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Zusammenfassung:

Im Auftrag des BMBW haben die Kernforschungszentren GfK

Karlsruhe und KFA Jülich unter Mitarbeit der deutschen

Reaktorindustrie eine Studie über die Realisierbarkeit und

Wirtschaftlichkeit des gasgekühlten Schnellen Brüters (GSB)

angefertigt. Diese Studie wurde vorsorglich angeregt, um in

Erfahrung zu bringen, welche Maßnahmen ergriffen werden

müßten, falls der Natriumgekühlte Schnelle Brüter nicht den

in ihn gesetzten technischen und wirtschaftlichen Erwartungen

entspricht.

Bei der Konstruktion eines GSB kann in großem Maße auf

bekannte Techniken zurückgegriffen werden. Vor allem

können die mit dem Bau und Betrieb von gasgekühlten,

thermischen Reaktoren gemachten und weiter zu erwartenden

Erfahrungen übernommen werden. In Bezug auf Brennstoff

versorgung ist ein Potential mit dem des Natriumbrüters

vergleichbar. Im Unterschied zum Dampfbrüter hat der GSB

deutlich günstigere Bruteigenschaften.

Die Untersuchungen für den GSB sind in fünf Arbeitsgruppen

durchgeführt worden, die aus Vertretern der beiden

Forschungszentren und der Firmen AEG, BBC, BBK, GHH, KRUPP

und SIEMENS gebildet wurden. Die Berichte dieser fünf

Arbeitsgruppen

Brennelemente

Physikalische Kriterien

Komponenten

Sicherheit

Wirtschaftlichke~t

sind fertiggestellt. Sie bilden die Basis für die hier

dargestellten Aussagen.



Abstract:

On behalf of the German Federal Ministry for Education and

Science the nuclear centres at Karlsruhe and Jülich, with

the collaboration of the German reactor industry, has

prepared a study on the feasibility and the economics of

a gas-cooled fast breeder (GCFB). This study has been

initiated to determine what measures should be taken in the

event that the sodium-cooled fast breeder would not fulfill

its technical and economic expectations.

The design of a GCFB could, to a great extent, be based on

known techniques. The experience gained, especially with

the construction and operation of gas-cooled thermal

reactors, could be used. Contrary to the steam-cooled

breeder reactor, the GCFB has favourable breeding proper

ties and its potential as regards fuel consumption is

close to the sodium breeder.

The studies for the GCFB have been carried out by five

working groups which included representatives of the two

nuclear research centres and the following companies:

AEG, BBC, BBK, GHH, KRUPP and SIEMENS. The report of these

five working group on:

fuel elements

physical criteria

components

safety

economics

are the basis for the present paper.
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I. EINLEITUNG, BEWERTUNG u. EMPFEHLUNG

Zusammengestellt von M. Dalle Donne

Im Auftrage des BMBW haben die Kernforschungszentren GfK Karlsruhe

und KFA JUlich unter Mitarbeit der deutschen Reaktorindustrie eine

Studie über die Realisierbarkeit und Wirtschaftlichkeit des gas-

gekühlten Schnellen Brüters (GSB) angefertigt. Diese S"tudie wurde

vor-s or-gl.Lch angeregt. um in Erfahrung zu bringen. welche Maßnahmen

ergriffen werden müßten. falls der Nat r-Lumgeküh Lt e Schnelle Br-üt.ez

nicht den in ihn gesetzten technischen und wirtschaftlichen Er

wartungen entspricht.

Bei der Konstruktion ein~s GSB kann in großem Maße auf bekannte

Techniken zurückgegriffen werden. Vor allem können die mit dem Bau

und Betrieb von gasgekühlten. thermischen Reaktoren gemachten und

weiter zu erwartenden Erfahrungen übernommen werden. T!" ~~zurr eu f

Brennstoffversor~un~ ist sein Potential mit dem des Natriumbrüters
vergleichbar. Im Unterschied zum DamnfbrUter hat der r-sp deutlich
züns t i ser-e Brutei!;renschaften.

1. Organisation u~d ArEei~~erfahren

Die Untersuchungen für den GSB sind in fünf Arbeitsgruppen durchge

führt worden. die aus Vertretern der beiden Forschungszentren und

der Firmen AEG. Bl:sC. BBK, GHH. KRUPP und SIEl1ENS gebi.Lde't wurden.

Die Berichte dieser fünf Arbeitsgruppen

- Brennelemente
- Physikalische Kriterien

- Komponenten

- Sicherheit

- Wirtschaftlichkeit

sind fertiggestellt. Sie bilden die Basis für die hier dargestellten

Aussagen.
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Das Memorandum besteht aus diesem Bericht sowie

- den fünf Detailberichten der genannten Arbeitsgruppel

- einem Entwicklungsprogramm mit einer Schätzung der

erforderlichen Aufwendungen an Personal. Zeit und

finanziellen Mitteln •

..l..! .E.!.:gebnis se

Zur Zeit sind eine Reihe von GSB-Konzepten bekannt ( 1-19). Sie

sind z.T. bereits in einer Studie der ENEA im einzelnen erläutert.

jedoch nicht bewertet worden (1). In der vorliegenden Systemstudie

wurden aus diesen Konzepten zunächst sechs ausgewählt und zu drei

Haupt- und Nebenvarianten zusammengefaßt. Diese drei Hauptvarianten
und ihre Nebenvarianten sind:

GSB mit Dampfturbine. ox.idi.s chem Br-enristof f in Stahlhüllw •

r-ohz-en mit "vented f ue L'", Primärsystem im Sp ennbet onbehä Lt e r

d.rrt e gr-Le r-t ( das Konzept lehnt sich an das GGA-Konzept an;

NI'. 1 aus Tab.III.1).

Nebenvarianten sind die Ausführung mit kö.rbidischem Brenn

stoff (NI'. 2 aus Tab.III.1) und die Ausführung mit oxdd.i.schcm

Brennstoff in "strong clad" Hüllrohren (N:r. 6 aus Tab.III.:!.).

- GSB mit Gasturbine, oxidischem Brennstoff in Vanadiumhüll

r-ohr-en ; "strong c Lad" ( das Konzept lehnt sich an den GfK-

Entwurf a~; Nrw 4 aus Tab. 111.1).

- GSB mit Dampfturbine. oxidischem Brennstoff in "coated

particle" Form (die Anlage lehnt sich an das UKAEA-Konzept

an; Nr • 7 in Tab. I I I •1 ) •

Als Nebenvariante die Ausführung mit Gasturbine, ebenfalls

unter Nr , 7 in Tab.III.1 aufgeführt.
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Diese Varianten wurden im Rahmen des Memorandums mit konsistenten

Annahmen und Methoden bezüglich der thermodynamischen und neu

tronenphysikalischen Auslegung neu berechnet. Die daraus re

sultierenden wichtigsten Daten sind in Tab. I. 1 zusammengefaßt

und den Daten eines fortgeschrittenen natriumgekühlten Brut

reaktors (20), die mit denselben Methoden berechnet wurden, gegen

übergestellt.

Zusammenfassend können aus den Berichten der Arbeitskreise

folgende Schlußfolgerungen gezogen werden:

2.1 Die Kühlung eines Schnellen Brüters mit Helium führt schon

bei einem Betriebsdruck von 70 ata und einer Heliumaus

trittstemperatur von 6000C (Entwurf Nr. 1) zu Auslegungs

werten, die einen wirtschaftlich interessanten Reaktorbe

trieb erwarten lassen. Auf der Preisbasis Frühjahr 1970

sind Stromerzeugungskosten von 1.9 Dpf/KWh geschätzt

worden. ( Siehe Tab. 11.5)
De:r ökonomische Vorteil c'\PS l"'it ~asturbine bei einer Helium-

temperatur von ca. 100°C arbeitenden Entwurfs ~e~enüber der

Dampfturbine liegt bei etwa 0,05 Dpf /KWh. Diese r-el at Lv

geringen Einsparungen sind auf die für den Gasturbinen

prozeß niedrigen Temperaturen zurückzuführen. Der Gas

turbinenprozeß wird bei GSB vermutlich nur dann angestrebt,

wenn die Gasturbinenanlage im Rahmen der HTR-Entwicklung

realisiert wird.

Bei der Bewertung der Reaktoren nach wirtschaftlichen Ge-

sichspunkten ist zu berücksichtigen, daß noch keiner der

Entwürfe in sich optimiert wurde und die genannten Strom

erzeugungskosten sich daher noch verbessern könnten. Anderer

seits haftet der Ermittlung der Anlagekosten in diesem

frühen Entwicklungsstadium relativ große Unsicherheiten an.

2.2 Bei der Entwicklung des Gasbrüters kann man sich auf die

Forschungsergebnisse und Erfahrungen abstützen, die bei

der Entwicklung von anderen Reaktortypen ( insbesondere

auf HTR für Komponenten, Natriumbrüter für Brennstoff und

Werkstoffentwicklung) gemacht werden.
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2.3 Helium als inertes und nicht aktivierbares Gas läßt ein

günstiges Betriebsverhalten sowie hohe Verfügbarkeit für

einen GSB erwarten. Die relativ einfache Anlagentechnik

führt zu wirtschaftlichen Bedingungen, sofern frühzeitig

Erfahrungen von den Hochtemperaturreaktoren verfügbar

werden.

2.4 Da Helium im Reaktorkern keine Phasenänderung erfahren

kann und da es außerdem einen relativ geringen Einfluß

auf das Neutronenspektrum hat, ist das reaktorphysika

lische Sicherheitsverhalten eines Heliumbrüters im Hin

blick auf lokale Störungen in der Wärme ab fuhr insbesondere

da ein plötzliches Entleeren eines Kühlkanals hier nicht

möglich ist. besser als das des Natriumbrüters. Das Problem

des raschen Kühlmittelverlustes und die sich daraus er

gebenden Konsequenzen für die Nachwärmeabfuhr lassen sich

bei den Zweikreisvarianten grundsätzlich mit denselben

Maßnahmen wie beim HTR mit Dampfkreislauf lösen ( inte

grierte Bauweise mit Doppelabschlüssen).Wegen der kürzeren

Zeitkonstanten ergeben sich jedoch schärfere Anforderungen

an das Sicherheits- und Abschaltsystem.

Bei Erhöhung des Systemdruckes auf 120 bar muß u.U. ein

gegendruckhaltendes Containment vorgesehen werden.

Bei den Varianten mit Gasturbine ist ein gegendruckhaltendes

Containment erforderlich, sofern eine nicht integrierte

Bauweise gewählt wird.

