Die entsprechenden Daten sind:

Testloop-AuBendurchmesser maximal 152 mm
EckmaB des Testelement-Kastens aufen maximal 108 mm
Thermische Leistung des Testelementes maximal 8 Mw
Kihlmitteldurchsatz maximal 100 to/h
Druckverlust im Testelement maximal 8 at
Druckverlust im gesamten Testeinsatz 14 at

Filir die Bestrahlung von Stabbilindeln bei voller Loopauslastung (z.B.

91 Stibe mit 1300 W/cm max. Stableistung) ergibt sich eine Kihlmittel-

aufheizspanne von ca. 230 oC.

Fiir reine Strukturmaterialbestrahlungen in diesen peripheren Testloops
so0ll die Kihlmitteltemperatur von ca. 400 OC bis 600 OC einstellbar

sein.

Beim Alternativkonzept sollen 3 Testloops gleichen Durchmessers in
moglichst zentraler Lage in der Treiberzone angeordnet werden. Es wurde

die Anordnung gemdB Abb. 3-63 gewdhlt.

Beil der Auslegung wurde von folgenden Annahmen ausgegangen:

In den Testloops sollen Bremmelemente mit sehr unterschiedlicher Ausle-
gung getestet werden. Die verdnderlichen Auslegungsgrofen sind die Stab-
zahl, Stableistung, Aufheizspanne und der Stabdurchmesser. Es wurde eine
Parameterstudie durchgefiihrt, um festzustellen,welchen Raumbedarf die

verschiedenen Testelemente haben.

Variiert wurden:

Stableistung Xmax = 500 - 1000 - 1500 - 2000 W/cm
Stabdurchmesser dg =6 -8 - 10 mm

nom. Aufheizspanne AS =150 - 200 - 300 ¢

Stabzahl z =91 - 127 - 169



Flir die Dimensionierung der Loops wurden in Anlehnung an die Brennele-
mentauslegung fortschrittlicher Reaktorkonzepte (karbidischer Brenn-

stoff) folgende Parameter ausgewdhlt:

Stableistung Fmax = 2000 W/cm
Stabdurchmesser dg = 8 mm

nom. Aufheizspanne AT =200 %
Stabzahl Z = 127

Ein Brennstabbiindel dieser Auslegung erfordert ein Testloop von etwa
200 mm AuBendurchmesser, das in der Treiberzone untergebracht werden

muf.

Fir die Wahl der Abst&nde zwischen den Testloops waren konstruktive
Griinde maBgebend (Unterbringung der Sicherheitshiille um die Loopk&pfe
iber dem Reaktordeckel und der Kihlmittelleitungen, Ausbaubarkeit der

Testloops usw. ).

Die Schliisselweite der Treiberbrennelemente wurde der Geometrie gemall

Abb. 3-63 angepaBt.

Pro Testloop miissen sieben Treiberelemente wegfallen. Die Elementteilung
betragt 91,5 mm bei 217 Brennstdben pro Element, gegeniiber 70,1 mm und
127 Stdben beim Referenzentwurf. Anordnung und Zahl der Regel- und Ab-
schaltelemente wurden entsprechend den physikalischen Rechnungen nach Ab-
schnitt 3.5.11 gewdhlt. Die Kilhlkanalgeometrie der Treiberelemente ent-

spricht genau der des Treiberbrennelementes nach Abschn. 3.3.5.

k.,2.2 Ausfilhrung der Testloops und anderer Bestrahlungseinsdtze

a) Allgemeines zum Aufbau der Testloops
Die Testloop-Eins#tze sind fingerhutfdrmig ausgebildet. Sie werden auf
dem Reaktordeckel befestigt und in der Core-Tragplatte durch Zentrier-
zapfen gefiihrt. Die Loopkopfe durchdringen die Abschirmdecke Uber dem Zwi-
schendeck und sind daher von der Reaktorhalle her zuginglich. Zwischen dem
Reaktordeckel und der Abschirmdecke, d. h. im Bereich des Zwischendecks,

sind sidmtliche Loops von einer Sicherheitshiille umgeben. Die Loopeinsdtze
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bestehen jeweils aus Druckrohr und Bestrahlungseinsatz, die durch Cono-
seal-Kupplungen druckdicht miteinander verbunden werden. Wegen der
groBen Bauldnge der Loopeinsdtze (ca. 16,5 m) werden die Druckrohre
zweiteilig ausgefiihrt. Das obere, ca. 6 m lange Teilstlick wird nicht
aktiviert und kann deshalb auf Grund der Teilung mehrmals verwendet

werden.

Die Kilhlmittelleitungen der Loops sind in einer Hohe von ca. 3 m Uber
dem Reaktordeckel seitlich an den Druckrohren angeflanscht. Alle Druck-
rohre werden innerhalb des Reaktors zwangsgekiihlt. Die doppelwandigen
Druckrohre der zentralen Loops werden durch spezielle Kihlkreislaufe, de-
ren Kihlmittelanschliisse sich etwa 1 m llber dem Reaktordeckel befinden,
gekithlt. Bei den peripheren Loops ist es zweckmdBig, das Druckrohr direkt
durch das Reaktor-Primidrnatrium zu kihhlen, das durch den Zentrierzapfen
in einen Ringkanal eintritt und ca. 1 m oberhalb des Cores wieder aus-

tritt.

Die Zufuhr des Loopkihlmittels zu den Testobjekten erfolgt Uber Ringkanidle
und konzentrisch zueinander angeordnete Rohre, die gegeneinander thermisch

zu isolieren sind.

Samtliche Testloops sind instrumentiert und mit Einrichtungen versehen,
die die sichere Abfuhr der Nachwirme beim Auswechselvorgang der Test-

objekte ermdglichen.

b) Zentrales heliumgekiihltes Testloop

Abb. 4-1 zeigt einen Schnitt durch den zentralen Helium-Testloop-Einsatz,
und zwar mit angekuppeltem Hubwerksgreifer zu Beginn des Auswechselvor-
ganges. Der Loopeinsatz besteht aus Druckrohr und Bestrahlungseinsatz. Bei-
de sind im Betriebszustand durch eine 10" Conoseal -Kupplung miteinander
verbunden und durch eine zusdtzliche Vorrichtung im Inneren des Loop~

Kopfes miteinander verriegelt.

Ein besonderes Problem ist die Abfuhr der Nachwidrme widhrend des Auswech-
selvorganges und beim Transport des Testelementes. Dieses Problem kann

bei allen Testloops wie folgt gelost werden:

Beim Ankuppeln des Greifers wird ein Riickschlagventil nach unten gedrilickt
und dadurch gleichzeitig die Verriegelung zwischen Druckrohr und Einsatz
geldst sowie die Kihlmittelaustrittsdffnung durch einen speziellen Schie-

ber geschlossen.
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Bei diesem Vorgang offnet sich selbsttdtig ein Ventil im Schieber. Da-
durch wird der Gas-Kihlkreislauf der Wechselmaschine iiber den Hubwerks-

greifer und das Testelement freigegeben.

Besondere Aufmerksamkeit muB bei den hohen Kihlmitteltemperaturen und Tem-
peraturdifferenzen (ca. 25000) zwischen den Kihlmittelkandlen der Vermei-
dung unzulidssiger Wirmespannungen gewidmet werden. Die Hauptkihlmittel-
leitungen mit einer Nennweite von 120 mm minden daher in ringfdrmigen Ka-
ndlen, um Warmespannungen moglichst zu vermeiden. Aus den gleichen Grin-
den werden alle kritischen Stellen, wie z.B. Kihlmittelaustrittsstutzen
und inneres Gasfilhrungsrohr, mit einer hochtemperaturbestandigen Isolierung
(z.B. Graphitgewebe) versehen. Durch den groBen Abstand der Kihlmittel-
leitungen vom Testloop-Kopf bestand die Mdglichkeit, hier erprobte Dich-

tungen (Viton-O-Ringe) einzusetzen.

Die MeBleitungen (insgesamt 60 MeBstellen) werden durch ein Zentralrohr
zu vier druckdichten Steckverbindungen im Deckel des Bestrahlungseinsatzes
gefiihrt. Eine der Steckverbindungen wird beim Auswechselvorgang mit dem
Hubwerk der Wechselmaschine gekuppelt, so daB einige wichtige MelBwerte

auch widhrend des Transportes zur HeiBen Zelle lberwacht werden konnen.

¢) Natriumgekiihltes Testloop

Das grofBe zentrale und die etwas kleineren peripheren natriumgekiihlten
Testloops sind nach dem gleichen Prinzip ausgefiihrt wie das zentrale he-
liumgekithlte Testloop nach Abb. 4=1. Es muB jedoch bei den Natriumloops
darauf geachtet werden, daB das Bestrahlungseinsatz-Oberteil (oberhalb der
Kihlmittel-Austrittsoffnung) nicht mit dem Kihlmittel Natrium in Beriihrung
kommt. Es soll n@mlich verhindert werden, daB die Dichtungen der Concseal-
Verbindung und auflerdem die beweglichen Teile der Verriegelung zwischen
Testeinsatz und Druckrohr und des VerschluBschiebers, siehe Abb. 4-1,
durch das Kihlmittel in ihrer Funktion beeintréchtigt werden. Dazu wird
wighrend des Betriebes stdndig eine kleine Argon-Menge mit geringem Uber-
druck gegeniiber dem Kihlmittel in das Bestrahlungseinsatz-Oberteil einge-
speist. Ein Vordringen von Natrium durch die Dichtelemente oberhalb des
Austrittsstutzens wird dadurch verhindert. Die geringen Argon-Mengen, die
in das austretende Kihlmittel gelangen konnen, mlissen dann im Test-Kreis-

laufsystem wieder abgeschieden werden.
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d) Loopeinsatz fiir zyklische und Kurzzeit-Bestrahlungen

Es wurden Uberlegungen angestellt, in welcher Weise Kurzzeit-Bestrahlun-
gen - auch mit zyklischen Lastwechseln - an kleineren Testobjekten (Ein-
zelstdbe und kleinere Teststab-Biindel) im FR3 durchgefiihrt werden konnen.
Dazu ist es notwendig, daB Testobjekte fiir zyklische Belastungen wihrend

des Reaktorbetriebs axial im Core bewegt werden kodnnen bzw. flir Kurzgzeit-

tests wdhrend des Reaktorbetriebs ausgewechselt werden konnen.

Fir derartige Bestrahlungen widre ein peripheres Testloop mit Helium-
Kihlung gut geeignet. Abb. 4.2 zeigt das Prinzip einer Kurzzeit-Bestrah-
lungseinrichtung. Die Loopwechselmaschine wird widhrend des Bestrahlungs-
vorganges uUber dem Testloop positioniert. Die Halterung des Testobjektes
ist mit dem Hubwerk der Transportflasche gekuppelt und kann verfahren wer-
den, widhrend der Testeinsatz mit dem Druckrohr durch eine Conoseal-Flansch-
verbindung druckdicht verbunden ist. Die MeBleitungen des Testobjektes wer-
den ebenfalls iber das Hubwerk nach auBen gefihrt. Das Kilhlsystem des Test-
loops ist gegen die Wechselmaschine durch eine Stopfbuchskombination im
Loopeinsatz-Kopf und ein Riickschlagventil, Nr. 5 in Abb. 4-2, in der Test-
objekt-Halterung gedichtet. Unterhalb der Stopfbuchse ist eine Schleusen-
kammer eingebaut, die das Ein- und Ausfahren einer Kurzzeitprobe bei vol-

lem Kihlmitteldruck ermdglicht.

Der Einfahrvorgang eines Bestrahlungsobjektes lauft wie folgt ab, vergl.
Abb. 4-2:

Die Wechselmaschine steht iber dem Loopeinsatz. Die geschlossene Klappe
der Schleusenkammer in Pos. A ist mit dem vollen Kihlmitteldruck beauf-
schlagt. Wechselmaschine und Schleusenkammer stehen unter Argon bei Nor-
maldruck. Das Hubwerk senkt das Testobjekt durch die Stopfbuchse in die
Schleusenkammer ab. Uber Ventil U4 wird die Stopfbuchse mit Sperrgas ver-
sorgt, Uber Ventil 1 erfolgt der Druckausgleich zwischen Schleusenkammer
und Kilhlsystem. Das Testobjekt wird bis unterhalb Pos. B abgesenkt (etwa
1,5 m oberhalb des Cores) Hier setzt die volle Kilhlung ein. Nach entspre-
chenden Kontrollen der Testinstrumentierung kann die vorgesehene Bestrah-
lungsposition angefahren werden. Nach Beendigung der Bestrahlung wird wie-
derum Pos. B angefahren. Hier verbleibt das Testobjekt unter voller Kiih-

lung solange, bis freie Konvektion zur Abfuhr der Nachwdrme ausreicht.
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AnschlieBend kann die Schleusenkammer, Pos. A, angefahren werden. Durch
schnelles Offnen von Ventil 2 wird die federbelastete Klappe der Schleu-
senkammer geschlossen und diese druckentlastet. Nach SchlieBen von Ven-
til 2 und Offnen von Ventil % setzt die Absaugung der Schleusenkammer
ein. Dabei wird Argon aus der Wechselmaschine iiber Ventil 5 angesaugt.
AnschlieBend kann die Halterung mit Testobjekt vollends in die Transport-

flasche gezogen werden.

4.3  AUSLEGUNGSPROBLEME DER TESTLOOP-DRUCKROHRE

4.%.1 Einleitung

Wie bel allen Reaktorbauteilen, die hohen Dosen schneller Neutro-
nen ausgesetzt sind, kdnnen auch bei den Loop-Druckrohren die im schnel-
len FluB zu erwartenden Strahlenschidden (Versprddung, Strukturmaterial-
schwellen) nicht mehr auBer acht gelassen werden. Abgesehen von der u.U.
erheblichen Volumenzunahme durch integrales Schwellen konnen z.B. in den
Druckrohren des zentralen Loops infolge der durch y-Heizung und beldsei-
tigen Kilhlung erzeugten Temperaturprofile und der starken Temperaturab-
hdngigkeit der Schwellraten durch differentielles Schwellen Eigenspannun-
gen erzeugt werden, die um eine GroBenordnung iber den reinen thermischen
Spannungen liegen. Beil den peripheren Loops, die im Temperatur- und FluB-
gradienten stehen, kann es auBlerdem durch das differentielle Schwellen
zu einer unzuldssigen Verbiegung der Looprohre kommen. Diese Erscheinun-
gen filhren zwangslaufig einerseits zu einer Begrenzung der Wandstdrke
und damit des zuldssigen Kilhlmitteldruckes und andererseits zu einer Be-
schrinkung der zuldssigen Schwellrate, also der Standzeit. Fiir die Be-
strahlungsexperimente und auch im Hinblick auf die entstehenden Kosten
besteht jedoch der Wunsch nach moglichst langen Loop-Standzeiten und im

Falle des Helium-Loops nach hohen Betriebsdriicken.

Eine sorgfidltige Analyse der Druckrohrbelastungen infolge von Innendruck,
Warmedurchgang und Materialschwellen mit dem Ziel, eine optimale LOsung
bel diesen gegensidtzlichen Forderungen zu finden, wird dadurch erschwert,
daB3 zur Zeit noch keine fundierten Beziehungen ilber das Schwellverhal-
ten des Strukturmaterials und iiber die Anderungen seiner Festigkeits-

elgenschaften vorliegen.
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Die an verschiedenen Stellen aufgestellten Beziehungen, die das inte-
grale Schwellen nichtstabilisierter austenitischer Stdhle in Abhén-
gigkeit von Dosis und Temperatur angeben, wie zum Beispiel die soge-
nannten FFTF-, IA/IMF- und BNWL-Korrelationen, miissen zur Zeit noch
als reine Arbeitshypothesen betrachtet werden.