2.5 Das Plutoniuminventar liegt bei den Entwürfen mit Brennstoff

stäben zwischen 3.2 und 2.5 t, wobei sich die obere Grenze

auf einen Heliumdruck von 70 at und die unte~e Grenze auf

130 at (19) bezieht. Das Plutoniuminqentar kann auf weitere

1.6 t verringert werden,wenn man auf karbidischen Brenn

stoff übergeht. Damit würde das Plutoniuminventar eines

fortgeschrittenen Natriumbrüters mit Oxidbrennstoff er

reicht. Der Entwurf Nr. 7 der Tab. III.l hat aufgrund

der großen Wärmeübergangsfläche in den Brennelementen auf

beschichteten Teilchen schon bei einem Druck von 70 at ein
Inventar von nur 1.8 t.
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2.6 DieVerdopplungszeit des mit Brennelementstäben ausge

rüsteten Gasbrütemvon GGA ist wegen einer wesentlich

höheren Brutrate trotz größeren Plutoniuminventars

günstiger als beim Natriumbrüter. Beim Karlsruher Entwurf

ist dagegen die Verdopplungszeit etwas größer, da hier

vorrangig ein für Gasbrüter kleines Spaltstoffinventar
angestrebt wurde.

2.1 Das Entwicklungspotential ist durch den übergang auf

karbidischen Brennstoff, durch die Anwendung höherer

Betriebsdrücke und durch den Einsatz des Gasturbinen

prozesses bei höheren Temperaturen, sofern coated

particles hierfür entwickelt werden können, gekennzeichnet.

3. Bewertung

Bei einer Bewertung der einzelnen Gasbrütervarianten unterein

ander, müssen neben dem wirtschaftlichen Potential finanzieller

und zeitlicher Aufwand, der zur Realisierung der einzelnen

Varianten notwendig ist, berücksichtigt werden.

3.1 GSB mit DT

Nach diesen Gesichtspunkten besitzt das Konzept mit Stahl

hülIen und oxidischem Brennstoff deutliche Vorteile gegen

über den übrigen Varianten. Im Core werden weitgehend be

kannte Hüllmaterialien benutzt. Die HÜllmaterialtempera

turen sind im Vergleichzu den anderen. GSB-Varianten niedrig.
Bezüglich der BE kann sich dieses Konzept - wegen der
Anwendung belüfteter Brennstäbe - weitgehend an die im
Rahmen der Natriumbrüterentwicklung laufenden Untersuchungen

anlehnen~ Die Anlagenauslegung stützt sich auf Bau- u.

Projektierungserfahrung von gasgekühlten Zweikreisanlagen.ab.

\
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3.2 GSB mit GT

Das Konzept mit Gasturbine ist in seiner technischen

Realisierbarkeit schwieriger zu beurteilen als die Varianten

mit Dampfturbine, da zur Zeit noch keine ausreichenden Er

fahrungen für die Komponenten des Gasturbinenkreislaufes

vorliegen. Darüberhinaus erfordert die Gasturbinenanlage

ein fortschrittlicheres Brennelement. Diese Variante läßt

allerdings das größere Potential erwarten, vor allem dann,

wenn die coated particles bei höheren Temperaturen und

höheren schnellen Fluenzen eingesetzt werden könnten.

3.3 Gemeinsame Probleme bei der Brennelemertentwicklung

Bei allen Konzepten sind zwei Fragenkomplexe zum Brennelement

noch weitgehend offen:

mögliche Kompatibilitätsprobleme zwischen bestrahltem

Brennstoff und Hülle, die aufgrund der gegenüber dep

Natriumbrüter höheren HÜlltemperatur verstärkt auftreten

können;

Auswirkung großer schneller Fluenzen auf die mechanischen

Eigenschaften der Stähle, aus denen die Brennelement

Kästen und die Brennstoffhüllen hergestellt sind. Dieses

Problem ist weniger gravierend als beim Natriumbrüter, da

größere Abstände zwischen benachbarten Brennelementen vor

gesehen werden können,und da das Stabgitter weiter ist.

Beide Problemkreise können für das Konzept mit Stahlhüllrohren

vermutlich mitHilfe vorhandener Bestrahlungseinrichtungen

untersucht werden. Vor dem Bau großer Anlagen, die Brennstoff
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in Vanadinhüllen oder in Form beschichteter Teilchen benutzen,

sind Bestrahlungen von kompletten Brennelementen unter be

triebsähnlichen Bedingungen erforderlich, wofür heute noch

keine Testmöglichkeiten bestehen.

4. Empfehlung

Aus dieser Beurteilung der Gasbrütertechnik ist ersichtlich, daß

eine technische Verwirklichung des Gasbrüterkonzeptes inS Auge ge

faßt werden könnte. Bei den Konzepten mit stahlumhüllten Brenn

elementen mit oxidischem Brennstoff und Dampfturbine handelt es sich

um eine Variante,die kurzfristig d.h. parallel zum Natriumbrüter

entwickelt werden könnte. sofern folgende Schritte schon heute unter

nommen werden:

4.1 Durchführung von Bestrahlungstests in vorhandenen

Anlagen sowie Laboruntersuchungen. Nachweis der

Funktionsfähigkeit des vented fuel Konzepts durch

einen betriebsnahen in-pile-Test.

4.2 Out-of-pile Tests zum strömungstechnischen und

thermischen Verhalten der Brennelemente.

4.3 Weitere Durcharbeitung des Konzepts, so daß detaillierte

Kostenuntersuchungen und Sicherheitsanalysen durchgeführt

werden können.

Daneben sollten Arbeiten zur Lösung der Schlüsselprobleme der

fortschrittlichen Konzepte zumindest im Grundlagenbereich aufge

nommen werden:
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4.4 Arbeiten zur Prüfung der Eignung von Vanadiumhüllen für

den .Einsatz im Reaktor.

4.5 Entwicklungsarbeiten für beschichtete Teilchen, unter

Berücksichtigung der speziellen Forderung des GSB, insbe

sondere Entwicklung von Partikeln mit dünner Sie-Beschichtung

( für höhere Brutraten ) und für höhere Temperaturen

( wirtschaftliche Gasturbinenkreisläufe).

'+.6 Weiterverfolgung der Variante mit Gasturbine unter Ver

wendung der im Rahmen des HHT-Projektes zu erzielenden

Ergebnisse.



Tabelle I. 1 (1000 MWe)

(Dpf/KWh)

(Dpf/KWh)x

En"twurf Nr.

Art d. Kreislaufes

Art d. Brennstoffes

Art d. Brennelementes

Max. nominelle Stableistung (W/ Cm )

Mittlerer Entlade Abbrand (MWD/t)

Heliumdruck am Reaktoreintritt (kg/cm2)

Ni ttlere Kühlmi ti:eltemperatur beim
Reaktoraustritt (OC)

Max "hot spot" Temp. an den Stabhüllen

Anlagennettowirkungsgrad (%)

Gleichgewicht Spaltstoffinventar
(kg Pu 239 + Pu 241)

Brutrate

verdopplungszeitX (a)

Anlagekosten (DH/KWe)

Brennstoffzykluskosten

stromerzeugungskosten

I
!

(oC)

1

Dampfturbine

Oxid

Brennstab
(vent.ed)

431

70

600

755

36.2

3136

1,435

13,2

591

0,47

1,90

4 I 7 , fortgeschrittener
Na. Brüter

Gasturbine Dampfturbine Dampfturbine

Oxid Oxid Oxid

Brenns-tab Coated Brennstab
(sealed can) Particle (sealed can)

440 - 530

75000

90 I 70

706 675 1580

850 950 (am coated

34.9%
parElcleY-------1 700

37.1%

2768 1796 1600

1,316 1,192 1,285

17,8 31,8 14,5

532 591

0,54 0,54

1,85 1,98

x Die lineare Verdopplungszeit des Systems und die Stromerzeugungskosten wurden für einen

Lastfaktor 0.7 berechnet.

t
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11. KURZFASSUNG DER ARBEITSBERICHTE

1. Brennelemente
. .

1.1 Thermische Auslegung des Cores

1~1.1 Metallumhüllte Stäbe

Zu Beginn der Arbeiten für das GSB-Memorandum lagen die für

die verschiedenen Konzepte der ENEA-Studie und anderen

Literaturstellen (1-19) bekannten Daten vor t die in

TabelleIII.lzusammengestellt sind. Bei der überprüfung dieser

Da'ten mit konsistenten Rechenverfahren ergaben sich i.n e a.nageri

Punkten Unstimmigkeiten (Berechnung der HeißkanalfaJctopen,

maxima.ler .Aobr-and , Brennstoffdichte) • Es ylal~ daher notwendig,

die Originaldaten teilweise zu modifizieren. Die im Rahmen

dieser Studie errechneten Daten sind in Tab. 11.1 zusammen

gestellt.

Beim Errtwuz-f lfiit Hüllrohren aus den Werkstoffen AISI 316 bzw ,

dem in letzter Zeit in Erwägun g gezogenem Sandvik - Stahl

12R72HV ergibt sich eine maximale Heißstellentelftpeatur von

755°C bei e Lnez- mittleren Reaktoraustrittstemperatur von

600oC.

Der auf Vanadiumlegierung als Hüllrohrmaterial bei 850°C

maximaler Heißstellentemperatur basierende GfK-En"'cwurf er

r-e i.crrt eine mittlere Reakror-aus t o.i ttstemperatur von 706 "c,

1.1. 2 Coate d Particles

Im ursprünglichen UKAEA Reaktor-Entwurf bestand das Brennelement

aus zwei siebartigen, konzentrisch angeordneten Röhren, in

deren ZHischenraum sich eine Schüttung von beschichteten

Partikeln befand. Das äußere Rohr (Helium Eintritt> war aus

Stahl und das innere Rohr ( Helium Austritt) aus Silizium-Karbid ..

Di.es er- vJerkstoff ermöglicht eine Gastemperatur am Coreaustritt
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von 1000oC. Die maximale Nominal-Temperatur auf der Ober

fläche der beschichteten Teilchen betrug 10330C.

vlegen der schwierigen. technologischen Probleme bei de n

Entwicklung eines Innenrohres aus Silizium-Karbid hat die

UKAEA kürzlich beschlossen, ein Innenrohr aus Stahl zu ver

wenden. Die Helium-Gastemperatur am Coreaustritt wurde

daher auf 'l20oC gesenkt, was einer mittleren Heliumtempe

ratur am Reaktoraustritt von 67SoC entspricht. Weiterhin

wurde das Corevolurnen von 8600 auf 6943 Liter verringert

und der Kühl~itteldruck auf 70 Atm. erhöht.

Bei diesem Entwurf mit niedrigeren Temperaturen ergibt sich

nach unserer Abschä.tzung eine maximale 'I'emper-at.ur- im

Zentl:'um des Kernes der beschichteten Teilchen von etwa

800°C und eine maximale Heißstellentemperatu~von 950°C.
VJ.ese Temperatur wUrde allerdings noch wesentlich überschritten

werden, wenn eine lokale Verstopfung der Schüttung auftritt.
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TABELLE Ir.1

Ergebnisse der thermodYQamischen~usle~ngdes Co~e~

GGA Karlsruher UKAEA
Reaktorkonzept Reaktorkonzept Reaktorkonzept

(1 ) (4) (7)

Helium-Temp.beim
(oC)Reaktor-Eintritt 320 410 300

Mittlere Helium-Temp.
beim Reaktor-Austritt(oC) 600 706 675

Max . "hot-spot"Temp. an
den Stabhüllen (oC) 755 850 950 (am coated

particles)

Helium-Druck be~m Reaktor-
90 71,.4Eintritt (kg/cm ) 70

Drucka~fall im Reaktor
(kg/cm ) 2.5 5·3 3·2
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1.2 Stabbrennelemente

Für den Einsatz in Brennstäben eines gas gekühlten Schnellen

Brüters kommt vorzugsweise Oxydbrennstoff in Bet r-acrrt , Dieser

Brennstoff empfiehlt sich durch den vorhandenen guten Kenntnis

stand hinsichtlich seiner Technologie, seiner physikalischen

Eigenschaften und seines Bestrahlungsverhaltens.

Grundsätzlich erscheint auch Karbid-Brennstoff geeignet, jedoch

ist dessen Bestrahlungsverhalten weniger bekannt als das VOl

Oxyd.

Bei allen untersuchten Komzepten ist der Einfluß von Spalt

produkten auf die Verträglichkeit von Brennstoff und Hülle

bei den angestrebten hohen Abbränd8n w~lrscheinlich größer

als beim Natriumbrüter, weil die 'I'emper at ur-en hier höher liegen.

Von den in Betracht kommenden Hü Ll.mat e r-i a l.i.en sind die Eige.n

schaften des Stahles AISI 316 am bestell bekannt. Allerdings

ist der Einsatz dieses nicht stabilisierten Stahles auf

Temperaturen~ 700°C beschränkt. Der Stahl Sandvik 12R72HV

und bes onde.rs die Legierung V-3Ti-1Si erlauben höhere Tempe

raturen, sind aber technologisch ~eniger untereucht.

Für Brennelemente mit oxydischem Brennstoff sind die für die

einzelnen Hüllrnaterialien erreichbaren Anwendungs t empe r-atur-en

berechnet worden, Tab. 11.2. Die zur Berechnung notwendigen

Annahmen über die Hü Ll.i-ohr-wer-ks t of'fe und Beanspr-u chun gen sind

in' dem Bericht des "Arbeitskreises Brennelemente tI aus f ühr-Li ch

erläutert. Nach den in Tab. 11.2 angegebenen Ergebnissen sollte

der Stahl Sandvik 12R7HV sowohl in vented fuel, als auch im

. strong clad - Konzept bei 750°C einsetzbar sein. Der be

grenzende Faktor für die Legierung 12R72HV liegt nicht in

den ausgezeichneten Festigkeitseigenschaften bei dieser

Temperatur, sondern in der nach Bestrahlung verbleibenden

Restduktilität, die bei Fluenzen von 1023nvt ( E20,1 MeV)
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möglicherweise bei 0,2 % oder weniger liegt. Dies könn~e u.U.

beim vented-fuel Konzept eine Herabsetzung der HÜllrohrtempe
ratur erforderlich machen.

Die Legierung V-3Ti-1Si ist bei 850°C ~n den Festigkeits

eigenschaften weniger günstig als der Stahl 12R72HV bei. 750°C.

Die bisherigen BGstrahlungsergebnisse deuten jedoch an, daß

die Duktilitätsverluste bei V-3Ti-1Si geringer sein werden,

so daß mö g.l.Lcherwe Lse mit Zeitdehngrenzen von (11% bzw , (15%

gerechnet wer-den kann. Dadurch könnte diese Legierung auch

als Hü l.Lma'te r-La'l für die Verwendung bei karbidischem Brenn

stoff geeignet sein. In diesem Falle muß mit einer Hülldehnung

von mehreren Prozenten gerechnet werden, weil bisher keine

niedrigeren Brennstoffschwelldruckwerte bekannt sind.

Bei Reduzierung der Hüllmaterialtemperatur auf 800°C wird

wegen der erhöhten Festigkeit von V- 3Ti-1Si eine Zeitdehn~·

grenze von (11% ausreichen.

Im Falle sehr geringer Hüllmaterial-Restduktilitäten (S l!1v)

könnte Karbidbrennstoff nur mit einer Na-Bindung eingesetzt

werden, die genügend Volumen für das Brennstoffschwellen zur

Verfügung hält.

Ein weiterer begrenzender Effekt bei der Vffi1adiumlegierung

wird die Wechselwirkung mit den N2- und 02~Verunreinigungen

im Kühlmittel Helium sein, so daß eine Anwendung nur im Zu~

sam.menhang mit einem Gasturbinenkreislauf empfohlen wird9 Die

Anwendung von Vanadi.umlegierungen erscheint beim Dampf

turbinenkreislauf nur dann sinnvoll, wenn der Gasdruck höher

als der Dampfdruck ist.

Die Belastung der Hülle im Normalbetrieb bei.m strong-clad
Konzept ist kleiner als bei dem vented-ruel-Element, da bei

letzterem durch den Druckausgleich im Brennstab die das Hüll

rohr unterstützende Wirkung des Kühlmitteldruckes entfällt und

damit das Hüllrohr den Brennstoffschwelldruck voll aufnehmen
muß.
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Ein Core mit strong-clad BrenneJementen ist technisch

einfacher, daher muß untersucht werden, ob die folgenden

Vorteile, die ein vented-fuel Brennelement bringt, elnen

höheren Konstruktionsaufwand rechtfertigen.

Die belüfteten Stäbe sind etwa SOcm kürzer als beim strong~

clad-Konzep"t, das bedeutet um ca. 15% kürzere Brennelemente,

kleinere Bauhöhe der Be- und Entladevorricntungen, evtl.

kleinere Höhe des Reaktors. Der kleinere Reaktordruckab

fall durch Wegfall des Spaltgasvolumens entlastet die

Kerntragstruktur um etwa 6-10% der darauf wirkenden Druck

last und verringert die Pumpleistung um 4-6 % je nach

Konzept. Außerdem erlaubt das belüftete Br-erme Lemerrt e-Konz.ept;

um SOOC höhere Temperaturüberschläge als das stronc-clad

Konzept. Beim Küh Lm.ittelvel'lust bleibt die Belastung der

Hüllrohre annähernd gleich, da der Innendruck der beLüfteten

Stäbe sich dem Kühlmitteldruck ( mit einer gewissen Ver

zögerung) anpaßt. Bei beLüf t eten Stäben verringert sich die

Menge der Spaltprodukte im Core zwar nur unwesentlich,

jedoch wird die im Spalt zwischen Hülle und Brennstoff zum

Austritt verfügbare Aktivität ganz erheblich reduziert. Bei

defekten Stäben ergibt sich daher ein wesentlicher Vorteil

in der Verminderung der Aktivierung des Kühlkreislaufes,

da in dem vented-fuel-Konzept der Druck innerhalb der

Stäbe dauernd geringfügig niedriger ist als der Kühlmittel

druck (GGA-Konzept).

Das Schwellen von Stahl unter Bes t r-ah Lung mit schnellen

Neutronen ist von Temperatur und Dosi.s abhängig. Die Ab

hängigkeit ist ebenso wie der Einfluß auf die mechanischen

Eigenschaften des Stahles noch nicht ausreichend bekannte

Mit Hilfe der heutzutage angenommenen Abhängigkeit lassen

sich die aus dem Schwellen entstehenden Verbiegungen der

Subassembly-Kästen berechnen. Die Ergebnisse zeigen, daß

df.e s es Problem durch Drehen der Kästen zu bestimmten Zeiten)

durch eine ~ore-Verspannung und andere konstruktive

Maßnahmen) zu beherrschen sein wird.



TABELLE 11.2

Zulässige Temperaturen bei verschiedenen Hüllmaterialien

"Strong clad" und "vented fuel"

Mögli ehe Lösung Konservative Lösung Maximale kurzzeitig mögliche
Temperaturen in der Hülle

max ,"hot-spot" Mittlere He- max , "hot-spot" Mittlere He-
'I'emp .in d ,HUlle liumtemp. beim Temp.in d •Hülle lium-Tempera- "strong clad" "vented fuel"

Reaktor-Aus- tur beim Reak~

tritt tor-Austritt
(oe)(oe) (oe) (oe) (oe) (oe)

AISI 316 700 550 650 500 750 800

Sandvik 12R72lN 750 600 700 550 800 850

V-3Ti-1Si 850 706 800 656 900 950

roo
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1,3 Coated Particles

Die Entwick~ung der coated particles hat beim DRAGON-Projekt

zu folgendem Konzept geführt, Abb. 11.1. Der Brennstoff ist

von einer etwa 40~ dicken porösen PyC-Schicht zum Schutz

der SiC-Schicht vor Zerstörung durch die kinetische Energie

der Spaltprodukte umgeben, die zum Abbau des Spaltgasdruckes

beitr'ägt. Diese Schicht ist von einer "sealing Layen" aus

hochdichtem PyC umgeben) die den Kern während der Herstellung

der SiC-Schicht gegen chemischen Angriff schützt. Die SiC

Schicht dient als Hauptb anr-Le r-e gegen die Diffusion der Spalt

pr-odukt;e und ist von der äußeren hochdichten PyC-Schicht um

geben. Unter Bestrahlung schrumpft diese PyC-Schicht und

hält dadurch die SiC-Schieht unte1" Druckspannung.

Der clerzeitige Stand des coated.,particleMKonzeptes,. bezogen

auf die Anforderungen Schneller gasgekühlter Reaktoren~ läßt
sich wie folgt zus emmenfas sen :

a) Es Lst fast sicher, daß keine Art von PyC den er-for-dar-..

lichen schnellen Fluenzen in der Größenordnnng von

1023nvt standhalten können. Der äußere PyC würde zu sehr'

schrumpfen und die SiC-Schicht nicht mehr stützen können.