Bel den im folgenden dargelegten Untersuchungen kann es sich daher noch

nicht um eine exakte und endgiiltige Auslegung der Loops handeln, son-
dern lediglich um eine Abschitzung, unter welchen Voraussetzungen eine

angestrebte Standzeit von 210 Vollasttagen erreicht werden kann.

4.%.2 Beanspruchung der Druckrohre des zentralen Helium-Testloops, Aus-

legung

Die folgenden Ausfilhrungen beziehen sich zun8chst auf das grofle
zentrale He-Loop mit 260 mm AuBendurchmesser, das in Abb. 4-3 schema-
tisch dargestellt ist.

Ausgangsdaten

Als Auslegungsdruck wurde zundchst ein maximaler Betriebsdruck p, von
100 at angesetzt. Zu diesem Druck gehtren entsprechend der Spezifikation
des Testblindels ein Heliumdurchsatz durch das Testelement MHel = 30 t/h

und eine Eintrittstemperatur in das Testelement von 425 OC.

Der Temperaturverlauf im Natriumspalt zwischen dem #uBleren Druckrohr
und den benachbarten Treiberbrennelementen kann bei der gewahlten Kon-
zeption entsprechend der Temperaturverteilung in der Treiberzone ange-
nommen werden. Der Druck p3 in diesem Natriumspalt betridgt nur wenige
Atmosphiren (ca. 3 at) und kann gegeniiber den Driicken Py und P, vernach-

ldssigt werden.

Als y~Heizung wurde im inneren und HuBeren Druckrohr bei einem maxima-
len GesamtfluB ¢ = 1,0 - 1016 n/cm% ein Betrag von 12 W/g angesetzt.Aus-
serdem wurde angenommen, daf der axiale Verlauf der y-Heizung ndherungs-

weise dem FluBiverlauf entspricht.
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Abb. 4 -3 Lentrales He-Loop im FR3
Schema des Loop - Einsatzes

‘ Hey Hez Hao
685° :"2" dind i ;’g“g‘}/ AuBeres Druckrohr
| . 4 [ Outer pressure tube
Blanket ' I . J l §1
: glﬂh t?h g % //:nneres Druckrohr
- 3 nner pressure tube
. X
B NPtk Py
{1100 ca.
1 at N5l é 3
s ot at
K
a
>*< ;
Core — — ———¢ T T .
(229K 6309 RNLLES K362 .
X s _—Gasfihrungsrohr
° A1 Gas duct
X 4§</ o
. 3 |_—Kasten des Testelements
» ]
‘ L7 Subassembly box
X //é .
N [ Isolierung
) = Thermal insulatio
EP*‘?“ ~ rm sulation
Blanket of IR Ko KD
S NS = 5
4250 N2 Jub8 BRI 1200
& 230
\/ ;/ \\4/‘ |
&é /% "
4 n
' < 5;5” Fub: 10" cm?s
;g Flux n
Schneller Fluf: ca. 0§ -10'° em?s
1 Fast flux {E201 MeV)
—9213 An it
gestrebte Standzeit: 210 Tage
¢223"J Service life dmas
23 . 23—
2 236 Schnelle Dosis: ca. 109-10°° cm
% 310 Fast fluence "
/X — ¥’- Heizung, max.: 127
¢2L9 Y- heuting, M N




4 - 16

Werkstoff

Als Druckrohrwerkstoff wurde stabilisierter austenitischer Stahl vor-
gesehen, weil dieser unter den Betriebsbedingungen eines schnellen

natriumgekiihlten Reaktors von den heute verfiigbaren Strukturwerkstof-
fen bezliglich Festigkelt, Korrosionsverhalten, Versprddung, Schwellen,

SchweifBbarkelt und Wirtschaftlichkeit den besten KompromiB darstellt.

Unter den in Frage kommenden Austeniten wurde der Sandvikstahl 12 R 72 HV
(X10CrNiMoTi 1515) ausgewdhlt, der im Rahmen der Gasbriiterentwicklung
vor allem auch bezliglich seines Bestrahlungsverhaltens ausfilhrlich un-

tersucht wird.
Als Festigkeitswerte wurden die zur Zeit erreichbaren Daten bei 15 %
Kaltverformung und geeigneter Widrmevorbehandlung

2
06,2/6500C = 34,7 kp/mm

2
9,5/10000 h/650 0% 16 kp/mm

3)

zugrunde gelegt.

Belastung durch Gasdruck

Da zundchst angenommen werden muBte, daB die Temperaturen in den Rohr-
winden Werte erreichen wiirden, bei denen Kriechvorgidnge nicht mehr ver-
nachliassigt werden kdnnen (=550 OC), erfolgte die Festlegung der Wand-

stdrken nach zwei Gesichtspunkten:

-~ Dauerbetrieb mit P; - b, (innefes Druckrohr) bzw. Py - P (duBeres
Druckrohr)
R 2
MaBgeblicher Stoffwert: Zeitdehngrenze %5,5/10000 h = 16 kp/mm

- Kurzzeitige Belastung sowohl des inneren als auch des Hufleren Druck-
rohres mit dem vollen Innendruck Dy (bei Wegfall des Entlastungs-
druckes P, bzw. nach dem Bruch des inneren Druckrohres).

MaBgeblicher Stoffwert: Streckgrenze: o, 2-@434,7 kp/mmg.

3

3)

M. Dalle Donne et al.: Gasbriitermemorandum, Ergebnisse einer Tintersuchung
Uber die Realisierbarkeit und Wirtschaftlichkeit eines gasgekiihlten

Schnellen Briiters, KFK 1375, EUR 4575d, JUL 744 RG, Febr. 71
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Wegen der Diinnwandigkeit der Rohre (s/di<10,05) ist es in beiden FHl-
len zuldssig, die Spannungsverteilung in der Rohrwand als gleichmdBig,
d.h. die tangentialen, radialen und axialen Hauptspannungen als kon-
stant und mit der Spannung der mittleren Wandfaser identisch zu betrach-

ten.a)

Unter dieser vereinfachenden Annahme errechnet sich die fir die Fest-

legung der Wandstidrke maBgebliche Tangentialspannung nach der Formel:

p'.di - 2
o, = ——= / kp/mm _J (4-1)
200-s -
2
p, = Innendruck, kp/cm
di = Innendurchmesser, mm
s = Rohrwandstarke, mm

Hieraus ergibt sich flir die Berechnung der Wandstérke s die Beziehung:

p,°d,S  _
s =+ 1  /Tum 7 (4-2)
200 o - -
K
= 8Sicherheitsabstand
o,, = kennzelchnender Festigkeits-

wert (Streckgrenze bzw. Zeit-
dehngrenze).

Unter Zugrundelegung eines Sicherheitsabstandes S = 1,5 und eines Ent-

lastungsdruckes p2 = 50 at ergeben sich die Wandstdrken:

Inneres Druckrohr : s; = 5 mm
AuBeres Druckrohr : 5, = 5:5 mm
4) H.Buchter: "Apparate und Armaturen der chemischen Hochdrucktechnik"

Springer~Verlag Berlin / 1967
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Eine Nachrechnung des kritischen Einbeuldruckes pks) nach der Glei-

. D
Churlg o 25.12.(;)
D, = — (4-3)
k 1__92
E = Elastizitdtsmodul, kp/mm2
s = Wandstarke, mm
r = Radlius, mm
Yy = Querzahl

ergab, dafl bel Ausfall des Betriebsdruckes pl und voller Belastung mit
dem AuBSendruck p, = 50 at die Gefahr des Einbeulens besteht (pk= 47 at).
Dieser Storfall kann Jjedoch durch ein geeignetes Druckausgleichssystem

ausgeschlossen werden.

Den in der Rohrwand durch Gasdruck erzeugten und iber die Wanddicke als
konstant angenommenen Spannungen Uberlagern sich die Eigenspannungen,
die durch behinderte Wiarmedehnungen und differentielles Schwellen her-

vorgerufen werden.

Unter der vereinfachenden Annahme eines ebenen Spannungszustandes mit
zwel gleich grofBen Hauptspannungen in Axial- und Tangentialrichtung las-
sen sich die Wdrmespannungen oﬁ in einem beliebigen Wandquerschnitt in

der iiblichen Weise nach dem Ansatz

O~ Ty =i a (P T, [ ke/m (4-1)
W w

. 5),6) A
bestimmen. = WErmespannungen, kp/mm2

o
Ew = FElastizitdtsmodul, kp/mm2
¢ = lin. Ausdehnungskoeffizient, 1/OC
y = Querzahl
S = Grtliche Temperatur, °C
:ﬁ = mittlere Temperatur, bei ger das
Rohr spannungsfrei ist. C.

5) Hitte I, 28. Auflage 1955

6) Auch die festigkeitstechnische Auslegung von Leichtwasserreaktoren erfolgt
auf dieser Basis.
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Die Berechnung der durch differentielles Materialschwellen erzeugten
Eigenspannungen erscheint zur Zeit noch sehr problematisch. Der physi-
kalische Vorgang des Strukturmaterialschwellens ist noch unzureichend
erforscht. Es existieren bisher nur verschiedene Korrelationen wie die
IA/IMF-7) und FFTF-Formelng), die die Abh#ngigkeit des integralen Schwel-
lens von Dosis und Temperatur in erster Nidherung zeigen. Diese Korre-
lationen kdnnen in der vorliegenden Form lediglich als Arbeitshypothe-

sen betrachtet werden, vergl. Abb. 4-4 und 4-5.

Um wenigstens die GroBenordnung der Schwellspannungen absch8tzen zu kon-
nen, erscheint es zundchst vertretbar, die Schwellspannungen Usch mit
einem dhnlichen Ansatz wie die Warmespannungen zu berechnen:

= - 2. 1 av AV o« - 27
Uaxsch«“/‘ Utsch =T 17 <V)& - (V)Jm ’ / kp/mm_/  (4-5)

3
;j: = Ortliche Temperatur
aj:n = Temperatur, beli der die mittlere
Schwellrate auftritt
<4_&Z)J = (Ortliche Schwellrate
v
(4.\}_’)\7* = Mittlere Schwellrate
m

Bei einer derartigen Bestimmung der differentiellen Schwelldehnungen
wird vorausgesetzt, daB die Dosis @-t wegen der Diinnwandigkeit des Roh-
res als konstant betrachtet werden kann. AuBerdem wird angenommen, dafB
die lokalen Schwelldehnungen unabhingig von den Temperatur- und Span-
nungsgradienten in den Wianden der Looprohre sind.
Besonders einfache und iibersichtliche Verhdltnisse ergeben sich, wenn
man die Schwellkurven in begrenzten Temperaturbereichen linearisiert.
In diesem Falle ist die Temperatur,:t::nit der Temperatur «jﬁn identisch,
und es gilt:

o .~ T = - .1_%} _;. <«é‘;{ Jo - %_X .D‘ Zl_cp/mm?7 (4-6)

m

7) INTERATOM, interne Mitteilung

8) R.J. Jackson: "Impact of Swelling Model on FTR Core Design"
BNWL-1240/Nov. 1969
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FFTF - Formel ©)

|A/IMF - Formel 7)

Abb. 4 -5 Schwellkurvensteigung als Funktion der Temperatur

2

0-t=10%n/cm> E >0, MeV
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AuBerdem laBt sich zelgen, daB in diesem Falle die Schwellspannung allein
von der Stelgung der linearisierten Schwellkurvea(éy:)/ELﬂﬂ und der
Temperaturdifferenz ;7‘ f? abhangt.

Damit erh#lt die Gleichung (4-6) die Form

AV
ng) .@- Sm), [kp/mn’7  (4-7)

E 1
o ~ O R A
axsch tsch 1-¥Y 3

Aufgrund der relativ geringen Temperaturdifferenzen in der Rohrwand
und der Tatsache, dafl die hochsten Schwellspannungen im Bereich der
groften Schwellgradienten auftreten - d.h. in einem Bereich, wo die
Schwellkurven nahezu linear verlaufen -, ist der Fehler vernachliédssig-
bar klein, wenn die kritischen Schwellspannungen nach Gl. (4-7) berech-

net werden.

Sieht man jetzt noch weiter von der Tatsache ab, daB Warmespannungen
und Schwellspannungen physikalisch nicht gleichartig sind (Wirmespan-
nungen werden z.B. nach dem Abschalten des Reaktors wieder abgebaut,
Schwellspannungen dagegen nicht!), so lassen sich beide im Sinne einer

groben Uberschlagsrechnung nach folgender Gleichung berechnen:

AV
= (&) (5- _
Gaxw+soh ¥ Gtw+sch S 1=V (04 ' 3 5: @ 07‘:‘) (4-5)

:7; ist in dieser Gleichung der integrale Mittelwert des Temperatur-
verlaufes in der Wand. Es wird der Einfachheit wegen angenommen, dafB
die Tangente an die Schwellkurve flir den Abszissewert n in begrenz-
ten Temperaturbereichen als linearisierte Schwellkurve betrachtet wer-

den kann.

Ableitung einer plastischen Vergleichsdehnung

Da Niherungsrechnungen gezeigt haben, daB die nach Gleichung (4-8) er-
rechneten Spannungen weit oberhalb der Strecksgrenze des Druckrohrwerkstof-
fes liegen kOnnen und dann also plastisch abgebaut werden, erschien es
sinnvoll, eine plastische Vergleichsdehnung einzufihren, die direkt mit
der Bruchdehnung des Werkstoffes verglichen werden kann.
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Hierbei werden Kriechvorginge vernachléssigt, weill sich herausstellte,

daB das Temperaturniveau in den Druckrohren unter 550 oC lag.

4),9)

lange man sich im elastisch-plastischen Bereich befindet, fiir die

Nach der Gestalt@nderungsenergiehypothese von v. Mises gilt, so-

plastische Vergleichsdehnung ‘Epv die Beziehung

_ 2 - £ 2 r'e - C 2 - I'e 2 -

gpv_lg_ 7/<£t E% e (&, -EP+ (& -8 (4-9)
Geht man von der konservativen Annahme aus, dafl die Eigenspannungen,
die sich den Spannungen infolge Gasdrucks Uberlagern, voll plastisch

abgebaut werden ( & =£p), und setzt man ferner

sch+w
£ = & = £ (ebener Spannungszustand)
t ax Y
schtw schtw
sowie
E + é%x + 5; = o (Volumenkonstanz bei plastischer
schtw schw sch+w Verformung)

so erglbt sich:
= 2
é;pV éﬁ

= 2(%- V). o (4-10)

bzw. £

pV schtw.

Diese plastische Vergleichsdehnung kann mit der Bruchdehnung des
Werkstoffes verglichen werden und ist damit ein Kriterium dafiir, ob
die Belastung infolge Schwellens und thermischer Dehnungen innerhalb

der zuldssigen Grenzen bleibt.

Die Bruchdehnung des bestrahlten Sandvikstahls 12R 72HV ist zur Zeit
noch nicht genau bekannt. Man muBl daher vorlaufig noch auf die bekann-
ten Daten dhnlicher Stdhle zurilickgreifen.

9) I.Szabo: "Hohere Technische Mechanik"

Springer-Verlag, Berlin, 1964
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Nach einem Bericht von R. Carlander iber EBR II«BestrahlungsergebnisselO)
betrdgt fir SS 304 bis zu einer Temperatur von 550 oC die Gesamtbruch-
dehnung im Kurzzeitversuch noch ca. 2 Z, wihrend gleichzeitig die Streck-
grenze bis auf ca. 50 kp/mm2 ansteigt. Wichtig ist, dafl diese Werte

ab einer Dosis von ca. 2-1022 n/cm2 anndghernd konstant bleiben, also
offenbar fiir einen Sdttigungszustand gelten, (hdchste gemessene Dosis

ca. 9.1022 n/cmg). Sie konnen damit auch hier fiir die angestrebte Do-
sis von 1,09~1023 n/cm2 erwartet werden. Das Ansteigen der Streckgrenze
ist ein zus#tzlicher Sicherheitsfaktor, der in den Rechnungen nicht be-

riicksichtigt wird.

Wie bereits einleitend erwdhnt, ist die Auslegung der Druckrohre ein
komplizierter iterativer Vorgang mit dem Ziel, einen mdglichst opti-
malen KompromiB zwischen den Forderungen nach moglichst hohen Betriebs-
dricken und Standzelten einerseits und der Forderung nach ausreichender

Betriebssicherheit andererseits zu erreichen.
Grundsidtzlich erfolgt die Rechnung nach folgendem Schema:

1.) PFestlegung eines maximalen Betriebsdruckes (Auslegungsdruck) I

2.) Berechnung der Wandstidrken der Druckrohre nach Gleichung (4-2) un-

ter Beriicksichtigung von Langzelt- und Kurzzeitverhalten.

3.) Berechnung der Temperaturverteilung in Strukturmaterial und Kihl-
mittel des Loopeinsatzes mit Hilfe des digitalen Rechenprogram-
11
mes TIGER V ) (Abb. 4-6).

4.) Einstellung der Kihlverh#ltnisse im Spalt zwischen den beiden
Druckrohren derart, daB sich im inneren Druckrohr in Core-Mitte
ein symmetrisches Temperaturprofil und damit ein mdglichst gilin-

stiger Eigenspannungsverlauf einstellen.

10) R.Carlander: "Effects of Irradiation on Type 304 Stainless Steel"

ANL-7606, 1969, S.84-86

Y.S.Hoang: "TTGER V, Temperaturberechnung in einem dreidimen-
sionalen System"
KFK, DVZ-Programmbeschreibung Nr. 234

11)



k-25%

0,55

lem}

0,50

(wa)

mmlﬂlmmll_.lmwltﬁ\oNllﬁim—lAillmTl'ﬁ‘mm\'ﬁ‘ :"ﬂ‘lmmm mtﬁ\whcslﬂ?cwu mfﬁwno h'ﬂ’Nmm mﬁpp'ﬁwoiﬁm—iﬁm—%m—\ﬁm—lﬁlm—
§'22 G'LL 13 05% 'Zi4e-06Y 'Ol ++- 8 Ol se¥8%'8 oLl'g 0Ll'8 289'8 9" 01 05901 05721+ 1)
=
il 17¢]
- o @ @ =
e
—lz |3 |2 [ |2 |8 8 |8 8 la [sd [sd [&d L gb leb 18l [elal s oE
wr ™ ™ o ™ P ™ o - o el o o o ™ . o ° = o Ll ° ™ o 3,_v0 © - =
& 08 e =0 e} v 0Q o e OB 0 S ORuefrw —OF =t = OB o = OB ps 0D o e O dr = O = = —0 D foe O B o = OB e e 0 & b 0F o =03 )
pact = R & - el - @ - = o o= P e ] o P o ™ - & © @ o] ® ) - ™ =
g |s°,|8° [, ]839, |8 Jo |80 3o |3} |G |80 [Bo_ |gol|¥o” |8" |Bo |80 [—3 g =
L [ ! —
“ ” N Msllll.OMla MIIIIIOmllbml.IOM|. 00 = !WI'OW'IOMI'O%I!W' mlll..bmlllbm - = —
@ @ [ @ @ @ ~ @ £
m, a...] Zo Qo0 o m+ %o 2 =0 Bo Lo w4 2o fo Bo Ro Fo 2 Bo o - ..nnb ==
o R
] @ 4, 3
w w «© © ko © Nl © © @ © o © © © @© © =4 B
pact M..w| ®0 Lo w0 m+ »0 =0 @™o 0o ~0 @ =0 Q0 wo 50 20 =3 @0 90 e 9 ay €
o B
= 5 =] Booen
o< o o~
- B~ =~ e~ e~ ~ o~ ~ o
i .Hv < To 5o So n% S0 o “0 o So w% Zo | go Ko | Qo @0 m$ S0 wo — v -
- w w
S| oot oglogtd oot ool Lot ondl el el ool el el el el el fol gl Tonl 2 ™ E
= o~ o T lw T e w 7 - 0 0 0 [ w | 0 o
Ste—| Bo 0o Yo 9o R 2o ) mo 0o So & o o wo So | | 2o m+ Q0 00 2 o =
~F
oMlII-OM.IlIOMIIIIO.MI.IIIOA M M mllowml'o.a:._-llllom i)“ o )MI.IIIOMI:.IIOW.III.OW [ . “ m
w ) - - o o N o - ® e e =
P o I -, %) @ @ © £
=) 20 pd el Jw Q0 Ho @0 8o ~o W+ puts 3o 0o Ro go 2 @0 B0 WO s e i Ma
o com G
P o~ ~ o~ ~ o~ o~ o~ £ #h
= ~ o o~ o~ e o o o b o -3 S
= ~No o &o 7+ @0 Bo =0 0o ~o0 @ 2o Qo 5o 5o 20 = 920 2o 1o H op m
2 o g
= - - N -~ L s 5 z 5 = 50 1@ 5 5 = 5o 80 5o b 8 0_ e
P =o 50 & = et o o 8o ~0 a zo 2 &o So &o =z S0 Bp ho 3 1
(=
SVOLC JO0 Y - Jo SR o1 N Y < O 1 W 2 0%||I.OWI|O%IIIOM & 10” om.llllom.lllomllow 3 M.. (=]
= =3 o o T o T o - @ @ @ hy i
== 20 »0 20 20 o Zo Bo Qo So 3o m+ 8o Qo Zo Bo1 | Bo w+ So %o ® m S "5
o0 «© = w @

028, mmpmmn (5 D s D st o8 = ﬁblllfﬂ Oﬁllom H 1|0m “ m.I.II.OW|-|IOMIIOM o w5
un - =~ -~ =17 e~ ~ ~ =
- ~0 =0 %o 5 So Bo S0 o 50 e So So So Bo @o S o o +— £ a W
e a ~ - - - - ~ ~ ~ ~ ~ - “ ” [ @ =

%
w S (=B =
@ ~ © © © © to @ @ @ © © w0 © © © © © © 3 — a3
“. M.*l [%-1e] ~0 pede] © =0 o NO 30 ©o @ g0 Qo 30 8o 20 b 80 30 - T— il gy
w & comd
w0 1 L e
ur o~ o . © » © i w ® 0 n 0 © s 0 w Iy w n S A Pyand
S |SgEq e | %o | %o L go | o |8 %0 |8 |Z6 [8 [Ho [So |Bo||Z |8 |Bo |Fo p— -y ~ T
2.3 O3 ke 3 e soepemmn O ) ) 3 oz O S 0 ermsnany & e 0 8 ey Co S ey F ey O3 e & wbrmms O s 3 ==
w ~ by o - ol o N o ™ - N P o N )™ o - ™ o~ M
= w1 Lo =0 Qo 20 2 20 20 Q0 ) 8o @ go Jo 3o o | | o mf So g0 wo 2 W
o= o 3z 4 2 o

o UMI.'..OW-III-OM.IIIIOW (M U“llomllomllow.llonlléMIIIOM MII.OMlnllonﬂvl-‘om Nv- @
wr - - - - b - - - - - - — - o - - -
= -0 Ko el b3 20 Bo do S0 ©o o g0 8o Fo @o Do 3 Jo 3o |m I..\e

g
Y
 qumms U
OPOOOOEOGE O | ol E 5
=
jayuerg ‘o 810] loYueyg 0 oo [Wileshn| o il 1 E =
Wiy (NI | wrieniemjun [ eI WD L- (1]
. | o~ 5o wiB ol IR e @
8¢ + s 08 . L4 e R B Bk 5 e Rl O MR D o =~ N
£ 2228 228 838858 2| < 0
¥

N BEor oho Teeans = p- g

B e e e ol o e e €2 S

T e e YT T g g v T

Core -Mitte



b - 26

5.) Emittlung des ebenen Eigenspannungszustandes infolge Struktur-
materialschwellens und thermischer Dehnungen sowie der plasti-
schen Vergleichsspannungen entsprechend den Gleichungen (4-8)
und (4-10) unter Zugrundelegung der IA/IMF-Formel und der FFTF-
Formel (Jjeweils fiir 9 Querschnitte im Corebereich und 2 Quer-

schnitte im oberen und unteren axialen Reflektor).

6.) Gegebenenfalls Vorsehen einer Isolierung an der AuBenseite des
guBeren Druckrohres und Bestimmung lhrer Wirmeleitfihigkeit der-
art, daB sichim kritischen Querschnitt des HuBeren Druckrohres

wieder ein symmetrisches Temperaturprofil einstellt.

Ergebnisse

In Tabelle 4-1 sind die Ergebnisse einer solchen Rechnung fiir ein Helium-
Loop nach Abb. 4=3 mit Druckrohren von 5 bzw. 5,5 mm Wandstirke zusam-
mengefalt. Als Eintrittstemperaturen fir das Treiberkilhlmittel wurden
200 °C bzw. 230°C angenommen.

Diskussion der Ergebnisse

o o e e e G e R S DR G e G R W e G G e e o

Rein qualitativ f#llt sofort auf, daB die nach der IA/IMF-Beziehung und
die nach der FFIF-Korrelation errechneten plastischen Vergleichsdehnun-
gen ‘Epv stark voneinander abweichen kOnnen. Ein Vergleich der Abbildun-
gen 4-4 und 4-5 verdeutlicht die Ursache: Wihrend z.B. im Bereich von
ca. 400-500 °c die globalen Schwellbetrige nach beiden Formeln noch
recht gut ibereinstimmen (Abb. 4-4), zeigen die fiir das differentielle
Schwellen maBgeblichen Schwellkurvensteigungen erhebliche Unterschiede
(Abb. 4-5). Solange also noch Unsicherheit dariiber besteht, welche
Schwellkurve die wirklichen Verh@ltnisse am besten wiedergibt, sollte
man bestrebt sein, die nach beiden Formeln errechneten Vergleichsdeh-

nungen innerhalb zul#ssiger Grenzen zu halten.

Beim inneren Druckrohr erreichen die plastischen Vergleichsdehnungen
durch Abbau der Eigenspannungen, die sich den Dehnungen infolge Gas-
druckes (<£0,2 7/ ) liberlagern, Werte von maximal 0,4574 . Der Sicher-
heitsabstand gegen die angenommene Bruchdehnung von ca. 2 Z erscheint
ausreichend. Beim ZduBeren Druckrohr ohne Isolation iiberschreitet Jjedoch

die plastische Vergleichsdehnung mit Epv"2,34 deutlich die Bruchdehnung.
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Grofles zentrales

He - Loop

(entspr. Abb.4 -3 und 4-6)

Eigenspannungen und plastische Vergleichsdehnungen in den Druckrohreb.

- 4-27/28

Dosis & -t = 1,09 + 1023 n/cm?2 (E 2 0,1 MeV )
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Es war daher notwendig, diesen Wert durch Anbringen einer Isolierung

auf ein tragbares MafBl zu reduzieren.

Der bei einer Isolierung von 1 mm Stédrke und einer WiHrmeleitfihigkelt

von ca. 0,018 W/em°C erreichte Wert von Epv = 0,71 erscheint im Hin-

blick auf einen ausreichenden Sicherheitsabstand gegen die Bruchdehnung

gerade noch zuldssig. Es muB noch einmal darauf hingewiesen werden, dafB

die mitgeteilten Werte fiir £pv als das Ergebnis einer konservativen

Absch#tzung zu betrachten sind.

Folgende Umstidnde lassen erwarten, dafl die Verhdltnisse in Wirklichkeit

glinstiger sein werden als die Ergebnisse der Tabelle 4-1:

1.)

2.)

3.)

4.)

Die verwendeten Schwellkurven (IA/IMF und FFTF) gelten fiir nicht-
stabilisierten austenitischen Stahl. Es wird erwartet, daf die
Schwellbetridge bei stabilisiertem und kaltverformtem Austenit ge-

ringer sein werden (evtl. um den Faktor 2).

Bel der Berechnung der Schwellspannungen wurde angenommen, dafB die
Schwellraten von den Temperatur- und Spannungsgradienten in der
Rohrwand unabhzngig sind.

Man kann Jjedoch annehmen, daB in den AuBenschichten der Wand, in

denen starke Temperatur- und Spannungsgradienten herrschen, das Phi-

nomen des differentiellen Schwellens durch diffusionsbedingte Leer-

stellen- und Porenwanderung gemildert wird.

Die Berechnung der plastischen Vergleichsdehnung unter Zugrundele-
gung eines ebeneh Spannungszustandes mit zweli gleich groflen Haupt-
spannungen in Axial- und Tangentialrichtung beinhaltet ebenfalls
einen gewissen Sicherheitsfaktor.

Da die Axialspannung des Rohres in Wirklichkeit kleiner als die
Tangentialspannung ist, wird die plastische Vergleichsdehnung zu
groB errechnet (Fehler €30 % ).

Auch die Annahme, dall die Eigenspannungen voll plastisch abgebaut
werden, ist konservativ, weil die Streckgrenze des Werkstoffes we-
gen des e€ingehaltenen Sicherheitsabstandes S durch die Belastung

mit dem Gasdruck nicht erreicht wird. Schlieflich sei noch darauf
hingewiesen, dalBl die mitgeteilten Werte fiir ‘Epv nur in den auBer-

sten Wandschichten erreicht werden. Zur Wandmitte hin fallen sie

stark ab.
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Den groBten Unsicherheitsfaktor in der vorgelegten Uberschlagsrech-
nung stellen neben den eingesetzten Werten flir die y-Helzung und die
Bruchdehnung des bestrahlten Werkstoffes die verwendeten Schwellkurven

dar.

Ausgehend vom derzeitigen Stand der Entwicklung, d.h. unter Zugrunde-
legung der zur Zelt vorliegenden Schwellkurven, erscheint es bel dem
vorgeschlagenen Konzept sinnvoll, wegen der entstehenden Eigenspannun-
gen in den vorgesehenen Temperaturbereichen die Wandstdrke im Interes-
se eines ausreichenden Sicherheitsabstandes zur Bruchdehnung nicht iiber
5 bzw. 5,5 mm zu steigern. Dies fihrt unter Zugrundelegung einer Be-
triebszeit von 210 Tagen zu einer Beschrinkung des maximalen Betriebs-
druckes auf ca. 100 at. Hierbel ist allerdings zu beachten, dafB der
Sicherheitsfaktor S gegen die Streckgrenze mit 1,5 knapp bemessen ist
und eventuell erhtht werden mufl, wenn sich das zur Zeit noch nicht be-

kannte Streckgrenzenverhidltnis Gb 2/ch als zu unglinstig erweisen sollte.
2

Will man unter Beibehaltung der hier vorgeschlagenen Konzeption und der
getroffenen Annahmen den Betriebsdruck erhthen, so bleibt nur die Mog=-
lichkeit, entweder die Standzelt der Loopdruckrohre herabzusetzen oder
aber Werkstoffe mit glinstigerem Schwellverhalten einzusetzen.