Desha.lb wird im Gegensatz zum thermischen Reaktor' vor-«

geschlagen, auf diese PyC-Schicht zu. verzichten» was aller

dings hinreichende Festigkeit de n SiC-Schicht ve.rLan g't ,

b) Bezüglich der Dimensionsstabilität ist sie als Be-

schichtungsmaterial geeigneter als PyC, da es unter Be

strahlung mit schnellen Neutronen sich viel günstiger

verhält und man annehmen kann, daß dies auch noch bei

einer schnellen Fluenz von 0,8 x 10 23 nvt gültig ist.

Temperaturmonitore aus SiC sind im Dounray Fast Reacto~

bis 0,4 x 102 3 nvt bestrahlt worden.
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c) Messungen der Zerreißfestigkeiten des Sie ergaben je

nach Herstellungsart der Proben stark streuende Ergeb

nisse, jedoch liegen alle Meßwerte aber der erforderlichen

F i zke i 3/2 "est~g e~t von 10 kg cm • Zu reproduz~erbarer Herstellung

von SiC-Schichten sind noch weitere Arbeiten erforderlich.

Bisherige Bestrahlungsversuche z.eigten, daß bis zu schnellen

Neutronendosen von 3 x 1021nvt ( E~~.0,1 MeV) die Zerreiß

festigkeit sich nicht wesentlich ändert und daß Sic auch

bei relativ niedrigen Temperaturen (600°_900°C) kriechen

kann. Über das Verhalten von Sie bei höheren schnellen

Neutronendosen (1023nvt) liegen zur Zeit noch keine ße

messenen Werte vor und es sind weitere Bestrahlungsversuehe

notwendig.

d) Weitere Probleme ergeben sich aus den Dimensionsänderungen

der hochdichten inneren PyC-Schicht (sealing layer)~ die des

halb so dünn wie möglich gehalten werden muß. Dabei ergibt

s ich die Gefahr, daß, im Falle eines Br-uchs der PyC-S ch.i.cht )

die Schwermetalle mit sic reagieren.

e ) Eine Begrenzung der 'I'empez-atur-en für die Verwendung be

schichteter Teilchen nach oben ist durch den Amöbeneffekt,

der sich während der Bestrahlung aufbauender CO-C02-Druck
und dem Innendruck der gasförmigen Spaltprodukte s owi.e di,e

Dimensionsänderungen der inneren hochdichten PyC-Schicht

gegeben.

Vor kurzem ~n England durchgeführte Bestrahlungen für den

GSB vorgesehenen coated particles in einem thermischen

Reaktor scheinen darauf hinzuweisen, daß die 'I'emper-at.ur-

grenze zwischen 10000C und 12000C liegt.

Ein Teil der noch offen stehenden Probleme wird bereits im

Rahmen der HTR-Entwicklung untersucht. Eine Ausdehnung auf

Bestr~~lungen bis zu den im GSB geforderten hohen schnellen

Neutronendosen bedingt zusätzliche Experimente, die zum Teil
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mit in den Rahmen der HTR-Arbeiten entwickelten Methoden

und Bestrahl~mgseinrichtungenausgeführt werden können. In

den zur Zeit zur Verfügung stehenden Testreaktoren sind je

doch keine Bestrahlungsversuche möglich, bei denen die für

den GSB geforderten Werte von Abbrand und schneller Neutronen

dosi.s gleichzeitig erreicht werden können.

Poröse PyC-Schicht

(~40 11m dä ck)

Br~nnstoi'fkernL_

(800··850 11m) -l

aus

'- --!SiC-SChicht

~ 50 um dick)

nochdichte PyC-Schicht

~~ 50 um di ck )

Abb. II.l

Coated partiale für thermischen }ITR (Vorschlag Dragon ProJe){t)
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2. PHYSIKALISCHE KRI'l"ERIEN

Aufrtabe war es, die nuklearen Daten der im ras-Brilter-Fk:nnorandum zu

behandelnden Reaktorkonzepte auf einer einheitlichen Basis und mit

dem neuesten Gruppenkonstantensatz zu berechnen.

~leiter sollte fiir mindestens ein Reaktorkonzept eine Aobrandrechnunr;

durchgeführt werden, um einige Annahmen, die bei der Berechnung der

nuklearen Daten gemacht werden müssen, zu über-prüfen,

SchlieP.lich sollte noch der Bereich abgeschätzt werden, innerhalb

dessen nukleare nT'Ößen w1.e kritische ]\']asse und Brutrate bei Ver

wendunc verschiedener Gruppensätze variieren können.

1. Die Berechnung der nuklearen Daten auf einheitlicher Basis wurde

für einen mittleren Abbrandzustand und einen IVTultiplikationsfaktor

von 1 durchgef'ühr-t , Eine Reaktivitätsreserve wurde nicht berücksichtigt.

Der zulässige maximale Abbrand im Core betrug 100 000 r'lWd/t. Dieser

bedingt eine Schmierdichte des Brennstoffs von 83% der theoretischen

Dichte. Im Blaru<et wurde die Schmierdichte des Brutstoffs zu 90% des

theoretischen Werts angenormen, Die Rechnungen wurden mlt dem 26

Gruppensatz ilr"10XT0r" (kondensiert auf 5 Gruppen) und dem zweidimensionalen

1:1u1tir;ruppencode "DIXY" durchgeführt. Der Gruppensatz "fJ!OXTOT" basiert

auf den neuesten Kerndaten, die im Kernforschungszentrum Karlsrulle ver

fUv,bar sind. Hauptsächlich wegen der vero;rößerten a-Herte von Pu239 und

der erniedrip.:ten Einfangquerschnitte von U238 er-gtbt, sich 1"1i t diesem

Gruppensatz eine drastische Verrin~rung der Brutrate um 0.12 - 0.14,

dvh , um ca, 10%, verp-,lichen mit Werten der Brutrate, die mit früheren

Gruppensätzen (z.B. dem J~PP~B-Satz) ermittelt ,qurden. Diese ErniedrigUng

wirkt sich naturr:erräß bei Reaktoren mit an s1ch kleiner Brutrate am

stärksten auf die \'lirtschaftlichkeit aus.

Die Err:ebnisse der Rechnung sind in der Tab. 11.3 auf'reführt. AuP:er den

im Gas-ßrliter-Memorandurr behandelten Konzepten ~den auch die Daten des

neueaten ReaktorentvJ1.lrfs von Schweden (19) berechnet, um den rvoßen Ein

fluß des Kühlrnitteldrucks auf die nuklearen Daten zu ze Lzen , Zusätzlich

sind zum Verr:leich auch noch die Daten eines fortschrittlichen natrium

gekühlten Reaktors mit auf'genomren ·(20). Er wurde ml t denselben JV.Ethoden
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wie die gasr.;ekilhlten Reaktoren berechnet, jedoch fiir einen ~'!ultiplikations

faktor von 1.02. Außerdem war ein rraximler Abbrand von 140 000 ~'Tl"!d/t

angenorrrren worden; was eine Brermstoff-Schrnierdichte von nur 30% der

theoretischen Dichte bedingt. Um einen sirmvollen VervJ.eich vornehmen

zu können; wurden nachta-ägl.Lch die nuklearen Daten des natriumgeki.Ullten

schnellen Briiters näherungsweise für ein ke f f = 1 und einen maxim~len

Abbrand von 100 000 ~1d/t (Sc~~erdichte 83% der theoretischen Dichte)

bestimmt.*

Aus den Werten der Tab. 11.3 läßt sich ersehen, da~ die gasgekühlten

schnellen Brüter eine höhere kritische f~sse besitzen als der an~mebene

natriurnp;ekühlte BrUteI'. Andererseits ist aber bei ihnen auch die Brut

rate höher. Eine Ausnahme rna.cht der coated particle-Fntwurf der UKAEA.
Er besitzt eine kleinere Brutrate und eine kritische flasse. die der des natrium

@ekilhlten Brüters vergleichbar ist.

~'Ieiter zeig:t sich, daß bezügl.Lch der nuklearen Daten der r;asgekühlten

schnellen Reaktoren der übergpng vom oxidischen zum karbidischen Brenn

stoff große Vorteile mit sich brinV,t. Einmal ergibt sich eine starke

Reduktion der kritischen fJTasse und zum anderen wird eine hohe Brutrate

erreicht. Die Konversionsrate des Cores ist verr;lelchbar mit den Konver

sionsraten der BMlter mit oxidischem Brennstoff. Auch mit oxldischem

Brennstoff läRt sich eine deutliche Verbesserunr; der nuklearen Daten er

zielen, werm man zu höheren KUhlmitteldrucken und kleineren CorevoJ.um1na

überp;eht. Dies erkennt man beim Vergleich der beiden schwedischen Ent-

würfe. Hierbei iTluß dann allerdings eine deutliche Verringerung der Core

Konversionsrate in Kauf menommen werden.

2. POr die Abbrandrechnung wurde der Reaktorentwurf des Kerrifor-schunga

zentr-ums Kar-Lsruhe ausgewählt. Es zeigte sich, daß die bei der Berech

nung der Daten der verschiedenen Reaktorkonzepte gem1.chten Annahmen von

der Abbrandrechnung relativ ~t bestäti~t wurden.

3. Das wesentliche F..rp,;ebnis des dritten Teils war, da~ die Ver-wendung

verschiedener (neuer) 0ruppensätze bei der kritischen ~tTasse eine Streuung

von ca. ± 2--3% und bei der Brutrate eine Streuung von ca. ± 5% ergibt.

* Im ausfilhrlichen Bericht des Arbei tskreises "Physikalische Kriterien"

sind jedoch die originalen Werte enthalten.
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TABELLE Ir. 3

Nukleare Daten der untersuchten Reaktorkonzepte

Konzert-IIr. 1 4 6 7 2

"v
0"-

\

0.840.820.840.81O ".t;2O.;~2

-,
Oxid Vanad.Hülle PHe=70 bar PH =130 bar coat.part • Carbid Na• e
~.(1A Karlsruhe Schweden Schweden UKAEA ("-rGA

AnreLch, rs 7 12.3 13.6 12.5 14.4 22.2 13.3 15.- -
krit .Masse rkg 7 3136 2768 3446 2541 1796 1612 1600- -
k 0.9968 1.0042 0.9959 1.0000 0.9999 1.0042 1.0eff

Brutrate (ges.) 1.435 1.316 1.379 1.411 1.192 1.460 1.285
IXutrate (Core ) 0.804 0.712 0.816 0.664 0.417 0.693
Brutrate (ax.Blanket) 0.306 0.273 0.278 0.382 0.299 0.285
Brutrate (rad.Blanket) 0.325 0.331 0.285 0.365 0.476 0.482

Brutgewinn 0.431 0.328 0.384 0.417 0.223 0.439 0.300
Konversionsrate 0.870 0.773 0.875 0.730 0.468 0.771(Core)

Dopplerkonstante
7.21 7.72 7.26 5.58 10.53 5.56., .-

110.) ( 900'.iK)

I I. ,_u .,.. -' ...._. I

I
I

ax ,
ForrrSaktor . '

Irad. O.H4 0.84 0.85 0.85 0.79 0.85 I
• ...........---. i. 7 •
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Konzept-Nr. 1 4 6 7 2
.~ - . . _...