In diesem Zusammenhang wird die Entwicklung von Vanadinlegierungen im

Rahmen der Gasbriterentwicklung aufmerksam verfolgt.

Gegeniiber den austenitischen Stidhlen zeichnen sich Vanadinlegierungen
durch bessere Festigkeitseigenschaften, geringere Versprodungsneigung,
hohere WHrmeleitfehigkeit sowie geringeren E-Modul und geringere War-
meausdehnungszahl aus. Das Schwellverhalten von Reinvanadin und Vana-
dinbasislegierungen unter hohen Dosen schneller Neutronen ist zur Zeit
noch weitgehend unbekannt. Bisher wurden lediglich zwei Versuchsergeb-

nisse mitgeteilt:

12
Nach Wiffen und Stiegler ) wurde 1in Reinvanadin nach einer Dosis
¢-tm1,7-1022 (E>0,1 MeV) und bei einer Bestrahlungstemperatur von 600°C

eine Volumenzunahme von ca. 0,134 festgestellt.

P.W.Wiffen, "ITrradiation Damage in Vanadium at 600°¢™"
J.0.Stiegler:  \uo mransactions 12, 1,Juni 1969.

12)



4 - 31

Unter der Annahme, daB fir die kubisch-raumzentrierten Vanadinlegierun-
gen derselbe Mechanismus fiir die Porenbildung zu erwarten ist wie bel
den kubisch-flichenzentrierten Austeniten, muB man bel einer Dosis

von l'lO23 n/cm2 mit einer Schwellrate von ca. 2 7, rechnen.

13)

Nach Harkness konnte bei der Legierung V-20 Ti filir eine Dosis von
Bt = 2x1022 n/cm2 und bei einer Bestrahlungstemperatur von 550 °C kein
Schwellen festgestellt werden.

Ganz allgemein erwartet man, daB Vanadinlegierungen ein besseres Be-
strahlungsverhalten (geringere Versprodung, geringere Schwellbetrige)
im schnellen FluB haben als austenitische Stdhle.

In der Tabelle 4-1 sind die Ergebnisse einer Vergleichsrechnung fiir Druck-
rohre aus der Vanadinbasislegierung V-3Ti-1Si zusammengestellt, wobei
mangels einer fundierten Vanadinschwellkurve die Schwellkurve nach
BNWL-o41 )

ler wiedergegeben wird.

so korrigiert wurde, daBl der MefSwert von Wiffen und Stieg-

Die bei Verwendung einer Vanadinlegierung zu erwartenden plastischen
Vergleichsdehnungen liegen hier mindestens um den Faktor 5 unter den Wer-
ten fiir Stahl.

Unzureichend gekldrt sind gzur Zeit zwar noch das SchwelB- und Korrosions-
verhalten von Vanadinlegierungen sowie ein gesichertes Rohrherstellungs-
verfahren, entsprechende Untersuchungen laufen jedoch zur Zeit an ver-
schiedenen Stellen 15) . AbschlieBend sei noch auf die Mdglichkeit hin-
gewiesen, notfalls unter Aufgabe der vorgeschlagenen Konzeption nach
Abb. U4-3 die Schwierigkeiten der Schwellspannungen dadurch zu umgehen,
dall man das Temperaturniveau radikal so weit absenkt, bis kein Schwell-

fluB mehr zu befiirchten ist.

13) S.D.Harkness: "Voids in EBR IT Control Rod Shroud and Irradiated
Vanadium Alloys"
ANL-T7457, Mai 1968

14) 7.1.Straalsund / H.R.Brager,
BNWL-941, S. 5.21-5.28

15) Institut fiir Material- und Festkorperforschung (IMF), Kernforschungs-
zentrum Karlsruhe; Metallgesellschaft AG, Frankfurt
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Hierzu mull man entweder die Eintrittstemperatur in das Testelement ab-
senken oder unter Beibehaltung dieser Temperatur durch geeignete Isolie-
rungen und entsprechende Einstellung der Spaltkilhlung die Druckrohre
"kalt" halten. Derartige Untersuchungen wurden z.B. von AEG bei der Aus-
legung des etwas kleineren zentralen He-Loops von 200 mm AuBendurchmes-
ser bel der Alternativ-LOsung durchgefilhrt. Die Ergebnisse dieser Un-

tersuchungen werden im folgenden dargestellt:

Alternativkonzept der ARG

Fir den Alternativkern des FR 3 mit einem zentralen Heliumloop von 200 mm
AuBendurchmesser und zwel peripheren Natriumloops von gleichfalls 200 mm

AuBendurchmesser wurden folgende Loopvarianten untersucht:

1.) Doppelrohrkonzept ohne Isolierung nach Abb. 4-Ta
2.) Doppelrohrkonzept mit zwei Isolierschichten nach Abb. 4-7b

3.) Doppelrohrkonzept mit einer Isolierschicht und einer Natrium-

spaltkilhlung nach Abb. 4=Tec

4.) Einrohrkonzept mit Natriumspaltkilhlung nach Abb. 4-7d.

Auslegungsdaten

Die Auslegung der Wandstdrken fiir die Druckrohre des zentralen Helium-
loops mit 200 mm AuBendurchmesser erfolgte fiir einen Genehmigungsdruck
von 150 at. Fir das innere Looprohr ergab sich bei Verwendung von Sand-
vikstahl 12R 72HV eine Wandstirke von 6,2 mm, fiir das HuBere Looprohr
eine Wandstdrke von 5,2 mm. Als Kihlmitteleintrittstemperatur wurden beim
Doppelrohrkonzept ohne Isolierung EOOOC, bei den ibrigen Loopkonzepten
425 OC angesetzt. Fir die Natriumtemperatur im Elementzwischenraum wur-
de ein linearer Anstieg von 200 oC auf 500 OC angenommen. Gerechnet wur-

16

de mit einem max. Neutronenfluf > 0,1 MeV von 0,65-10 n/cmzs. Die

Bestrahlungszeit t ist 210 Tage.

Die plastischen Vergleichsdehnungen & wurden mit der Beziehung er-

pv
mittelt: ~ 1 ]av _ ﬂl« -
Eow =2 {a ('I‘-TM)+3[V (V ] (4-11)
Vergl. Gl. 4-4, 4-5, 4-10. é%Z = Ortliche Schwellrate

(é.Y) = mittlere Schwellrate
V /M
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Die Berechnung der Schwellraten erfolgte nach der IA/IMF-Formel und
nach der FFITF-Korrelation. Unter Zugrundelegung einer Bruchdehnung von
ca.E?ﬁé sollte die plastische Vergleichsdehnung £§v an keiner Stelle

der Druckrohre den Grenzwert von ca. 0,5 %, wesentlich iberschreiten.

Ergebnisse

Die Berechnung der Dehnungen in den Druckrohren erfolgte mit einem zu
diesem Zwecke aufgestellten Rechenprogramm, wobel die Temperaturver-

teilung in den Druckrohren iterativ bestimmt wurde.

Die Ergebnisse sind in den Tabellen 4-2 und 4-3 zusammengestellt. Sie
zeigen eine sehr starke Abhingigkeit von den verwendeten Schwellformeln

und gewdhlten Randbedingungen:

1.) Doppelrohrkonzept ohne Isolierung (Abb. 4-Ta).
Fiir dieses Konzept kann unter den angenommenen Randbedingungen der
geforderte Grenzwert flir die Vergleichsdehnung nicht eingehalten
- 9]
werden. £bv = 0,75 Yo

2.) Doppelrohrkonzept mit zweil Isolierschichten (Abb. 4-7b)

In Tabelle 4-2 sind Rechenergebnisse dargestellt, unter Zugrunde-
legung der TA/IMF-Formel filir eine Eintrittstemperatur des Testele-
mentkithlmittels von 420 °C und unter Annahme einer einfachen bzw.
finffachen Isolierbeschichtung. Es zeigt sich dabei der EinfluB der

verschiedenen Sekundirheliumparameter.

So folge der EinfluB der aus einem Vergleich von Fall Nr.
- Heliumeintrittstemp. = 1 und 2 bzw. 3 und 4

-~ Kilhlmitteldurchsatz - 4 und 5

= Isolierschichtdicke -« 1 und 3

- Filhrungsspaltbreite - 4 und 6

Eine befriedigende Losung ist nur bei Anwendung der IA/IMF-Formel
méglich. Epv = 0,4 % .
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HE-LOOP DES ALTERNATIVKONZEPTES, LOOPVARIANTE NACH ABB. 4-7b

.o . Warmedurch- max.Eigen- max. plastische
Sekunddr - Kiihlung gangszahl der spannung Vergleichsdehnung
Isolierung
. | & Kihlmit- | Ein/Austritts~| Spaltbreite o durch dur ch
g # Lkelmenge | temperatur innen/auflen | innen/aufien & Temp.Einfl. | Schwellen gesamt
'g{: % M TE/TA Si/Sa Ki/Ka ‘3 Cnax € therm € schwell Egesamt
“ | g ~
g |0 kg °c mm kcal = kp % % %
b h m2 n °c ﬁ mm2
Nr.] Nri “a
6 75,35 0,17 0,40 0,57
1 5000 140/204 5,5/2 271/256 IA/IMF
16 82,73 0,24 0,37 0,61
6 53,25 0,172 0,225 0,397
2 5000 120/182 5,5/2 271/256 IA/IMF
16 61,29 0,25 0,2 0,45
6 62 0,16 0,31 0,47
3 5000 140/202 5,5/2 55/55 IA/IMF
16 76,2 0,2k 0,33 0,57
6 La,7 0,162 0,157 0,32
b 5000 120/182 5,5/2 55/55 IA/IMF
16 55,1 0,23 0,17 0,4
6 69 0,16 0,35 0,51
5 4000 120/196 5,5/2 55/55 IA/IMF
17 71,7 0,23 0,3 0,53
6 ka,7 0,162 0,157 0,32
6 5000 120/182 5,5/3 55/55 IA/IMF
16 78,7 0,25 0,35 0,6

9¢ - 4



Tab. 4-%2: HE-LOOP DES ALTERNATIVKONZEPTES, LOOPVARIANTEN NACH ABB. L-7b und 4-7c
Sekundsr - Kiihlung Warmedurch- max. EBigen- max. plastische
gangszahl der spannun Vergleichsdehnu
Isolierung pa € € © ne
Kihlmit- Ein/Aus- Spaltbreite ﬁ durch durch gesamt
E
o | & |telmenge trittstemp. innen/auBen innen/auBen 5 Temp.Einfl.| Schwellen
z | = “ £
S 18 M TE/TA S5i/3Ba Ki/Ka A E;max therm. e:schwell gesamt
D=2 I =
515 kg °c mm kcal < kp % % %
3 @ h 2 o 2 2
m- h C mm
*l6 137,2 0,17 0,85 1,02
1 5000 140/204 5,5/2 271/256 FFTF
16 176,3 0,26 1,12 1,38
*1e6 24,3 0,17 0,01 0,18
2 5000 50/113 5,5/2 55/55 FFIF
16 96,8 0,25 0,4k 0,69
**le6 58 0,16 0,25 0,41
3 5000 90/146 2/2 55/~ FFTF
16 70 0,16 0,3k 0,5

* Anordnung gemiB Abb. 4-7b mit 2 Isolierschichten

** Anordnung gem#f Abb. 4-7c mit Natriumspaltkiihlung auBen

e — 4
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%) Doppelrohnrkonzept mit einer Isolierschicht und einer Natriumspalt-
kilhlung (Abb. 4=7c)
Dieses Konzept ermdglicht fiir beide Schwellformeln die Einhaltung
der geforderten Grenzwerte fiir fpv. Siehe Tabelle 4=3 letzte
Zeile. Epv =0,5%.

Eine typische Temperaturverteilung zeigt Abb. 4-8,

4.) Eindruckrohr mit Natriumspaltkiihlung (Abb. 4=7d)

Beim Eindruckrohr mit Natriumspaltkilhlung 188t sich mit gut defi-
nierten Randbedingungen ein symmetrisches Temperaturprofil auf nied-
rigem Niveau einstellen. Trotzdem 1&8t sich eine den gestellten Be-
dingungen geniigende Ldsung nur finden, wenn man die IA/IMF-Formel
der Rechnung zug;r-undelegt. £ ov = O,4 c/o .

4.3.3 Beanspruchung der Druckrohre des zentralen Natrium-Testloops,

Auslegung

In seinem grundsitzlichen Aufbau entspricht der Einsatz des Na=
Loops dem in Abb. 4-3 dargestellten He-Loopeinsatz. Da es aus fertigungs-
technischen Griinden nicht sinnvoll erscheint, die Wandstdrke der Druck=
rohre noch geringer als 5 mm zu widhlen, wurde zundchst dlie Geometrie des
He-Loopeinsatzes ilbernommen. Auf eine Isolierung des #duBeren Druckrohres
wurde verzichtet, als Kilhlmittel fiir den Spalt zwischen den beiden Druck-
rohren wurde Natrium vorgesehen, das unter dem gleichen Druck steht wie
das Kihlmittel des Testelementes. Bezliglich des Rechenganges und der Mo-
dellvorstellungen gelten die gleichen {lberlegungen wie sie im Abschn.4.3.2

fiir das zentrale Heliumloop ausfilhrlich erladutert wurden.

Die wichtigsten Druckrohrdaten sind in Tabelle 4-4 zusammengestellt.
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Tabelle 4-4 FR 3-ZENTRALLOCP, ZUSAMMENSTELLUNG DER WICHTIGSTEN DRUCKROHRDATEN

Zentrales He- Zentrales Na=-
Loop Loop
(mit Isolierung)
RuBeres Druckrohr
AuBendurchmesser, mm 260,0
Wandstdrke , mm 5,5
Inneres Druckrohr
AuBendurchmesser, mm 223%,0
Wandstidrke s mm 5,0
Schneller FluB &, n/cmas (E2 0,1 MeV) 0,6 - 1o16
Standzeit t, d 210
Schnelle Dosis @-t, n/cm2 1,089-1023
max. y-Heizung, W/g 12
Driicke , at
p1 100 20
Py 50 20
93 ca.’ ca. »
Temperaturen, oC
Eintrittstemp. Kilhlspalt 4 200 230 200 230
Austrittstemp. " b 510 499 510 {499
Eintrittstemp. Kihlspalt 1 421 421 398 | 398
Austrittstemp. " 1 424 42y 399 [399
(SEintrittstemp. in das
Testelement)
Eintrittstemp. Kihlspalt 2 404 404 352 | 352
Austrittstemp. " 2 448 448 425 |425
Eintrittstemp. Kihlspalt 3 434 436 377 | 426
Austrittstemp. " 3 466 469 383 | 433
Kilhlmitteldurchsdtze, t/h
Kilhlspalt 1 30 30 343 | 343
Kilhlspalt 2 und 3 4 h 10 10
Kihlspalt 4 ca.l,5 fa.l,B ca.1,8 [ca.1,8
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Ergebnisse

In Tab. 4 = 5 sind dle Ergebnisse fiir Eintrittstemperaturen in das

Testelement von 399 und 425 °c zusammengestellt.

Als Eintrittstemperatur des Treiberkihlmittels wurden 200 oC bzw. 230 OC
angenommen. Die Rechnungen wurden fir die Druckrohrwerkstoffe Sandvike
stahl 12 R 72 HV und V=3Ti=13i durchgefihrt.