Oxid Vanad sHül.Ie ?p =70 bar PH =130 bar coat.rart. Carbid Na.e • e
'iGA Karlsruhe Scht'leden Schweden tJKAEA aGA. .... . . . .

Leistungsanteil
des Cores 0.901 0.903 0.914 0.887 0.855 0.877
Spaltstoffbel.
(Core 1) 0.938 t.OO6 0.810 1.220 1.515 1.778
L-~~,rth /kp;_7

Spaltstoffbel.
(Core 2) 0.619 0.661 0.529 0.798 0.971 1.213
L-fv1lJ'1t h/ kg_7

Spaltstoffbel.
(Core ) 0.757 0.811 0.677 1.024 1.133 1.456 1.392
L-rJfl'th/ k g_7

er- ••

Verdoppl.Z1eit * 13.2 17 .8 16.6 12.0 31.8 8.4 14.5
I-a 7- -

.. ___ :zl . •• . .

* Lastfaktor 0.7

N
0-..

~

I
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3. KOMPONENTEN

Sowohl für die Zweikrei.sanlage (Primärkreis mit Helium,

Sekundärkreis mit Dampfturbine) und für die Einkreisanlage

( Helium mit Gasturbine) wurden Höglichkeiten für die Gesanit

ordnung und für die Konstruktion der anlagespezifischen

Komponenten untersucht. Zugrundegelegt wurde eine Netto

leistung des Kraftwerks von 1000 MWe.

Den durchgeführ.ten Untersuchungen lag die Forderung nach

. gesamtvJirtschaftlich güns t i gen Lösungen zugrunde. Die

Kriterien hierzu sind niedrige Anlagekosten (dazu holler Anlage

wirkungsgrad) , hohe Verfügbarkeit, Realisierbarkei-t und

niedriger Entwicklungsaufwand. Besonderer Wert wurde auf die

Auaführ-oar'ke i,t der Anlage mit möglichst bekannten Techniken

sowie auf die betriebliche Sicherheit gelegt. Hierzu gehört

vor allem die Sicherstellung der Nachwärmeabfuhr.

Ausgehend von den thermodynamischen Auslegungsdaten und Haupt

merkmalen der Kr-e i.s Läufe und den ausgewählten Gesarntanordnungen

werden die Zw~i- und Einkreisanlagen näher beschrieben.

Die erarbeiteten Unterlagen wurden für die Kos t enschätzungen

der Anlagekosten mit benutzt ( s , KapitelII.5"Wirtschaftlichkeit-j

Für die ausgewählten Typen der Zweikreis- und Einkreisanlagen,

die im wesentlichen durch die Brennelementart und die Kernan

ordnung bestimmt sind, wurden sOHeit möglich einheitliche

Konzeptionen, sowohl im Hinblick auf die Kl'"'eislaufdaten als

auch im Hinblick auf die Komponenten und die Gesamtanordnung

zugrundegelegt. Das hat den vorteil einer besseren Vergleich

barkeit der mit verschiedenen Reaktoren ausgerüsteten Z~l1ei

kreis- und Einkreisanlagen. Größere Konstruktionsunterschiede

ergeben sich durch die hängende Kernanordnung (metallumhüllte

Brennelemente) und die stehende Kernanordnung ( Brennelemente
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aus beschichteten Teilchen aufgebaut).

Die Kreisla~fauslegungsdatenbei den Zweikreis- und Einkreis

anlagen sind wesentlich durch die mit den verschiedenen Brenn

elementen erreichbare mittlere Gasauslaßtemperatur und durch

den jeweils günstigsten, höchsten Druck im Heliumkreislauf be

einflußt. In Tab. IV.1 sind für die in diesem Kapitel be

trachteten Anlagen die zugrundegelegten Re~(torauslaßtempe

raturen und Gasdr-ücke am Reaktoreinlaß sowi.e die Art der näher

untersuchten Gesamtanordnungen angegeben.

Die hier näher beschriebene Gesamtbauweise bei der Z\vcikreis-

.c;plage ist gekennzeichnet durch die Unterbringung aller

Primärkreis laufteile einschließlich der Damp f er-ze ugez- in einem

Spannbetonbehälter und eine getrennt angeordnete konventionelle

Dampfkraftanlage. Der Spannbetonbehälter ist zylindrisch und

mit pods zur Aufnahme der Dampferzeuger und Gebläse sowie der

CebLäs e arrt r-i.ebamot or-e versehen.

Die wesentlichen Konstruktionsmerkmale sind a.cht ausbaubare

Dml~ferzeuger mit Aufwärtsverdillfipfung im Verdillnpfer- und übcr
hitzerteil sowie, acht Heliumumwälzgebläse mit elektrischem

Antrieb und die Dmnpfkraftanlage ohne Zwischenüberhitzung mit

einer Dampfturbine. Als Alternativlösung wird auch eine Dampf

turbinenanlage für die Gebläse diskutiert.
Als Gesamtbauweise für die .~iE.kreisaI)}3\&~ wurde die s o gcn ann t e

nicht integrierte Bauweise näher untersucht. Bei dieser sind

die Hauptkreislaufteile um den in einem Spannbetonbehälter

untergebrachten Reaktor angeordnet. Die Kraftwerksanlage ist

von einem äußeren Spal1nbetonbehälter umgeben, der im Normal

betrieb drucklos ist und bei Gasverlusten aus dem Kreislauf

als druckfestes Containment wirkt.

Die wesentlichen Konstruktionsmerkmale sind ein Turbosatz

in horizontaler Anordnung mit einer Zwischenkühlung, rekupera

tiver Wärmeaustausch und vier parallel geschaltete Gasst~änge



TABELLE II. 4

Übersicht der im Kapitel~I.3(Komponenten) betrachteten Anlagen

Typ Bauweise kern Brennstoff; 'I'emp , +) lJruck Anlehnung an ENEA I
BE-Umhüllung R.Ausl. R.Einlaß Konzept-Studien von:

°C bar
-

1 hängend oxidisch; vented 640 70 GGA usA, CH

-
Cll

2 eo hängend oxidisch; strong clad 590 70 Atomenergie AB SCI1 +'
r-l ~

- s Cll
oM

lI) ~
0.-1 eo

3
Cll Cll hängend carbidisch; vented 590 120 GGA USA~ +'
.!< l=l

- on H
Cll

~
4· stehend beschichtete Teilchen 720 70 UKAEA GB

Cll
bO

5 CI1 stehend beschichtete Teilchen 720 90 UKAEA GBr-l I Es Cll cv

- +' • +' ~
lI) s:: Ei lI) Cllon on cv l=l

f +' ~ on GGA CH6 +,~,ll:lCl1 hängend oxidisch; strong clad 720 90
~

.t:: Cll 0 +' GfK DooM~l=l

.(j ..-l ~ 0
Z bO'CS 0

+)Auslegungswerte

I\)
\0
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mit senkrecht angeordnei:en rekuperativen Wärmet aus chern ,

Vorkühlern und Zwischenkühlern.

Bei beiden Anlagetypen sind zur Sicherstellung der Nach

wärmeabfuhr separate, ständig unter Last laufende, offene

Gasturbinen-Aggl"'egate angenommen. Sie liefern im Bedarfs

fall bei der' Zweikreisanlage Strom zum Antrieb der Gebläse

und bei der Einkreisanlage Hellenleistung zum Antrieb von
zwei ausä t z Li.cnen Gas umwä Lz gebläsen •

Für die Reaktorkaverne ist zur Zeit noch bei allen Reaktoren

ein Deckel vorgesehen, um evtl. Reparaturen am Reaktor zu

erleichtern.

Neben ausgewählten Konstruktionsprinzipien der Komponenten

werden zahlreiche weitere Konstruktionslösungen diskutiert.

Diese Gegenüberstellungen begründen zum Teil die ausge

wählten Konstruktionsprinzipien, zum Teil drücken sie den

noch bestehenden Mangel an technischer Erfahrung zum Er

kennen der bestmöglichen Lösung aus.

Für die Bearbeitung wurde angenommen, daß beide Anlagetypen,

wenn auch mit unterschiedlichem Entwicklungsaufwand, gebaut

werden können. Techniken, wie sie beim THTR-300 MWe Prototyp

( Zweikreisanlage) und für die HHT-600 MWe Demonstrations

anlage (Einkreisanlage) vorgesehen sind, können über-

nommen werden.

Ehe der Entwicklungsaufwand endgültig abgeschätzt werden

kann, müssen die Konzepte im Detail festgelegt werden, was

eine Klärung folgender Fragen beinhaltet.
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( Die in der Klammer angegebenen Zahlen geben an, ob die

Fragestellung für die Einkreisanlage (1) oder Zweikreis~

anlage (2) gilt).