Diskussion der Ergebnisse

Im imneren Druckrohr erreichen die Werte der plastischen Vergleichs=-
dehnung bei Sandvikstahl nach der FFTF~Formel 0,46 % und nach der TA/IMF -
Formel 0,85 % . Im Hinblick darauf, daB8 das innere Druckrohr im Normal-
betrieb druckentlastet ist und bel Wegfall des Entlastungsdruckes P5
kurzzeitig nur mit P, = 20 at beaufschlagt werden kann (U2oat= 4,3 kp/hmg)

erscheinen diese Werte unter Zugrundelegung einer Bruchdehnung von ca. 2 Z

zuldssig.
Im ZuBeren nicht isolierten Druckrohr erhidlt man nach der FFTF=Formel
fir & = 0,83 und nach der IA/IMF-Formel ¢ =1,48 %.

Vmax PVmax

Wie bereits in Abschn. 4.3.2. ausfiihrlich erldutert wurde, sind diese Er-
gebnisse als konservative Abschiatzung zu betrachten. Hinzu kommt, daB
die Druckrohrwandstidrken beim Na-Loop aus fertigungstechnischen Griinden
ilberdimensioniert wurden. (Unter Zugrundelegung eines Differenzdruckes
PPy = 17 at, einer Zeitdehngrenze %%, 5/10000h~ 16 kp/mm2 und eines
Sicherheitsabstandes S = 3 reicht fiir das duBere Druckrohr eine Wand-
stdrke s = 4 mm). AuBerdem treten die genannten Vergleichsdehnungen in
Hohe von maximal 1,48 % nur in den HuBersten Wandschichten auf und neh-
men zur Wandmitte hin sehr schnell ab. Infolge der Uberdimensionierung
der Druckrohre besteht also beim Na=Loop auch angesichts der relativ ho-

hen plastischen Vergleichsdehnungen keine Gefahr.

Bei Verwendung der Vanadinbasislegierung V-3Ti-131 liegen die Werte der
plastischen Vergleichsdehnung shnlich wie beim He-Loop um eine GroBen-
ordnung unter den Werten flir Sandvikstahl. Ein wesentliches Problem er=-
gibt sich allerdings aus der heute noch unzureichenden Korrosionsbesténe
digkeit der Vanadinlegierungen in strdmendem Natrium mit Sauerstoffge-
halten iUber ca. 5 ppm, wie sie nach dem derzeitigen Stand der Natrium-

technologie im Reaktor zu erwarten sind.



Tab. 4-5

Grofies zent

rales

Na- Loop

Eigenspannungen und plastische

Vergleichsdehnungen

(analog Abb. 4-3 und 4-6)

in den Druckrohren.

4-41/42

Dosis @t = 1,09 - 1023 n/cm? (E2 0,1 MeV)
Testelement - Kihlung zwischen den Treiber - Isolierung - Eigenspannungen G und plastische Vergleichs =
Kihlung Druckrohren Kihimittel des E dehnungen Epv infolge differentiellen Schwellens
Aulenrohres g = § und thermischer Dehnungen
L.
0 ¥ n “ Q s 5 . ©
N I N Y R T e S8 o tla
-~ . . - N . . N + . N e X X X c
@ g~ g 3|8~ g g ™ g o 9 g g~ &1 8 E S 3| S | S G .0 nur O nur O
< o Y < & Y © € s w |0 ~ X T 0 schwell therm schwell therm
S [ Sxju !l Oles o823 izt < -l 2 19 gl » e | S
S18s|£38| 3|28 25|82 32828 5|7 B v A
R R B B2 ey B ) ) B S IO B I B I
EFIER s |[€5| 9 S5 Y.; o |85S|8 S| o c |- s < s
z (08|33 2 |a|IC|aC|RE = GBI s {528 5|25 < |G £ G £ S 3
~ “ ol ~ < . max pv max pv pv
Y T N T TN T T o U T - A - I A
Na1l| 63| 303| Na2| 69| 309| 315| 75 | Na3| 376| 364| ¢ < 3 "8 = o 2l _ . o
° ° ° o ° o ° -~ o o Q| o o < < | kp/mm % kp/mm2 % kp/n'im2 %
eshl°cloc liznloc | °cl® |°%clin|® || Q|| Q |u<|8 |0 |X|D
o | s FFTF| 6 | 412 58,4 0,46 51,9 0,41 6,5 0,05
I'y 6 412 | 109,2 | 0,85 | 102,8 | 0,80 6,4 0,05
343 | 398 | 399 10 | 352 425 | 377 | 426 |ca.1,8| 200 510 il - - - - - -
| o | _  \FFTF| 5 |426 | 104,8 | 0,83 | 92,3 0,73 | 12,5 | 0,10
= AD | 5,5 A
~ IMF| 5 |426 | 186,8 1,48 | 174,3 | 1,38 12,5 0,10
[a
& FFTF| 5 1435 | 100,4 | 0,80 88,7 | 0,70 11,7 0,10
383 | 433 230|499 ~ |[AD |35 v
IMF| 5 435 168,2 | 1,34 | 156,5 1,24 11,7 0,10
<
5 FFTF| 6 |438| 63,0 | 0,50 56,5 0,45 6,5 0,05
w | ID | 5 Iy
X
2 Fl 5 |433] 1054 | 0,84 98,2 0,78 7,2 0,06
424 | 425 377 | 451 | 397 | 437 200\ 510 > 2
c FFTF| 9 |367] 117,0 0,89 | 99,8 0,76 17,2 0,13
S |AD |55 [z
M) 8 | 384 177,5 | 1,37 | 164,8 1,27 12,7 0,70
) FFTF 382 | 1170,4 | 0,84 95,1 0,73 15,3 0,11
404 | 444 2301 499 AD | 55 A
m™MF| 9 | 382 1853 1,431 170,0 1,32 15,3 0,11
= BNWL
QID |5 1,9 |422 7,9 0,07 4,8 | 004 3.1 0,03
3968 | 399 358|426 | 368 | 424 200} 510 .\l
™ BNWL
v |AD | 55| ,, | 4 |433 14,7 0,13 8,0 0,07 6,7 0,06
>
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Zur Zeit laufen Jjedoch aussichtsreiche Versuche zur Entwicklung von
Vanadinbasislegierungen mit Chromzusatz zwecks Verbesserung der Kor-
rosionsbestandigkeit in Natrium. Notfalls konnte man allerdings auch
die Vanadin-Druckrohre mit dinnen Stahlrohren umgeben, die mechanisch
nicht belastet werden und lediglich die Korrosion der Vanadinlegierun-
gen verhindern.

Alternativkonzept der AEG

Von AEG wurden zweil Natriumloopvarianten mit 200 mm AuBendurchmesser

untersucht:
1. Doppelrohrkonzept ohne Isolierung nach Abb. 4=7a.

2. Doppelrohrkonzept mit zwel Isolierschichten nach Abb. 4-7b.

Die Wandstidrken fir die Druckrohre der Natriumloops wurden konstruktiv
zu 4 mm gewdhlt und liegen damit weit tiber dem rechnerisch erforderlii-
chen Wert. Infolge dieser relativ geringen Wandstdrken und der im Ver-
gleich zum Core Zentrum etwas geringeren Strahlenbelastung ¢ ;>O 1 MeV =
0,574 1O n/cm sec) sind die Werte fiir die plastischen VErgleichsdeh—
nungen ‘Epv deutlich geringer als beim Heliumloop mit 200 mm AuBendurch-
messer:
Bei Isolierung der Rohre nach Abb. 4-7b (angenommene Isolierung in
diesem Fall: Einschichtisolierung) ergibt sich eine maximale Ver-
gleichsdehnung bel Berechnung mit beiden Schwellformeln, die unter

dem festgelegten Wert liegt. Ep = 0,28 % .
Ohne Isolierung der Rohre ergibe sich 5;p =0,6 7 .

4.3.4 Verbiegung des peripheren Na-Testloops durch differentielles Struk-

turmaterialschwellen und Temperaturgradienten

Bei der Auslegung der peripheren Na-Testloops ergeben sich Proble-
me 1insbesondere dadurch, daB der radiale Flufi- und Temperaturgradient
eine Verbiegung der Loopeinsdtze verursacht. Wegen der beengten Raumver-
hdltnisse im Core und der Schwierigkeiten, die sich beim Ausbau der Loops
durch bleibende Verbiegung infolge des Materalschwellens ergeben, sollte
die maximale Ausbiegung der Rohre moglichst 10 mm nicht iliberschreiten, wo-
durch die freie Auslenkung iiber der Kerntragplatte auf ca. 12 mm begrenzt

wiirde.
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Neben den Verblegungen wurden an den verschledenen untersuchten Aus-
fihrungsmoglichkeiten auch die Eigenspannungen in den Rohrwanden ine-
folge differentiellen Schwellens und behinderter thermischer Ausdehnung
sowie die plastischen Vergleichsdehnungen bestimmt, die aber, wie die

Rechnung zeigt, flir die Auslegung der Looprohre nicht kritisch sind.

Bei der Konzeption I ist das Tremnrohr zwischen Loop= und Reaktorkiihl-
mittel doppelwandig ausgefihrt. Der Spalt zwischen innerem und duBerem
Druckrohr ist mit stagnierendem Gas (z.B. Helium) gefiillt.

Bei Konzeption II entfallt das duBere Druckrohr. Der Testelementkasten
ist gegen das Testelementkiihlmittel, das Druckrohr gegen das Treiber-
kilhlmittel isoliert. Uber die Isolierschicht wird ein diinnes und biegewei-

ches Schutzrohr geschoben.

Nach Konzeption IIT wird das Testloop doppelwandig gebaut. Das auBere Rohr
wird an der AuBlenseite gegen das Treiberkithlmittel, das innere Druckrohr
wird an der Innenseite gegen das Testelementkiihlmittel isoliert. Uber die
Isolierung wird wieder ein diinnes Schutzrohr geschoben. Der Testelnsatz
mit dem Testobjekt wird beli dieser Bauform biegeweich ausgefihrt.

Im Spalt zwischen innerem und duBerem Looprohr strdmt primires Natrium zur
Kithlung der Looprohre. Der Kihlmittelstrom im Spalt wird durch eine im
Loop~-Fufl angeordnete Drossel vom Reaktor-Prima@rnatrium abgezweigt und ca.
1 m oberhalb des Cores durch Austrittsoffnungen im ZuBeren Looprohr wie-

der in den Primdrkreis gzurlickgespelst.

b) Berechnung der Verbiegung

o S R G o S

Die Verbiegungsrechnungen fiir die drei vorgestellten Konstruktionsfor-
men wurden mit einem Programm durchgefiihrt, das die freien Auslenkun-
gen der einzelnen Looprohre infolge differentiellen Schwellens und des
radialen Temperaturgradienten ermittelt.lé) Als Werkstoff fiir die Rohre
aller drei Bauformen ist die Legierung X8 CrNiMo V Nb 1613 mit der Werk-
stof f-Nr. 4988 vorgesehen. Als Alternative wurde fiir das Konzept III eine
Vanadinlegierung untersucht.

16) y.S.Hoang, persdnliche Mitteilung
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Die Schwellraten der Stahlrohre wurden mit der TA/IMF- bzw. der FFTF-
Schwellkorrelation berechnet. Da fir Vanadinlegierungen noch keine
Schwellbeziehung existiert, wurde die Schwellformel nach BNWL-941 1

durch elinen Korrekturfaktor so abgedndert, daB der flir Reinvanadin

4)

mitgeteilte MeBwert 12) wiedergegeben wird., Diese Begziehung wurde als
Arbeitshypothese fiir die Berechnung des Schwellverhaltens von Vanadin-

Rohren verwendet.

Die der Verbiegungsrechnung zugrunde liegende mittlere Temperatur der
Rohrwinde errechnet sich aus dem von der y-Heizung erzeugten Temperatur-

profil of (X) in der Wand von der Dicke D nach der Beziehung
J =1 (Jwar (4-12)
m D
[

Fiir die y-Heizung wurde an der dem Corezentrum zugewandten Seite mit
dem hohen NeutronenfluB 8 - 10 W/g Stahl Wirmeleistung in die Rechnung
filr den Fall eingesetzt, daBl der radiale Reflektor als Brutmantel aus-
gebildet ist. Der radiale und axiale Verlauf der y-Heizung wurde propor-
tional zur NeutronenfluBverteilung angenommen. Die Werte fiir den schnel-

len Neutronenflufl betragen bei Ausfilhrung des Reflektors als Brutmantel:

= 0,53-1016 n/cm2s auf der Seite gegen Core-Mitte und

= 0,23-1016 n/cmes auf der Seite gegen den radialen

¢E‘7 0,1 MeV

] E - 0,1 MeV
Brutmantel. Wird ein Ni=Reflektor verwendet und werden gleichzeitig an
der Reflektor-Seite der peripheren Loops Jjewells noch zus#tzlich finf
Treiberbrennelemente angeordnet, dann ergeben sich die Werte fiir den
schnellen FluB zu

6

n/bmgs bzw. & = O,51°1016n/cm25.

1
= 0,64-10 E» 0,1 MeV

¢E> 0,1 MeV

Der radiale und axiale Temperaturverlauf in den Rohrwidnden wurde nach
einem Rechenmodell bestimmt, wie es Abb. 4-10 fiir die Konzeption III zeigt.
Die Rechnungen fiir die Konzeptionen I und II wurden nach dhnlichen Model-
len durchgefiihrt.

Flir die Ein- und Austrittstemperaturen des Testloop=Kihlmittels wurden
die Werte gemidB Abb. 4=9 in die Rechnung eingesetzt., Die Stoffdaten fir

Na entsprechen den Werten in 17).

17) p.pee: Stoffdaten von Natrium, KFK 924
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Die Wirmeleitfshigkeiten wurden mit A = 0,17 W/ em OC fir Stahl und mit
A = 0,007 W/em OC fir die Isolierung der Rechnung zugrunde gelegt.

Ausgangspunkt der Untersuchungen war die Ausfilhrung I. Die Wandtempera=-
tur des inneren Druckrchres wird im wesentlichen von der Natriumein-
trittstemperatur in das Testelement bestimmt. Es ergibt sich analog

zum Gradienten der 7y=Heizung ein gewisser Temperaturgradient iiber dem
Durchmesser und der L#nge des Rohres. Fir die'Berechnung der Wandtempe=
ratur im #duBeren Rohr wurde angenommen, dalB die im duBeren Druckrohr
freigesetzte y-Heizungswirme bei einer mittleren Aufheizspanne des Na-
triums abgefiihrt wird, die gleich der mittleren Aufheizspanne des Trei-
berkilhlmittels ist. Diese Annahme bewirkt einen grofBlen Temperaturgra=-
dienten in radialer Richtung im Core<Natrium, das das Looprohr umstromt,
und damit auch einen groBen Gradienten im Verlauf der Wandtemperaturen
tlber den Durchmesser des Rohres. In axialer Richtung steigt die Tempe-
ratur im HuBeren Trennrohr von 23000 am unteren Blanket auf einen mittle-
ren Wert von ca. 500°C im oberen Blanket an, wghrend sie im inneren Trenn-
rohr relativ konstant verlduft. Infolge dieser unterschiedlichen Tempe-
raturverldufe ergeben sich stark voneinander abweichende und nicht zhne-
liche Verldufe der freien Ausbiegungen der einzelnen Rohre, wie Abb. 4-11
zeigt. Die GroBe dieser Auslenkungen wiirde die Standzeit der Looprohre
auf weniger als 70 d beschridnken, wihrend vom Bestrahlungsexperiment her
der Wunsch nach wesentlich lidngeren Standzeiten (d.h. z.B. 3 Corezyklen
oder etwa 210 Vollasttage) besteht. AuBerdem filhrt bei der Anordnung I
schon beil einer Standzeit von 70 d die Ausbiegung des Verbundes, inneres
und #duBeres Trennrohr ineinander gesteckt und gegenseitig abgestiitzt,
aufgrund der Riickstellkrdfte zu Biegespannungen in den Trennrohren bis

Zu ca. 5 kp/mmz, die nicht mehr zugelassen werden kdnnen.

Eine Moglichkeit, mechanische Spannungen zu vermeiden, besteht darin,
das Loop mit nur einem Druckrohr nach Ausfilhrung IT zu bauen, vergl.
Abb. 4-9, Die Isolierung bewirkt, daB sowohl das Filhrungsrohr des Test-
einsatzes wie auch das Druckrohr ungefidhr gleiche Temperatur, némlich
Natriumeintrittstemperatur haben und damit auch etwa gleiche Ausbiegun=-
gen aufweisen. Wie allerdings Tab. 4=6 und Abb. 4-11 zeigen, liegen die
Werte der Auslenkungen ungefihr in der gleichen Hohe wie die des in-
neren Druckrohres bei Ausfihrung I, was bedeutet, daf auch bel dieser

Konstruktion die Standzeit nicht grofler als 70 d sein wird.
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Tab. 4 -6 Peripheres Na - Loop im FR 3 4-51/52
Verbiegungswerte , Eigenspannungen und plastische Vergleichsdehnungen in den Rohren.
Freie Maximale ‘
Ausfiihrung |Werkstoff| Reflektor |[Na - Standzeit | Schweil=|Auslenkung iAusbiegung germ+sg)well Gt‘herm (Zchwell ‘C—pv EpV therm E,EW schwell
des peripheren Eintritts = formel |Uber Kern= \bei gelenkiger
Loops temperat. tragplatte  |Befestigung
mm mm kp /mm? kp/mm2 kp/mm2 % % %
. AuBeres|Inneres|Aufieres|Inneres |Auieres|Inneres |AufieresiInneres |Aueres|Inneres|Aueres| Inneres|Auleres|Inneres |Auferes|Inneres
c Tage Rohr | Rohr | Rohr | Rohr | Rohr | Rohr | Rohr | Rohr | Rohr | Rohr | Rohr | Rohr | Rohr | Rohr | Rohr | Rohr
Doppel = IA/IMF| 25,66 7,97|-21,1 |~ 6,5| 19,6 | 22,2 13,7 | 15,0| 0,151 0,17 0,11 0,12
wandiges
Druckrohr 4988 |Brutmantel| 370 70 591 7,2 0,05| 0,05
Konzeption I FFTF | 27,43| 9,60(~22,5|~ 7,9 12,4 | 14,5 6,6 7,3| 0,70 0,11 0,05| 0,06
IA/IMF 7,80 8,23|~ 6,4|~6,8| 29,6 24,3 19,4 | 15,7} 0,23 0,19 0,151 0,12
Isoliertes
Druckrohr 4988 |Brutmantell 350 70 10,2 8,6 0,08} 0,07
mit jsoliertem
- . FTF 9,87(10,49- 8,1 |~8,61 20,11 16,9 9,9 8,31 0,715 0,13 0,081 0,06
Testeinsatz
Konzeption IT abgewan:
Vanadin= delte
legierung|Brutmantel| 350 210 BNWL-| 6,02 6,40|-4,9 |~5,3 6,9 6,0 3,1 2,8 3,8} 3,2} 0,06{ 0,05} 0,03} 0,02} 0,03)0,03
Formel
Doppel = | TA/IMF| 2,10 2,93\~ 1,7 |~ 2,4} 11,1} 21,9 , 3,2 8,7| 0,08} 0,16 0,02] 0,06
wandiges Brutmantel| 230 210 7,9 113,2 0,06| 0,10
Druckrohr
mit FFTF |16,10|18,84|~13,2|~15,5| 29,5| 53,4 21,61 40,3| 0,21} 0,39 0,16 0,29
Na- Kihlspalt
4988
K tion T Nickel =
onzeption reflektor IA/IMF| 1,26| 1,89|~1,0|-1,6|13,8| 30,2 5,1 1153 0,70| 0,22 0,04| 0,11
w9 Telber=l 230 | 210 8,7 | 14,9 0,06 0,11
elemente |
FFTF }{10,80|12,90|~8,9 |~10,6} 42,0{ 78,9 33,3| 64,0 0,30} 0,57 0,24 0,47
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Um eine Standzeit von 210 4 verwirklichen zu konnen, milssen Wege ge-
funden werden, das Schwellen der Loop-Trennrohre zu reduzieren. Eine
Moglichkeit wHre natiirlich, einen Werkstoff zu verwenden, der relativ
geringe Schwellbetrige aufwelist. Z.B. lassen Vanadinlegierungen ein
ginstigeres Schwellverhalten erwarten als stabilisierter Austenit.

Es wurde daher eine Vergleichsrechnung fiir einen Testeinsatzkasten
und ein Druckrohr durchgefithrt, die aus einer Vanadinlegierung her-
gestellt werden und die gleichen Abmessungen und thermischen Iso=
lierungen aufweisen wie die in Abb. 4=0 gezeigte Konzeption III. Wie
Abb, 4=11 und Tab. L4-6 zeigen, sind die Auslenkungen der Vanadinrohre
fir eine Standzeit von 210 d geringer als die von Stahlrohren fiir eine

Standzeit von 70 d.

Eine andere Alternative, das Schwellen, insbesondere bei Stahlrohren,

zu reduzieren, besteht darin, die Temperatur der tragenden Teile so nied-
rig zu halten, daBl das integrale wie das differentielle Strukturmaterial=-
schwellen weitgehend unterdrickt wird. Die konstruktive Ausfihrung zeigt
Konzeption III in Abb. 4-9.

Es zeigt sich, daB die IA/IMF-Schwellbeziehung ginstigere Werte fiir die
Ausbiegungen der Looprohre liefert als die verwendete FFTF-Korrelation Stand-
zeiten von etwa 210 Vollasttagen erscheinen mit einer solchen Loopkone

struktion erreichbar.

Eine weitere Verminderung des Verbiegens der Looprochre erfeicht man
durch eine FluBabflachung im Gebiet der peripheren Loops. Wird statt
des Brutmantels ein Ni-Reflektor verwendet und werden an der Reflektor-
seite der peripheren Loops Jeweils 5 Trelberbrennelemente gruppiert, so
wird hierdurch der Faktor ¢1—¢a/¢ﬁ fiir den schnellen FluB von ~ 0,75
beim Brutmantel auf ~-0,25 gesenkt. Ein kleinerer FluBgradient ver-
ringert lber die Dosisabhidngigkeit der Schwellraten das differentielle
Schwellen und ilber die proportionale Abhingigkeit der y-Heizung vom
FluBverlauf den Gradienten des Temperaturverlaufes ilber dem Durchmesser
der Rohre, wodurch sich gleichzeitig die thermische Verbiegung und die

Schwellverbiegung verringern.

Wie Abb. 4-12 und Tab. 4-6 zeigen, werden die nach der IA/IMF-Beziehung
erhaltenen und ohnehin schon glnstigen Verbiegungswerte noch weiter ver-

bessert, widhrend die Werte, die man mit der FFIF-Formel erh#dlt, zwar noch
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wesentlich iber den Werten der IA/IMF-Formel liegen, aber konstruktiv
doch bereits beherrschbar sind. Bei gelenkiger Befestigung in der Kern-
tragplatte und mit der Annahme, dalB die Aufh#ngung im Reaktordeckel
ebenfalls als gelenkig betrachtet werden kann, verschiebt sich der Ort
der maximalen Ausbiegung in den Bereich zwischen Core=Mitte und oberem

axialen Reflektor.

c) Berechnungen der_ Eigenspannungen_und_der_plastischen Ver-

- e o G W =

Mit den in Abschn. 4.3.2 angegebenen Beziehungen wurden die Eigenspan-

sohwell und S;herm ermittelt sowile aus diesen theoretischen

Spannungen eine plastische Vergleichsdehnung ébv’ die mit der Bruch-

nungen 3

dehnung des Werkstoffes verglichen werden kann, bestimmt, wobei die
konservative Annahme getroffen wurde, daBl die Eigenspannungen voll pla-
stisch abgebaut werden. Fiir die Bruchdehnung wurde analog zu Abschn. %4.3.2.
der Wert ‘EB = 2 %; als zutreffend angenommen. Wie aus Tab. 4-6 zu er-
sehen ist, liegen die Vergleichsdehnungen bei allen drei Konstruktions-

formen weit unter dem kritischen Wert von fﬁ.

d) Zusammenfassung

B LT L ey

Die analytischen Untersuchungen ergeben, dal man eine Standzeit von

210 d fir die peripheren Looprohre nur erreichen kann, wenn man ent-
weder die Konstruktion nach Konzeption II mit einer Vanadinlegierung
ausfithrt oder das Loop nach Konzeption III mit dem Werkstoff Nr. 4988
baut. Um bei der Ausfihrung ITI auch nach der FFTF-Schwellbeziehung
noch ertrédgliche Verbiegungswerte zu erhalten, ist es erforderlich, ei-
nen Ni-Reflektor zu verwenden und 5 Trelberbrennelemente an der Reflek-
torseite der peripheren Testloops anzuordnen. Da filir Looprohre aus Va-
nadinlegierungen die Herstellbarkeit, die SchweifBbarkeit, das Korrosions-
verhalten und die Wirtschaftlichkeit noch einer eingehenden Klarung be-
diirfen, wird flir die Loop=Ausfiihrung das Konzept III mit dem Werkstoff
Nr. 4988 vorgeschlagen.
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4,4  KUHLUNG DES HELIUM-TESTLOOPS NACH STORFALLEN

Bei der Auslegung des Helium-Wiarmeabfuhrsystems gem#B Abschn. 6.5
soll sichergestellt sein, dalBl bel jeder denkbaren Kilhlungsstdrung in
diesem System = d.h. z.B. auch bei Bruch einer Hauptkihlmittelleitung -
die Abfuhr der Nachwirme aus dem Test-Brennelement moglich ist und daB
somit eine unzuldssige Temperaturerhchung verhindert wird, die zum Ab-
schmelzen des Testelementes filhren wiirde. Abgesehen von einem eigenen
Notkiihlverdichter, der den als relativ wahrscheinlich anzunehmenden
Ausfall der Hauptverdichter abdecken wird, wurde eine zusdtzliche Hilfs-
kiihlung vorgesehen. Bei einem totalen Ausfall des Warmeabfuhrsystems
wird ilber eine eigene, vom ibrigen Wiarmeabfuhrsystem unabhidngige Lei-
tung sehr schnell Kihlmittel zundchst aus einem Vorratstank, kurz danach
durch ein inzwischen in Betrieb gesetztes Hilfsgeblise dem Testeinsatz
zugefihrt. Das Kihlmittel wird dabei im Kopf des Bestrahlungseinsatzes
eingespeist und durchstromt das Teststabblindel in zur Normalkithlung
umgekehrter Richtung.

Eine stufenweise Ausldsung der dem Jeweiligen Storfall angemessenen Si-
cherheitsmafBnahmen soll automatisch durch Grenzwertmelder erfolgen. Hier-
zu sind = neben der in pile-Instrumentierung des Testelementes- im Kihl-
system, insbesondere am Kihlmitteleintritt in den Testeinsatz,geeignete

MeBstellen fiir Kihlmitteldurchsatz und -druck vorzusehen.

Da also auBer der normalen Testelementkilhlung eine zuverlidssig funktio-
nierende Notkilhlung und auflerdem noch eine Hilfs- oder Sicherheitskiih-
lung vorgesehen sind, ist das Niederschmelzen eines ganzen Testbiindels
oder auch nur eines Teiles davon in hohem MaBe unwahrscheinlich. Trotz-
dem soll jedoch hier auch der Fall diskutiert werden, dafBl ein gewisser
Teill der Brennstidbe des heliumgekilhlten Test-Brermelementes zerstdrt wird
und niederschmelzen kann. In diesem Fall tropft das Gemisch aus geschmol-
zenem Brennstoff und Strukturmaterial in den halbkugelfdrmigen Abschluf
des inneren Druckrohres, dessen Innenauskleidung mit hochtemperaturbestin-
digem Isoliermaterial (z.B. Sigratherm-Kohlefilz mit einer maximal zu=-
ldssigen Betriebstemperatur von EOOOOC) das Durchschmelzen des inneren
Druckrohres verhindert. Der Reaktor wird bel einem solchen Schaden des

Testobjektes sofort abgeschaltet (Seram).



b - 56

Die Nachwiarme des niedergeschmolzenen Brennstoffes kann dabei durch
die Loop=Kilhlung abgefiihrt werden. Sollte es trotzdem zu einem Durche-
schmelzen des inneren Druckrohres kommen, weil z.B. die Isolierung des
inneren Druckrohres versagt oder well die Kilhlung durch das Loopkiihl=-
mittel nicht ausreicht, so wird die Schmelze in dem ebenfalls mit Iso-
liermaterial ausgekleideten AbschluBl des &duBeren Druckrohres aufge-
fangen, das nun allerdings im unglinstigsten Falle kurzzeitig mit dem
vollen Innendruck Py beaufschlagt wird. Durch die Natriumstromung an
der Auflenseite des duBeren Druckrohres, die im Normalbetrieb zur Ab-
fuhr eines Teiles der y-Wirme dient, konnen ca. 85 kW sicher abgefiihrt
werden, ohne dafl die Temperatur in der Wand des HuBeren Druckrohres
den bei der Auslegung zugrundegelegten Wert von ca. 650 oC iberschrei-
tet. Voraussetzung ist dabei, daB der niedergeschmolzene Brennstoff
durch geeignete hochtemperaturfeste Einbautén so verteilt wird, daB die
Heizfldchenbelastung in der Wand des duBeren Druckrohres nicht grofer als
ca. 80 w/ cm2 wird. Geht man davon aus, daB von der nicht mehr im Co-
rebereich befindlichen Schmelze Nachwdrme infolge Zerfalls der Spalt-
produkte in Hohe von maximal ca. 6 / der Normalleistung (Nachwirme un-
mittelbar nach der Schnellabschaltung) erzeugt wird, so folgt daraus,
daB ca. 12 % des Brennstoffes bzw. ca. 15 der 127 Stdbe des Testbiindels

abschmelzen kOnnen, ohne daB das &uBere Druckrohr gefahrdet wird.

4.5  BESCHICKUNG UND AUSWECHSELN DER TESTLOOPS

Das Konzept fiir die Beschickung und Auswechslung der Testloops
sieht vor, daB der normale Testobjektwechsel etwa 1 Woche nach Reaktor-

abschaltung innerhalb eines Tages durchgefiihrt werden kann.

Prinzip des Auswechselvorganges

Es wurde folgendes Auswechselkonzept gewdhlt:

- FPlr das Auswechseln der Bestrahlungseins#tze ist elne Wechselmaschi-
ne vorgesehen, die frel verfahrbar auf der Abschirmdecke angeordnet
ist.

= Testeinsatz und Druckrohr werden normalerweise getrennt ausgewechselt.
Im Notfall muB es mdglich sein, auch den kompletten Loopeinsatz (Test-

einsatz plus Druckrohr) aus dem Reaktor auszubauen.
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- Der Ausbau der Testeinsitze soll etwa 8 Tage nach dem Abschalten
des Reaktors erfolgen. Die Nachwirmeerzeugung betrigt dann noch
etwa 3 %
etwa T2 kW.