1. Entscheidung zwischen der näher untersuchten nicht inte

grierten Anordnung mit druckfestem Containment und einer

integrierten Anordnung. Günstigste Anzahl der Turbosätze

( 1 Satz oder 3 parallel geschaltete Sätze) (1)

2. Bei der nicht integrierten Bauweise Untersuchung der Ver

bindungsrohrleitungen zwischen den Komponenten im Hin-

blick auf Sicherheit gegen Gasverlust durch Leitungsbruch.(l)

3. Klärung, ob ein druckfestes Containment bei nicht inte

grierter Bauweise durch eine drucklose Halle ersetzt wer

den kann. Dies ist eng mit der sicherheitstechnischen Be

urteilung der Gasführungen verbunden und hängt davon ab,

ob die Umgebungs gefährdung durch Aktivitätsfreisetzung

tragbar ist. (1)

4. Entscheidung über den Antrieb der Gebläse durch Dampf

turbinen oder durch Elektromotore unter Berücksichtigung

betrieblicher und sicherheitstechnischer Gesichtspunkte. (2)

5. Optimierung der Primärkreislaufdaten. ( 1/2)

6. überprüfung der vorgeschlagenen Lösungen für die Gas

führung im SBB (GasfÜhrung zwischen Ein- und Auslässen

der Reaktorkaverne, im thermischen Schild sowie von und

zu den Dampferzeuger-Gebläseeinheiten bzw. vom und zum

Gasturbinenkreislauf) auf ihre Zweckmäßigkeit. (1/2)

7. Es ist zu klären, ob der vorgesehene Deckel für die

Reaktorkaverne erforderlich ist. (1/2)
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Die Entwicklungsprobleme konzentrieren sich dann auf

folgende Punkte:

1. Konstruktion und Erprobung des Reaktorspannbetonbehälters

für die geforderten höheren Drücke ( von etwa 70 bis

120 bar). (1/2)

2. Konstruktion von Anschlüssen t Verschlüssen und Deckel

am SBB. Ermittlung garantierbarer Spezifikationen über

größtmögliche Lecks. (1/2)

3. Entwicklung fertigkeitsmäßig ausreichender Gasführungen

für die relativ großen Druckverluste im Reaktor und die

möglichen Druckunterschiede bei Gasverlusten. (1/2)

4. Entwicklung von Isolationen im SBB und an Gasführungen

für höhere Wärmeübergangszahlen und größere zu erwartende

Druckgradienten als bei HTR-Anlagen mit Dampfturbinen-

kreislauf. (1)

5. Ausarbeitung der Technik zur Nachwärmeabfuhr für alle

auftretenden Abschaltarten (im Normalfall und bei Stör

fällen). Die Art der Energieversorgungsaggregate und die

Ausführungsform der Umwälzgebläse stehen dabei im Vorder-

grund. (1)

6. EntwiCklung e~ner zuverlässigen Kerntragkonstruktion unter

Berücksichtigung von Swelling-Effekten. (1/2)

7. Entwicklung geeigneter und zuverlässiger Methoden für die

Temperaturmessung in den Brennelementen. (1/2)

8. EntwiCklung ausreichender Regelmethoden im Hinblick auf die

beim GSB im Vergleich zum thermischen Reaktor viel niedrigere

Wärmekapazität. (1/2)

9. Die Probleme der Gasturbine werden im HHT-Projekt gelöst.
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Die Nettowirkungsgrade beider Anlagen sind nur wenig von

einander verschieden, so daß bei gleichen Reaktoren beide

Anlagen auch etwa die gleichen Zykluskosten haben. Für den

Fall einer möglichen Steigerung der Reaktorauslaßtemperatur,

ist bei der Einkreisanlage eine wesentliche Verbesserung der

Wirtschaftlichkeit zu erwarten. Das ist auf die Erhöhung des

Wirkungsgrades ( etwa 5 Punkte höherer Wirkungsgrad je 100°C

Gastemperaturerhöhung am Reaktorauslaß) und die damit ver

bundene Reduzierung der Komponentengrößen zurückzuführen.

Als Reaktorkonzept , bei dem eine Ga.stempcl;aturerhöhung möglich

möglich erscheint, kommt nur der mit beschichteten Teilchen

infrage. Die Auslegung der übrigen l<reislaufteile erscheint

aufgrund der im HHT-ProjeJet durchgeführten Direktkreislauf

studien für Gastemperaturen bis 950°C möglich.
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Li.. SIClll:I<IIEIT

Der vorliegenden Studie liegen die von den übrigen Arbeits

kreisen aus gewähLt en und über-az-be i.teten Konzepte eines gas

gekühlten Schrie Ll.en Brüters (GSB) der Tabelle:J 111.1 zugrunde,

die bezüglich der dynamischen Stabilität, des RegeLver-heL'tcn s

und der Aktivitätsfreisetzung während des Normalbe-triebs einer-

seits und des Störfallverhaltens andererseits u.ntersucht

werden. Die wichtigsten sicherheitstechnisch bedeutsamen Unter

schiede dieser Konzepte beruhen auf

der Kreislaufauslegung

mit Dampfturbine bei den Varianten 1,2,6 und 7

mit Gasturbine bei den Varianten 4 und 7

( Tab. 111. 1)

dem Brennelement

mit ox'id.i s chern Brennstoff außer für Variante 2 (Kar-b i d )

und stabförmigen Brennelementen außer für Variante 7

( coated p ar-t i.cl.e s ) , Bei den Var-Lannen 1 und 2 h ande Lt

es sich um vented fuel, bei 4 und 6 um strang clad.

dem Betriebsdruck

70 bar für Kre i.s Läufe mit Dampfturbine außer f ür- Varoic.nte 2

( 120 bar) und 90 bar für die Kreisläufe mit Gasturbine

der AnLagerib auwe i.se

Für die Varianten mit Lndi.r-ek t em Kreislauf ist eine in"t:c<q

grierte Bauweise vorgesehen, während für' die Varianten

mit direktem Kreislauf s owoh L die integrierte als auch

nicht integrierte Bauweise zur Diskussion steh-t und diese

Anlage mit einem Turbosatz oder- dr-e i, parallelen 'I'ur-b o

sätzen betrieben werden könnte.
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Eine Beurteilung dieser GSB Konzepte wird dadurch erschwert,

daß sie unterschiedlich und in einzelnen Punkten im Detail

noch wenig durchgearbeitet sind.

Hinsichtlich der sicherheitstechnischen Bewertung der GSB

Varianten muß der Aufwand, mit dem sich die erforderliche

Sicherheit erzielen läßt, als entscheidendes Kriterium heran

gezogen werden.

Bei allen Varianten wird eine gute Stabilität der Gesamtanlage

erwartet. Die Anforderungen an das Regelsystem des Cores sind

ähnlich denen bei einem natriumgekühlten Schnellen Brüter

(NaSB). Die Kreislaufregelung der Dampfturbinenvarianten er

folgt analog zu der von HTRs. Rechnungen zur Kreislaufregelung

der Cas t.ur'b i.nenv ard.arrten lassen keine Schwierigkeiten in der

Regelung selbst erwarten. Jedoch ist mit höheren Druckgradienten

als bei der Dampfkreisanlage zu rechnen.

Die Aktivität 1m Kreislauf elnes GSB mit vented fuel kann im

Normalbetrieb um Gl"ößenordnungen unter der der s t r-ong cla.d

und coated particle fuel Varianten liegen. Im Rahmen der

Schätzungen besteht kein nennenswerter Unterschied zwischen den

beiden letztgenannten Varianten. Beträgt die Leckage der Kühl

gasfüllung ungefähr 1 0/001 d, so liegt die Strahlungsbelastung

in der Nahzone eines Kraftwerkes mit dem vented fuel Konzept

unter dem z.Zt. in Diskussion stehenden zulässigen Wert

( 30 mreml a.) Bei der s t r-ong clad undccoate d particle fuel

Variante ist zu erwarten, daß dieser Wert nur mit höherem Auf

wand unterschritten werden kann.

Ein für den GSB spezifischer und der zugleich wichtigste Störfall

ist der Kühlmittelverlust. Dabei" tritt vor allem das Problem

der Nachwärmeabfuhr bei vermindertem Druck auf. Verzichtet lnan

auf ein gegendruckhaltendes Containment, so darf bei den GSB

DaT.pfkreisvarifuJten mit 70 bar der Druck nicht schneller als in

ca. 5 h auf 1 bar abfallen, falls keine besonderen Gegenmaßnahmen
ergriffen werden.
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Diesem Druckverlust entspricht eine Zeitkonstante

von ungefähr 70 Min oder ein idealisiertes Leck von etwa

2 cm 0. Größere Lecks sind zulässig, falls die Gebläsedreh

zahl erhöht, die Speisewasservorwärmung reduziert werden kann.

Wird ein gegendruckhaltendes Containment gewählt, so wird

das Problem wesentlich vereinfacht.

Bei höherem Systemdruck (120 bar) reduzieren sich die maximal

zulässigen Lec~s, und es erscheint notwendig, in diesem Falle

ein ge gendr-uckheLt endes Containment vorzusehen oder durch

dcppeldichte und druckfeste Abschlüsse den totalen Kühlmittel

verlust auszuschließen.

Die bei einem Kühlrnittelverlust aus dem Spannbetonbehälter

f r-eLge s e t z t e Aktivität ist bei der' Variante mit vented f ueL

Um Größenordnungen kleiner als bei den Varianten mit stl"'ong

clad bzw. coated particle Brennstoff. Außerdem ist für die

Variante mit strong clad fuel die Aktivitätsfreisetzung davon

abhängig, ob der Kühlmittelverlust langsam (Zeitkonstante

ca. 1 h) oder relativ schnell ( ca. 100 Sek.) erfolgt. Die

bei schnellem Kühlmittelverlust 20 mal höhere Aktivitäts

freisetzung macht vermutlich die Ver-wendung eines Cont a.i.nrnerrt s

erforderlich, was aber keine zusätzliche Forderung bedeuten

würde, da das Containment bereits zur Sicherstellung der Nach

wärmeabfuhr nötig ist.

Als Auslegungsunfall für die GSB Varianten mit DflTn'Dfturbine und
70 bar Systemdruck wi.r d der Störfall mit langsamem Kühlmittel

verlust definiert, hierfür können die in Deutschland für HTRs

geltenden Auslegungsprinzipien übernommen werden ( i.w.

integrierte Bauweise mit Doppelabschltssen). Bei diesem Aus

legungsfall \Vird der Ausfall eines Gebläses zugelassen.

Ähnliches gilt im Prinzip für

vollintegrierter Bauweise.

..:l .-
ul.e Gasturbinenvari&~ten l.n
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Bei Verwendung eines Containments kann auch eln schnellerer

Kühlmittelverlust als AuslegungsunfalJ zugelassen werden.

Wegen des höheren Mischdrucks ist das Versagen mehrerer

Gebläse tolerierbar.

Für' die Gasturbinenvarianten in nicht integrierter Bauweise

ist ein gegendruckhaltendes Containment erforderlich. Hier

bei müssen wegen der Möglichkeit des Aufreißens großer Rohr

leitungen schnellere Druckentlastungen als bei den inte

grierten Varianten bei der Auslegung berücksichtigt werden.

Der Nachweis einer ausreichenden Wärme abfuhr während des

Druckausgleichs ist noch zu erbringen.

Die GSB-Varianten mit indirektem Kreislauf sind wegen der

bereits vorliegenden Erfahrungen bei gebauten bzw. geplanten

Hochtemperaturreaktoren heute sicherheitstechnisch

detaillierter beurteilbar als die mit direktem Kreislauf.