« der Ausgangsleistung, d.h. beim groB8en Natriumloop max.

= Die Kilhlung der Testeinsdtze wihrend des Ziehens aus dem Reaktor
und in der Transportflasche erfolght durch Argon unter einem Druck
von ca. 1 bis 2 atii im geschlossenen Kreislauf. Der Argon=Kiihlkreis=-

lauf ist auf dem Oberwagen der Wechselmaschine fest installiert.

Situation Uber dem Reaktordeckel

Die Abb. 4=1% und 4-14 zeigen die Situation iber dem Reaktordeckel im
Bereich der Testloops. Die Loopkdpfe befinden sich in einer Nische der
Abschirmdecke , die von der Reaktorhalle aus zugidnglich ist. Das heifit,
daf3 die Flanschverbindung zwischen Testeinsatz und Druckrohr direkt von
Hand bedient werden kann. Dazu wird normalerweise nur der Stopfen der
Nischenabdeékung gezogen. Im Bedarfsfall kann aber auch die gesamte Ni=
schen=Abdeckung entfernt werden. Im Normalbetrieb wird die gegeniiber
der Reaktorhalle abgedichtete Nische mit Frischluft gespiilt.

Die Sicherheitshiillen der Testloops zwischen Reaktordeckel und Abschirme
decke (mit Spiilung und Kithlung) verhindern im Betrieb und wdhrend der
Auswechselvorginge den Austritt von Aktivitdten in das Zwischendeck. Aus
Montagegriinden sind die Sicherheitshillen zweiteilig ausgefiinrt. Sie
werden mit Pratzen auf den Reaktordeckel gasdicht aufgeschraubt. Die Be-
festigung des Druckrohres in seiner Sicherheitshiille erfolgt durch spe-
zielle Niederhalter, die die Sicherheitshiille gasdicht durchdringen. Zum
Ausbauen des Druckrohres muB das Zwischendeck betreten werden. Vorher
sind zur Reduzierung der Strahlenbelastung die Kihlmittelleitungen al-
ler Natrium-Testloops zu entleeren (siehe Abschnitt 4.7).

Das Offnen der Kihlmittelleitungen erfolgt iber dichte Werkzeugdurchfiin-
rungen an Montagekdsten der Sicherheitshiille. Zum AnschlufB der Kihlmit-
telleitungen an ein neues Druckrohr miissen die Flanschverbindungen kon-
trolliert und u.U. neue Dichtungen eingesetzt werden. Dazu kOnnen die

Deckel der Montagekdsten entfernt werden.
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In Abb. 4-13 ist das periphere Loop (rechts) in Betriebszustand darge-
stellt, widhrend beim Zentralloop der Teseinsatz ausgewechselt wird. Flir
den Auswechselvorgang wird durch einen Schieber mit Zwischenrohr eine
gasdichte Verbindung zwischen der Sicherheitshiille und der Transporte-
flasche hergestellt. Vor dem Aufsetzen des Schiebers muB3 die Kupplung
zwischen Testeinsatz und Druckrohr von Hand entfernt werden. Eine Ver-
riegelung im Kopf des Bestrahlungseinsatzes verhindert hierbei, daB
Kilhlmittel austritt. Erst durch das spidtere Aufsetzen des Hubwerk-Grei-
fers der Transportflasche wird diese Verriegelung gedffnet.

Im folgenden wird auf den Auswechselvorgang eines Natrium- gekiihlten

Testelementes von 24 MW Ausgangsleistung Bezug genommen.

Es sind hierbei 2 Phasen des Auswechselvorganges zu unterscheiden, wéh-
rend der eine Kihlung des Testeinsatzes aufrechterhalten werden mulB3,

und zwar:

- zu Beginn des Auswechselvorganges, wenn der Bestrahlungseinsatz vom
Kreislaufsystem abgetrennt wird und das Testelement in stagnierendem
Natrium steht

- und zum anderen beim Ziehen des Testelementes, wenn die Kihlung durch

den Gaskrelslauf der Wechselmaschine erfolgt.

Zwischen dem Abschalten der Natrium=Zwangskiihlung und dem Ziehen des
Testeinsatzes in die Wechselmaschine wird ein Zeitraum von einigen Stun-
den liegen. Eine tberschlagsrechnung ergab, daB in dieser Phase des Aus-
wechselvorganges die Temperatur im Teststab-Bilindel nicht iber ca. 400 oC
ansteigt. Voraussetzung hierfir ist lediglich, daB das Druckrohrkithl-
system bei einer Eintrittstemperatur von ca. QOOOC in Betrieb gehalten
wird. Beim Ziehen des Testelementes muB nun mit einer kurzen Zeit des
Trockenstehens des Testelementes gerechnet werden, und zwar zwlschen dem
Auftauchen der Brennstoffzone und dem Auftauchen der Unterkante des Test-
elementkastens iber den freien Natriumsplegel. Die Temperaturerhthungs-
geschwindigkeit durch Speichern der Nachwirme im Brennstoff ist mit max.
ca. 3,5 bis 4 grd/sec anzusetzen. Legt man eine Hubgeschwindigkeit in
dem kritischen Bereich von 4-5 cm/sec zugrunde, so ergibt sich bis zum

Einsetzen der Gaskilhlung ein Temperaturanstieg um ca. 150 oC auf max.

ca. 550°C.
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Ein Klemmen des Testelementes in dem kritischen Bereich ist HuBerst
unwahrscheinlich, da sich das Testelement wenigstens 5 m oberhalb sei-

ner urspringlichen Stellung im Reaktor befindet.

Die Gaskilhlung des Testelementes erfolgt in der Art, daB Argon von der
Transportflasche her durch den Greifer des Hubwerkes in den Testein=-
satz eingespeist und im Ringraum zwischen Testeinsatz und Druekrohr
durch das Zwischenrohr hindurch in die Wechselmaschine zuriickgeleitet
wird. (Der Austrittskanal des Testeinsatzes ist durch einen Schieber
verschlossen worden). Das Kithlgas durchstromt dann in der Wechselma=
schine zuerst ein Filter zur Grobabscheidung von halogenformigen Spalt-
produkten und festen Partikeln. Es folgt der doppelwandige Warmetau-
scher, in dem die Nachwidrme Uber ein Zwischenmedium, z.B. Helium, im
Spalt der Doppelrohre an die Hallenluft abgefihrt wird, und schlieB-
lich die Verdichter.

Flir die Auslegung des Argon-Kihlsystems ist bestimmend, daB die Gastem-
peratur auf max. ca. 230 OC begrenzt ist, weil im Kiilhlsystem der Wech-
selmaschine Kunststoff-Dichtelemente verwendet werden sollen. Eine Uber-

schlagsrechnung ergab folgende mogliche Auslegung des Kihlsystems:

Kihlmitteldurchsatz 4200 kg/h
Kiihlmittelaufheizung 110°% auf 230°%C
Erforderliches Verdichtungsverhdltnis ca. 4 ata / 1,5 ata
Adiab. Verdichtungsleilstung 2 x 62,5 kW

Fir die Verdichtung des Kihlgases bieten sich u.U. 2 in Reihe geschal-
tete gasgelagerte Verdichter hoher Drehtzahl (= 10 000 Upm) an. Aus
Sicherheitsgriinden wire ein weiterer Reserve-Verdichter vorzusehen.
Der Moglichkeit, daB das Kihlmittel Spaltprodukte enthdlt, soll durch
zweifache Abdichtung gegen die Raumluft und durch Strahlenabschirmung

der Kreislaufteile Rechnung getragen werden.

Manipulationen beim Auswechseln der Testeinsdtze und Druckrohre

Mit Hilfe der Abb. 4«15 soll der zeitliche Ablauf der wichtigsten Ver-

fahrensschritte beschrieben werden, die zum Auswechseln

a) eines natriumgekiihlten Testeinsatzes,



b - 62

b) eines heliumgekilhlten Testeinsatzes und

¢) eines Testeinsatzes mit Druckrohr

erforderlich sind.

a) Ausbau eines natriumgekiihlten Testeinsatzes

Wenn die Nachwdrme des Testelementes nach etwa 1 Woche geniigend ab-
geklungen ist, wird die Kilhlung abgeschaltet und der Loopeinsatz vom
Kreislaufsystem getrennt (Ventile 1 und 2). In Betrieb bleibt jedoch

die Kihlung zwischen dem inneren und #uBeren Druckrohr. Durch Offnen

der Ventile 3 und 4 sowie 5 werden die Hauptkilhlmittelleitungen und

der obere Teil des Einsatzes von Natrium entleert. Nun wird nach Ab-
nehmen des Stopfens in der Abdeckung der Nische die Kupplung zwischen
Druckrohr und Testeinsatz von Hand entfernt, wobel der Loopeinsatz kei-
nen Uberdruck mehr aufweist. Der Zwischenschieber wird aufgesetzt, eva-
kuiert und mit Argon geflutet, die Transportflasche wird iber das Test-
loop gefahren und aufgesetzt. Das Argonkihlsystem der Wechselmaschine

ist schon vorher iiber eine Bypass-Leitung in Betrieb genommen worden.

Nun werden die beiden Schieber getffnet. Das Hubwerk der Transportfla-
sche senkt den Greifer auf den Testeinsatz ab. Beim Einkuppeln des Grei-
fers in den Zapfen des Testeinsatzes wird der Weg flir das Kihlgas vom
Greifer in den Testeinsatz freigegeben, gleichzeitig verschlief3t ein Kol-
ben die Kihlmittelaustrittsschlitze des Testeinsatzes, und die Verrie-
gelung zwischen Testeinsatz und Druckrohr wird freigegeben. Der Einsatz
wird so welt gezogen, bis der TestelementfuB aus dem Natrium vollig
aufgetaucht ist. Jetzt schlieBt der Bypass im Argon-Kihlsystem der Fla-
sche, und die Gaskilhlung setzt ein. Wenn sich der Testeinsatz vollstén-
dig in der Transportflasche befindet, werden beide Schieber geschlossen
und der Totraum zwischen den Schiebern evakuiert. Die Maschine kann ab-
heben und den Testeinsatz in eine gekilhlte Absetzposition des HeiBen-Zel-
len-Blockes absenken. AnschlieBend wird normalerweise - analog zum Ausbau-
vorgang - ein neuer Testeinsatz, u.U. auch ein Abschirmstopfen, in das

Druckrohr eingebaut.

b) Ausbau des heliumgekithlten Testeinsatzes

Der Ausbau des heliumgekilhlten Testeinsatzes erfolgt prinzipiell in der
eben beschriebenen Art. Jedoch erfolgt die Abfuhr der Nachwdrme bis zum
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Ankuppeln des Greifers an den Testeinsatz durch das Hauptwiarmeabfuhre
system bei einem stark reduzierten Betriebsdruck von ca. 1 atii. Eben=-
falls in Betrieb bleibt die Druckrohrkilhlung. Beim Aufsetzen des Grei-
fers wird der Kihlmittelaustrittskanal wieder versperrt. Gleichzeitig
werden selbsttidtig die Ventile 1 und 2 geschlossen und das Ventil 3 in
der Verbindungsleitung zu einem unter Vakuum stehenden Auffangtank ge-
offnet. Dadurch wird die Heliumfiillung des Testeinsatzes in den Tank
gespiilt und gleichzeitig das Testelement gekilhlt. Nun beginnt das Zie-
hen des Testeinsatzes. Nach etwa 20 cm Hub wird Ventil 3 automatisch
geschlossen, und der Argon=Kihlkreislauf der Wechselmaschine ibernimmt
wie beim Ausbau des natriumgekiihlten Testeinsatzes die weitere Warme-

abfuhr.

¢) Ausbau eines Testeinsatzes mit Druckrohr

Der Ausbau des Testeinsatzes mit Druckrohr ist erforderlich bei einem
groBeren Schaden des Testelementes oder aber im Falle eines Festsitzens

des Testeinsatzes im Druckrohr.

Zundchst wird beim natriumgekiihlten Testloop der Natriumspiegel wie un-
ter a) beschrieben abgesenkt. Die Kupplung zwischen Testeinsatz und Druck-
rohr wird von Hand entfernt und durch eine Hilfskupplung ersetzt. Nun
offnet man die Anschliisse fiir Haupt- und Druckrohrkiilhlung ilber die Werk-
zeugdurchfithrungen der Sicherheitshiillen. Durch Offnen der Ventile 5 und
8 wird der Druck im Einsatz und damit auch in der Sicherheitshiille dem
Druck im Argonkilhlsystem der Wechselmaschine angeglichen. Es folgt wie-
der die Montage des Zwischenschiebers, das Absenken der Transportflasche
und das Kuppeln des Greifers an den Zapfen des Testeinsatzes. Nun werden
die Druckrohr-Niederhalter am Reaktordeckel gedffnet. Nach Offnen von
Ventil 7 entleert sich das restliche Natrium aus dem Testeinsatz in den
AblaBtank. Der Bypass im Argon-Kihlkreislauf wird geschlossen und der
Testeinsatz zusammen mit dem Druckrohr angehoben. Nach etwa 10 cm Hubweg
setzt die Gaskilhlung voll ein, da der Schiebesitz des Druckrohres die
Sicherheitshiille verl&dBt.
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4,6  THERMISCHE ISOLIERUNG DER BESTRAHLUNGSEINRICHTUNGEN

Im Rahmen der Loop-Entwicklung fiir den FFTF wurde in den USA ein
umfangreiches Programm zur Entwicklung geeigneter In-Core-Isolierungen
eingeleitet, das auf friheren Arbeiten fiir die Reaktoren CANDU und
18)

Enrico Fermi aufbaut

Ziel ist in allen FHllen die weitgehende thermische Entkopplung der
Loops vom Reaktorkithlmittel bzw. die Vermeidung unzuldssiger Temperatur-

gradienten und Spannungen in den Looprohren.

Zur Zeit konzentrieren sich die Untersuchungen auf das Konzept eines
doppelwandigen Rohres, dessen Zwischenraum mit einem gut isolierenden
Medium gefiillt wird, das folgenden Anforderungen geniigen muB:

- Hohe Temperaturbestdndigkeit (bis ca. 750 °C)

- (Qutes Isoliervermdgen zur Erzielung grofBer Temperaturgradienten mit

dinnen Isolierschichten.

- Unempfindlichkeit gegen hohe Temperaturgradienten und damit ver-

bundene thermische Spannungen.

- Keine oder nur eine unwesentliche Storung der Neutronenokonomie des

Reaktors.
~ Vertraglichkeit mit dem Reaktorkiihlmittel.

- Moglichst eine mit der Temperatur steigende Warmeleitfidhigkeit, da-
mit fir den Fall von Loopkiihlmittelstorungen Wdrme an das Reaktor-

kilhlmittel abgefiihrt werden kann.

- Eine Wiarmeausdehnungszahl, die mit der Warmeausdehnungszahl der

Stahlrohre vertrdglich ist.
- Geringe Dichte zur Vermeidung zusdtzlicher y-Wirme.
- Leichte Verarbeitbarkeilt.
- Zuverlassigkeit.

Von den verfiligbaren Isoliermedien, die diese Forderungen erfiillen (Va-
kuum, Inertgas bzw. Inertgasgemisch, feste Isolierstoffe in Form von

Fasern, Filzen, Folien, GuB~-, PreB- und Sinterwerkstoffen) sind vor

18) G.R.Sawtelle: "Insulation of the FFTF Closed Loop Tubes"
BNWL-755, Nov. 1968
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allem die auf der Basis A1203 + 8102 hergestellten Fasern und Filze,

die unter den Firmennamen Fiberfrax, Cerafelt und Refrasil kommerziell

8)

verfiigbar sind, von Interesse.

Die maximale Betriebstemperatur dieser Stoffe liegt bei ca. 1250 OC, die

Warmeleitfshigkeit in Helium fiir 870 OC bei ca. 0,45 kcal/ mhoC.

Neuerdings wird als Isolierwerkstoff fiir den Corebereich auch gesin-
terter Edelstahl vorgeschlagen, dessen Warmeleitfdhigkeit ca.
3 keal/mnc betragt 10,

Derartige Isolierstoffe kdnnen auch im FR3 zur Isolierung der Looprohre
vorgesehen werden. AuBerdem konnen selbstverstandlich auch bei den Loop-
rohren Isollerungen aus argongefiillten aufwickelbaren Stahlbindern Ver-
wendung finden, wie sie z.B. im Abschnittt 3.3.6 zur thermischen Iso-
lierung der Fihrungsrohre der Trimmregel- und Abschaltelemente disku-
tiert werden. Lediglich zur Auskleidung der Druckrohrabschliisse und des
Testelementkastens des zentralen He-Loops, die in gewissen Storfdllen
mit geschmolzenem Brennstoff von ca. 27OOOC in Berihrung kommen konnen,
milssen Isolierstoffe mit hoherer Temperaturbestindigkeit eingesetzt wer-
den. Fiir diese Zwecke stehen z.B. unter dem Handelsnamen "sigratherm"
Kohlenstoff—Fglie zur Verfligung, die unter Helium bis iliber 3000 OC be-

&)

rohr aus Tantal abgedeckt werden konnen.

standig sind und die gegebenenfalls noch durch ein diinnes Schutz-

4.7 ABSCHIRMUNG DER TESTLOOP-LEITUNGEN IM ZWISCHENDECK

In Abschn. 4.5 wurde erwdhnt, dafB filir den Ausbau der Loopdruckrohre
das Zwischendeck iber dem Reaktordeckel zur Durchfilhrung von Montagear-
beiten betreten werden muBl. Im Interesse der Reaktorverfiigbarkeit soll
der Druckrohrwechsel unmittelbar nach Ausbau des bestrahlten Testelemen-
tes, also ca. 8 bis 10 Tage nach Abschaltung des Reaktors erfolgen. Da-
bei ist mit einer gewissen Strahlenbelastung von den Kihlmittelleitun-

gen der Natrium-Testloops her zu rechnen.

19) FFTF Conceptual System Design Description fiir the Closed Loop

System No. 61, BNWL-755, Nov. 1968

20) "Sigratherm, Sigrapor, Sigraflex - Sonderwerkstoffe aus Kohle und
Graphit", Fa. Sigri, Meitingen, b. Augsburg - BRD.
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Eine ausreichende Abschirmung der Natrium-fihrenden Leitungen mit z.B.
Blei ist wegen der beengten Raumverhdltnisse und im Interesse der Zu-

ganglichkeit der AnschluBflansche usw. nicht mdglich.

Es wurde daher eine Abschitzung der bei Arbeiten in der Ndhe der Loop-
Kihlmittelleitungen zu erwartenden Strahlenbelastung durchgefihrt. Es
zeigte sich zundchst, daB praktisch nur die Na2lh-Aktivitdt, nicht da-
gegen die Na22-Aktivitdt und Korrosions- und Spaltprodukt-Aktivitat

(mit Annahme des Falles von etwa 1 % defekten Brennstidben) von Bedeu-

tung sind.

Die Rechnung ergab, daB nach ca. 10 Tagen (entspr. ca. 15 T 1/2 fiir Na24)
noch eine Abschirmdicke von 5 em fiir einen Dauerasufenthalt erforderlich

wdre, wenn alle Kihlmittelleitungen mit Natrium gefiillt sind.

Werden dagegen alle Natrium-fiihrenden Leitungen im Bereich des Zwischen-
decks vor Beginn der Montagearbeiten entleert, so kann auf eine Abschir-
mung verzichtet werden. Es ergab sich zum Beispiel unter Annahme einer
Entleerung bis auf einen Natriumrest von 1/2 75 des urspriinglichen Vo-
lumens (entsprechend einer ca. 0,2 mm starken Benetzung der Rohrwinde)
schon nach 6,5 Tagen (entspr. 10-T 1/2 fiir Na2l) nur noch eine Strahlen-
belastung von ca. 7 mr/h in dem am meisten gefidhrdeten Bereich am An-
schluB3flansch des zentralen Testloops. Dieser Wert liegt in der Grofen-
ordnung der fiir Daueraufenthalt zulidssigen Belastung von 2,5 mrem/h. Die

erforderliche Aufenthaltsdauer von einigen Stunden ist also gewdhrleistet.



V.

HANDHABUNGS - UND TRANSPORTSYSTEME

5.1 KONZEPTION
(G.B5hme)

Da im ZwischengeschoB oberhalb des Reaktordeckels die Kopfe
der Bestrahlungseins&tze mit den Kihlmittel-Zu- und -Ableitungen,
die Brennelement-Manipulatoren und die MeBleitungen der Reaktor-
instrumentierung liegen, mull der Wechsel von Brennelementen und
Bestrahlungseinrichtungen vom dariiber liegenden Deck aus vorgenom-

men werden.

Die Wechselmaschine fiir Brennelemente ist zur Minimalisierung der
Reaktorstillstandszeit fiir den gleichzeitigen Transport einer ganzen
Magazinladung (15 BE) ausgelegt. Dagegen braucht die Wechselmaschine
fiir Testloop-Eins&dtze nur jeweils einen Einsatz von groferer Linge
zu transportieren. Weil es nur schwer mdglich ist,diese beiden For-
derungen mit einer Maschine zu erfiillen, werden zwei getrennte Wech-
selmaschinen mit Selbstfahrwerk (Oberwagen) vorgesehen, die wahlweise

auf einem gemeinsamen schienengebundenen Unterwagen fahren konnen.

Beim unter 5.2 ausfilhrlich beschriebenen Brennelementwechsel werden
die abgebrannten Treiberelemente aus dem Reaktor gezogen und in die
zwischen den Schienen des Unterwagen liegenden Abklinglager einge-
setzt. Diese Operationen erfolgen bei abgeschaltetem Reaktor. Der
weitere Abtransport kann wdhrend der nichsten Reaktorbetriebsphase
erfolgen. Dazu wird ein BE-Transportbehélter1)auf einem Schienen-
fahrzeug durch die Schwertransportschleuse in das ReaktorgebZude

eingefahren, mit dem Rundlaufkran abgehoben und in vertikaler Lage

1)

G.Bohme, K.Gast, D.Gupta et al., Transport bestrahlter Brennelemente

aus schnellen Brutreaktoren, KFK-Bericht 666, 1969, Seite 160 ff



in einem Ladeschacht im Fahrbereich der Wechselmaschine abgelas-
sen. Br wird liber die Wechselmaschine mit Brennelementen aus dem
Abklinglager beladen und in gleicher Weise wieder aus dem Reaktor-
gebdude abtransportiert. Dichtigkeits- und Kontaminationskontrolle
sowie das Umsetzen auf ein zum Transport auf Offentlichen Verkehrs-
wegen geeignetes Schienen-~ oder Stralenfahrzeug lassen sich in der
nach aufBen an die Schwertransportschleuse anschlieflenden Halle

durchfiihren.

Die Testloop-Einsdtze werden bei abgeschaltetem Reaktor mit der zu-
gehdrigen Wechselmaschine wie in 4.6 beschrieben aus dem Reaktor ge-
zogen und in das Abklinglager abgesenkt. Von dort aus kOnnen sie nach
entsprechender Abklingzeit wieder durch die Wechselmaschine in eine
der vertikalen Beladeoffnungen der Demontagezellen im Reaktorgebaude
oder in die Offnung des zu den Zerlegungszellen auBerhalb der Sicher-

heitshiille filhrenden Ausschleusschachtes umgesetzt werden.

Die kleinere der beiden Demontagezellen dient zur visuellen, ront-
genografischen und autoradibgrafischen Inspektion der Bestrahlungs-
einsdtze und auch anderer Reaktoreinbauten; in der grdfReren kdnnen
Langen- und Geradheitsmessungen durchgefiihrt, Demontagen wie z.B.
Abtrennung des Teststabblindels vom Einsatzoberteil oder Entfernen
des Druckrohres vorgenommen und Bestrahlungskapseln ausgetauscht
werden. Es ist grunds&tzlich mdglich, die Testloop-Eins&dtze oder
Teile davon aus den Zellen fiir weitere Bestrahlung wieder in den

Reaktor einzubringen.

Fir fernbediente Arbeiten, die mit groBerer Aktivitdtsfreisetzung
verbunden sind und damit fir die Servicer&ume der Heiflen Zellen ein
hoheres Kontaminationsrisiko zur Folge haben, sind die beiden Zer-
legungszellen vorgesehen. In der ersten kOnnen Na-Wdsche und Ab-
trennung von Strukturmaterial mit Hilfe spangebender Bearbeitungs-
verfahren vorgenommen werden. Die zweite Zelle dient zur Zerlegung
und Auftrennung von Brennelementen und Teststdben, die danach fiir
eingehendere Nachbestrahlungsuntersuchungen in Abschirmbehidlter um-
geladen und andereny,nicht zum FR 3 gehOrenden Heiflen Zellen zuge-

fiihrt werden.



Alle Zellen sind gasdicht und werden unter Schutzgasatmosphére
mit Unterdruck betrieben. Die Bedienung erfolgt mittels handge-
steverter uni- und bilateraler Manipulatoren, die Beobachtung
durch Strahlenschutzfenster sowie Periskope und die Be- und Ent-

ladung mittels kontaminationshemmender Schleustechniken.

Wegen ihrer zentralen Bedeutung sind insbesondere die Mdglich-
keiten der Handhabung und des Transportes der Brennelemente zwi-
schen Reaktorgefdl und Abklinglager im Detail untersucht worden.
Die Ergebnisse sind in den folgenden Abschnitten kurz zusammenge-

fabt.

5.2 HANDHABUNG UND TRANSPORT ABGEBRANNTER UND NEUER BRENNELEMENTE
(M.Grundmann (AEG))

Unter Brennelementwechsel versteht man allgemein das Ent- und
Beladen des Reaktorkerns, d.h. im Normalfall Entnahme eines abge-
brannten Brennelementes aus dem Kern und Einsetzen eines neuen

Brennelementes in den Kern.

In Abschnitt 3.8 wurde dieser Vorgang fiir den Brennelementwechsel
innerhalb des Reaktortanks bereits dargestellt. Dabei transportie-
ren Manipulatoren die abgebrannten und neuen Brennelemente von
Reaktorkern in die Reaktormagazine bzw. umgekehrt. In diesem Ab-
schnitt werden die Wechselsysteme filir die Entnahme und Beschickung
der Reaktormagazine von aullen diskutiert. Diese Aufgabe muBl von

einer dafiir konzipierten Wechselmaschine durchgefiihrt werden.

5.2.1 Wechselvorgang einzelner Brennelemente

Aus Griinden einer hohen Verfiligbarkeit des Reaktors fiir Test-
zwecke sollte der Wechselvorgang ein Minimum an Reaktor-Stillstands-
zeit erfordern. Die bekannteste Wechselart besteht im Wechsel eines
einzelnen Brennelementes, die allerdings ein Maximum an Reaktor-

Stillstandszeit erfordert. Bei Einbau eines Revolvers zur Aufnahme



von 15 Brennelementen innerhalb der Wechselflasche kdnnen jedoch
zumindest die Transportwege der Wechselmaschine von 15mal An- und
Abfahrt auf 1mal An- und Abfahrt reduziert werden. Die hierbei

entstehenden Wechselzeiten zeigt die folgende Bewegungs-Zeitstudie.

Bewegungszeitstudie fiir Elementwechsel

Zeitab-
schnitt

Zeitablauf

Bewegungsvorgang (siehe Abb. 5-1) (min)

A Die Wechselmaschine befindet sich 0 - 135
iiber dem Lager fiir neue Brennele-
mente. Der Revolver in der Wechsel-
flasche wird mit 15 neuen Brenn-

elementen beladen.

B Die Wechselmaschine f#hrt iiber eine 135 - 158
der 3 Beschickungsdffnungen, die
sich im Reaktordeckel befinden und
entnimmt den Abschirmstopfen,der

in den Revolver eingezogen wird.

C Die neuen Brennelemente werden aus 158 - LLo
dem Revolver nach unten in das Reak-
tormagazin einzeln entladen. Bei
jedem Hochziehen des Greifgestanges
wird ein abgebranntes Brennelement
dem Reaktormagazin entnommen und in
die frei gewordene Position im Re-
volver abgestellt. Die Drehbewegung
des Revolvers erfolgt von der Wech-
selmaschine selbst, die des Reaktor-
magazins von einem dafiir guf dem

Reaktordeckel befindlichen Antrieb.



Zeitab-
schnitt

Zeitablauf

Bewegungsvorgang (siehe Abb. 5 -1) (min)

D Nach Beendigung des Wechselvorgangs Lo - L6k
wird der Abschirmstopfen in den Reak-
tordeckel wieder eingesetzt und die
Wechselmaschine fdhrt zum Abkling-

lager.

E Nachdem der dortige Abschirmstopfen Leh - 594
in den Revolver eingezogen ist, er-
folgt das Entladen des Revolvers in
das ebenfalls drehbare Abklinglager-
gestell.

F Nach Beendigung des Vorgangs wird 594 - 610
der Abschirmstopfen in das Abkling-
lager eingesetzt und die Wechsel-
maschine fdhrt wieder zum Lager fiir
neue Elemente. Der Wechsel ist ab-

geschlossen.
Wechselzeit fur 15 Brennelemente: ca. 11 Std.
Eine schematische Darstellung zeigt Abb. 5 - 3.
Die gesamte Wechselzeit fiir 3 x 15 Brennelemente betrégt:

3x 11 = 33 Stunden

=R m=



5.2.2 Wechselvorgang ganzer Magazine

Weitere Uberlegungen hinsichtlich Zeitersparnis fiihrten zu
einer v©llig neuen Wechselart: Das Wechseln ganzer Reaktormagazine.
Die im Reaktor, in den Abklinglagern und Vorratslagern eingesetzt-
ten Magazine sind gleich grofB und konnen daher wahlweise durch die

Wechselmaschine ausgetauscht werden.

Die folgende Bewegungszeitstudie gibt Aufschlufl ilber dabei erreich-

bare Wechselzeiten.

Bewegungszeitstudie filir Magazinwechsel

Zeitab-
abschnitt

Zeitablauf

Bewegungsvorgang (siehe Abb. 5 - 2) (min)

A Die Wechselmaschine steht iiber dem 0~ 17
Abklinglager und entnimmt den Ab-
schirmstopfen und fdhrt zum Stopfen-

lager.

B Abstellen des Abschirmstopfens im 17 - 35
Stopfenlager. Die Wechselmaschine '
fdhrt zum Reaktor.

c Die Wechselmaschine steht iiber einer 35 - L9
der 3 Beschickungsdffnungen des Reak-
tors und zieht den Abschirmstopfen
in die Wechselflasche ein und fahrt

zum Stopfenlager.

D Der Abschirmstopfen wird im Stopfen- bg - 76
lager abgesetzt. Die Wechselmaschine
fahrt wieder iiber die Beschickungs-

o0ffnung des Reaktors.



Zeitablauf
(min)

Zeitab-

sehnitt Bewegungsvorgang (siehe Abb. 5 - 2)

E Die Wechselmas