Verglichen zum HTR sind beim GSB schnellere Transienteh zu

erwarten, was erhöhte Anforderungen an das Abschaltsystem

stellt. Außerdem tritt beim GSB eine positive Reaktivitäts

zufuhr bei Kühlmittelverlust auf, schließlich besteht die

Möglichkeit einer sekundären Kritikalität.

Der wesentliche Unterschied zum NaSB ergibt sich daraus,

daß beim GSB keine spontane Reaktivitätszufuhr durch Phas en«

änderung möglich ist. Lokale Störungen der Wärmeabfuhr haben

nicht die beim NaSB unter Umständen zu erwartenden schwer

wiegenden Folgen. Ferner ist der Reaktivitätsgewinn bei

Kühlmittelverlust beim GSB beträchtlich kleiner als beim

NaSB. Chemische Reaktionen des Kühlmittels bei Kühlmittel

leckagen sind ausgeschlossen.
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5. WIRTSCHAFTLICHKEIT

Aussagen zur Wirtschaftlichkeit des GSB sind zur Zeit noch

mit großen Unsicherheiten behaftet, da sie sich wegen der

noch in einer frühen Entwicklungsphase befindlichen

Konzepte nur auf relativ grobe Schätzungen abstUtzen können.
Die ermittelten Kosten gelten für eingeführte

Systeme, d.h., sie enthalten keine Zuschläge für not-

wendige Forschung und Entwicklung. Sie wurden im wesentlichen

nach den in Deutschland gebräuchlichen Verfahren ermittelt

und beziehen sich auf den Preisstand vom Frühj.~1r 1970.

Da die Gasbrüter mit den übrigen Kernkraftwerkstypen konkurrieren

müssen, sind deren Anlagekosten nach Angaben der Hersteller

zum Vergleich mit in die Betrachtung aufgenommen worden. Die

errt s pr-e chenden Brennstoffzykluskosten sind auf der gleichen

Basis wie diejenigen der Gasbrüter berechnet worden.

Aus Tabelle Ir. 5 können die Stromerzeugungskosten der Gas

brüter s owi,e der mi.t ihnen konkurrierenden Kernkraftwerkstypen

entnonunen werden. In dieser Tabelle sind die Stromerzeugungs

kosten für den Natr-Lumbr-üter- nicht mit angegeben, da es ni.crrt

möglich war, eine neueI"e Schätzung der k11agekosten dieses

Reaktor-typs zu erhalten. Angesichts der Kost ens t e.Lger-un.gcn ,

die i.n den beiden letzten Jahren stattgefunden haben ll erschien

es zweifelhaft, ob der 1968 für den NaSB veröffentlichte

Barwert von 580 DM/KWe, mit den entsprechenden Zahlen für

die übrigen Kraftwerkstypen verglichen werden sollte.

Die Resultate in Tabelle 11.5 sagen aus

- daß die hier ermittelten Stromerzeugungskosten der Gasbrüter

unter denjenigen der von der Reaktorindustrie mitgeteilten
Kosten für Leichtwasserreaktoren liegen

- daß die Stromerzeugungskosten aller Gasbrütervarianten ver
gleichsweise nahe beieinander liegen.
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Bei einer Bewertung der Gasbrüter nach den in Tabelle 11.5 zu

sammengefaßten Eigenschaften, sowie nach ihrer Relation zu den

übrigen Kernkraftwerkstypen, vor allem zum Natriumbrüter, müssen

zusätzlich folgende Gesichtspunkte berücksichtigt werden:

a) Bedarf an angereichertem Uran bzw , Plutonium

b) Brutrate bzw. Verdopplungszeit

c) für die Verwirklichung notwendiger Entwicklungsaufwand sowie

Datum des frühstmöglichen konunerziellen Einsatzes

d ) Unsicherheiten bzw • Fehlerbreiten in den berechneten Stromer

zeugungskosten, die dadurch zustandekommen, daß sich die be

trachteten Kraftwerkstypen auf unterschiedlichen EntHicklungs

stufen befinden

e) die fü:r gasgekühlte Reaktoren zu erwartende hohe VerfügbarJceit

die sich möglicherweise gegenüber' dem Natriumbrüter in niedri

geren Stromerzeugungskosten ausdrücken kann.

Da bislilllg erst vorläufige Systemanalysen für die spezifischen

Fragestellungen des Memorandums durchgeführt wurden, läßt sich

das GevJicht dieser zum Teil urrt er-e.Ln ander- verflochtenen Kriterien

noch nich-t voll bewerten. Dadurch f ühr-t die Analyse zu einer

qualitativen Bewertung. Beispielsweise ist die Kopplung zwischen

dem für die Bewertung wichtigen Zeitpunkt des ersten kommerziellen

Einsatzes der. Brüter und dem Angebot von Plutonium noch nicht

unter Berücksichtigung des weiteren Wachstums der Leichtwasser

reaktoren und der Entwicklung auf dem HTR-Gebiet untersucht.
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Es ist bereits 1n der Einleitung darauf hingewiesen worden,

daß keines der diskutierten Konzepte kostenoptimiert ist.

Das kann bedeuten, daß die in den Stromerzeugungskosten nahe

beieinander liegenden Varianten durch eine Optimierung ih~e

Rangfolge ändern ( und damit u.U. auch ihre Position gegehüber

konventionellen Kernkraftwerkstypen).

Bezi,!glich der Kostenschätzung ergibt sich für den Gasbrü"ter mit

Dampfturfuine und oxidischem Brennstoff mit Stahlhülle

( u.ventin~ ein sichereres Bild als bei den librigen Varianten

deren Realisierbarkeit weiter in der Zukunft liegen dürfte.

Bei e1ner Betrachtung des Entwicklungsaufwandes sind die er

forderlichen Zeitspannen zu berücksichtigen? da bei gegebenem

Aufwand die erforderlichen Einsparungen in den Stromex'zeugungs

kosten umso größer sein müssen, je später das zu fördernde

Projekt verwirklicht werden kann.

Außerdem ist zu untersoheiden zwischen: Entwicklungen, deren

Aufwand und Dauer aufgrund von Erfahrungen bei anderen Projekten

relativ zuverlässig abgeschätzt werden können, wie beIspiels ...

weise die für den GSB-DT erforderlichen Bestrahlungsversuche

mit stahlumhülltem Brennstoff, und Entwicklungen, die erst

durch einen "Reifeprozeß"im einzelnen bestinunt werden können,

und dessen Dauer deshalb schwer abzuschätzen ist. So ist bei

spielsweise die Frage der Realisierbarkeit desCoated Particle

Konzepts für den GSB noch offen.

Diese Aus f'ühz-unge n , die die kostenmäßige Beurteilung ergänzen,

führen zu klaren Vorteilen für die GSB-Variante mit oxidischem

Brennstoff (nit venting) und Dampfttirbine. Diese Variante ist

die "konventionellste". Mit ihrer Verwirklichung ist um ehesten

zu rechnen, da sie sieh am weitesten auf Technologien abstützen

kann, die im Rahmen anderer Projekte entwickelt wurden. Anderer

seits haben die durchgeführten Untersuchungen gezeigt, daß der

Gasbrüter mit Gasturbine zu niedrigeren Stromerzeugungskosten

führen kann.



TABELLE Ir. 5

Vergleich der Ergebnisse

1 2 4 6 7 PWR

Brennstoff 0 C 0 0 c.p. c.p.

Kreislauf DI' DI' GT DI' DT GT DI'

pU-Inventar1) L-tpufisJ 3.3 1.75 3.0 3.6 2.0 2.0 -

Brutrate 1.43 1.46 1.31 1.38 1.19 1.19 -

Pu-Kosten L-DPf/kWhJ 0.11 0 0.15 0.17 0.18 0.20 -

Brennstoffdienste L-DPf/kW·tV 0.35 0.42 0.38 0.35 0·35 0.38 -
Brennstoffzyklus L-DPf/kwV 0.47 0.42 0.54 0.53 0.54 0·57 0.68

Barwert der- Anlage2) L-DM/kWe..J 5911:8% 5911:8% 53~11% 591±S% 591±S% 53~11% 5643)

Stromerzeug.-Kosten2) L-DPf/kWhJ 1.9o±5% 1.86±6% 1.8~7% 1.97±5% 1.9S±5% 1.8S±7% 2.06

1) Summe der frischen Teilladungen

2) Frischwasserkühlung

3) Nach Angaben der Hersteller

.j:::.....



11I .1 Anhans

~

N

Zusammenfnssun----.S.-dl~r wesentlichen_Datoen der in der letzten Zeit vorgeschlagenen gasgekühlten Schnellen Brüter.

'" (E) bedeutet berechnet mit den ENEA-Gr~:ndregeln.

-==,--
- --

I 2 3 I 4 5 6 7 8
I

1. Organisation GGA GGA wurc.nlingo{ Kar Ls.ruhe Karlsruhe Schweden UKAEA
3elgo-
nucleaire

2. Gesamtauslegung

Kühlmittel Helium Helium Helium Helium Helium Helium Heliur ~O

Ix
2

Art des Xreislaufs:
indirekt ( D~~pfturbine ) x (x) (x) x x
direkt ( Gasturbine )

I

I x x x (x) pe
Art des Brennelements Ivent ed Vented Vented Strong clad Cermet Str'ong clad Coa t , par t , Strong clad

I

Art des Brennstoffs 10xid Carbid Oxid Oxid Oxid Oxid Oxid Oxid

Elektrische Le i s t ung (l.W{c) 1 107 5 (E)" 1020(E)- 1000 1020 1015 1020(E)· ll00(E) .. 300

3. Reaktorauslegung I

Coredurchmesser (ern) 316,25 220.2 260 I 300 300 323,2 240 155,3
I

Corehb'he ( cm ) 126,5 110,1 178 I 120 ,120 129,3 190 150

Dicke d. rad. Blankets (ern) 46 51 50 50 35,8 80 I:n ,6

Dicke d , ober-en 2,X. BI anke t s (cm)1160 60 60 60 60 80 ~O

Dicke e ; unteren ax , Blankets (crn)lj 50 60 I 60 60 60 80 140

Gesamtlänge (ern)
,

230,1 262 240 324 470 3201246,5

Corevolumen (1) 4190 9500 8470 8470 10600 8600 2840- .1
99 40

Anteil der Materialien im Core I' I
11

Iund 1m axialen Binnket: I
Brennstoff i 0.3184 I 0,29 0,281 0,298 0,300 0,323 0,5797 D,39
KUhlmittel iO~5816 0,61 0,552 0,552 0,536 0,3615 D,44

l
HUllmaterial i ~ 0,10 } 0,10 0,077 0,075 0,064

J 0.0589 0,060
Strukturmaterial I ) 0,073 0,073 0,063 0,11

tl I



1 2 3 4 5 6 7 8

7,6; 10,8;1 12,7 (mittl.)
1~2, 5; 15,6

12,1;16,0112,3; 16,2

Anteil d , Material ien
im radialen Blankct:

Brennstoff
Kühlmittel
HUll- u. Strukturmatcrinl

RndinlerFormfaktor

Axialer Formfnktor

Anzahl von Anre.Lche rungs zonen

Anreichorungen (Pu239+241) (%)

0,50
0,3905
0,1095

1,20

1,285

4

0,455
0,445
0,100

1,18

1,29

4

0,576
0,211
0,183

1,202

1,225

2

0,576
0,241
0,183

1,198

1,233

2

0,481
0,465
0,054

1,18

1,26

2 I 2

8 , 8 ; 11, 2 I 20; 26

1,225

1,302

2

8,2; 11,8

74; 22,7; 2,3; 1

Gleichgewicht Isotopenzusammen'"
setzung des Brennstoffs
(Pu239 , 240 , 24 1 , 24 2) (%)

Thermische Leistung Ol,'{th):
Gesamt
Core
radiales Blnnket
axiales Blankct

2G33
2394
105,7
133,3

I
-2677

2477

1
100

- 100

3226
~ 2933

2497
2304
94
99

2486
2304
89
93

2550
2346

2380
2051
219
110

822
747
64
11

-l:"
W

0,598

0,923

1,440
1,503

0,263

208

1,032

1,382

0,29(E)·
0,40(E)-

•1,89(E)

1,51(E)1K

0,238

0,560

0,700

1,54

0,41(E)«
0,45(E)-

3,28(E)

1,15(E)·

0,221

115

1,509

0,272

0,897

0,469

2,82

l,20(E)!I

0,805

116

0,272

0,823

0,897

1,410
1,517

0,394
0,477

2,75

1,19(E)lI(

2,97

1,13

0,9881,392

1,86(E)4

o,91(E) ll/'

118

1,00

1,55
1,60

0,586

1,49
1,55

O,41(E)c
O,45(E)-

2,96(E)lIf

l,06(E)lIf

lIit ei. Leist. d I chte .Im Core ("HtM)'I' 0.239

Mittl. spez. Spaltstoffleistung 0 772
im Core (MWth/kg Spalts toff) ~ ,

1

77

Innere Konvers t ons r ate (altes a)\ 1,00

Gesamte Bru.t r-at e : ne ues Cl:

altes Cl:

neues Cl:

altes Cl:

Spaltstoffinventar(g/kWe)

SpaltstoffExcore Invent.(g/kWe)

Brutgewinn:

Mittl. spez.Schwermetalleistung
(W!g Schwermetall)

* (E) bedeutet berechnet mit denENEA-Gruadregeln.



1 2 3 4 5 6 7 8

13.5(E)" 6, 9(E)--
• -2 -2II o , 68 XlO O,68x10

fO,17 (
BOLl

i1(l,O (EOL)

ohne Um- ohne Um-
laden laden

Linear'~ Verdopplungszei t (Jahre)

( dk)DOPPl-crkoeff •., .- T dt

KUhlmi t teldichtekocff • (.. d.. k.!d9 )
.k 9/

Reaktivität in KUhlmi ttel (S)

Art der Beladung

ZeHl.Abstand zwischen 2 Entla
dunge n (Jahre)

4. Brennelementdaten

I
1

3,0 2,31

9,9(E)~
-2

0,644xlO

-2
-0, 23x 10

0,67

1/3 alle
6 1.!onate

1,5

10 , 3 ( E»)( JI 12 , 7 (E )...
. -2

O,45SxlO

-0,20xlO .

0,64

1/3 dIe
7 Monate

11,75

14 ,O(E)4e

-2
1,4x10

0,15

alle
3 Wochen

1,5

-2
O,657xl0

-2
-0,167xlO

0,35

1/3 alle
8 Monate

2,00

EdelstahllEdelstahl
316 1316

Hüllmaterial

HUlldicke (mm) 0,28 0,31

"'~.
96% V; 3/~ H; I Chrom
1.% Si

0,4

Sandvik
12R72HV

0,33

Silicium
Carbid

0,1

Inconel
625

0,35
.;::
s:

Durchmesser der B:rennstäbe (cm) 0,76 0,77 0,672 0,74 0,74 0,76
0,115 «(5 d
Partikel)10,77

quadr-a t , Ihexagonal hexagonal Ihexagonallhexagonal

Gesamtlänge der Brennstäbe (ern)

Anordnung der Brennstäbe

iI 246,5 230,1 262 240 324 320

quadrat.

125

60

1,17

0,57
90

90

105000

57500

438

310

85

100000

86500

400

126

1,45

50

87

108000

75000

1
40

1,46

0,98

83

75000

98000

480

170171

60

1,46

0,99
22

83

75000

; 98000

I 480

i

100000

80

140000

1,52

1,2

1
1150 00

11100

I
1

257

Max. Stableistung (W/cm)

Anfangsdruck innerh. der Stäbe
(kp/cm2)

Verhäl tnis vom Mittelpunktabstand l 1 35
zum Durchmesser der Stäbe: '
Hydraulischer Durchmesser (em) ,

Länge v , Plenum der Stäbe (ern) 1'· -
Brennstoffdichte (% theor. Dichte) 86

Max. Ab~rand (r.riid/t) 100000

Normierter max , Abbrand (1r;"d/t) (E) [181000

11
4 31

11

1
1 1 39

,I
I,II 0,7 wenLge r als Außendruek

Max. spez. Schwermetalleistung
(W/g SchwermetaH)

• (E) bedeutet berechnet mit den EYEA-G~undregcln.



1 2 3 4 5 6 7 8

0
t700 765 t700 1155 650NominaloDrennstaballßcnterap. ( C) 700 765

Max. Hot-spot-Temp. 0
769 845 17 30 \705in d .HUlle( C) 800 -

0
1998 820 730Mittlere Brennstoff temperatur ( C) 1250 907

0
2626 900 2320 1195 2378Max. Drcnnstofftemperatur ( C) 2080 1222

0 (E»)!; 2626 2330 1195 242ÖNorm.max.Drennstofftemp.( C) 2130 1890

Zahl d. Brennstäbe in 1 Drennelem. 256 271 271 168 .;. 108 225

Zahl der Brennelemente 277 227 227 88

Anordnung der BrennelemQnte quad r a t , [hexagonal hexagonal hexagonal hexagonal kreisförm quadrat.

Äußere SchLü s s e LweLte des .Subass .f cm 16,8 I 18,63 18,63 15,24 13,9

Wandstärke d. Subass.-Kastens (mm) 2,35 .3 3 2
I +:

IEdelstahl <nMaterial' d. Subassembly-Kastens 16/13-Sta hl 16/13-StaIll Edelstahl

Standzei t bei Voll ast (Tage) 876 675 474 .477 915 329

5.Kreislaufauslegung

Art des Druckbehälters

Reaktorgaseintrittstemperatur (oC)

Reaktorgasaustrittstemperatur (oC)
2Max. KUhlgasgruck (kp/cm )

2Druckverlust im'Reaktor (kp/cm )

Gesamtdruckverlust im Kreislauf
(kp/cm2)

Spambetoni Spannbeton-
behälter behälter

340 315 310

640 587 665

70 123 90

2,5 4,3 3,49

:~ ,5 5.7

SpannbetlS pannbet Spambeton 'Spannbeton Spannbeton-
behälter behälter behälter behälter behälter

410 410 329 300 250

720 '7 '2A) 590 700 600

100 100 70 52,7 120

4,4 4,4 2,2 2,68 18

7,9 7.9 3,5 3,23

- - - ,135 66 -I- - -
1

8 5 85 -- - - -- - 1- 210 180 -

Kreislauf mit Dampfturbine:

Gebläseleistung (MW) .. 11.181120
Pumpenwirkungsgrad (%) .. 84 .·,84

Speisewassertemp.am namPferzeu.gj..
Eintritt (oe) (E)t'r ••. 220 .. 11 40

...! I I I I I -4 ~I __ _ --<-.L

* (E) bedeutet berechnet mit den ENEA-G~undrogeln.



135-140(Ef

O,30(E)~

0,41(E)- 10,74

iI 1 35 ( E ) •
I
I

il o , 30 ( E ) 'lf

O,76(E)*

87

131(E)~

c115-120CE.1!115-120(Et

O,30(E)*

0,91(E)·

654

(135(E» I(135(E» 1140(E)lt'
115-120(E)· 115-120(E)l

O,30(E)· O,30(E)~ I ,30(E)l4(

0,75(E)~ 0,75(E)~ ~,83(E)·

- .- '180 180

- .- '520 540

- - 40,0 41,9 t-

2,585 2,585 -
90 90 -
20 20 -
15 15 -
88 88 -
87 87 -

I .86 86 -
27 27 - 8/25 I s:

CJl

40,84 40,84 - 6,5

3

3,02

44

53

31

1 I 2

I
I

1
1 60

I

500

38,2

-
-
-
-
-
-
-
-
-

I
I

Kreislauf mit Dampfturbine:

Druck nm Dampferzeugeraustritt 1.
1

80
(kp/cm2 (E) ~f : 1

Temp. am Dnmpferzcugeraustritt ~

(Oe) (E)" J! 530

Anlngcnncttowirkungsgrnd (%) (E)1140, 8

Kreislauf mit Gasturbine: 11

Turbinenentspnnnungsverhältnis 1
Turbinenwirkungsgrad (%) 1
Verdichtereintri t t s t erap , (oC) li-
Kühlwassereintri t t s t erap , (oC) 11-
Verdichtcrwirkungsgrad KD (%) 1,-
Verdichterwirkungsgrad MD ('!o) 1

11

-

verdichterwirkungsgrad HD (%) . 
Gradigkeit des Wärmeaustauschers
(oC)
Anlagennettowirkungsgrad (%)

6. Kosten

Anlagckosten:

Dampfturbinenkreislauf (S/kWe)
GasturbinenJ~reislauf (S/kWe)

Betriebskosten (mills/kWh)

Brennstoffkosteu (mills/kWh)

3,46(E)1Il
~

(3,18-3,26$)'

(3, 36 (E)ll') I(3, 36(Ef) p, 53(E)·

3 ,02-3,1O(L~13 ,02-3,l0eJ.~

3,02-3, ll(E]'
3,05

I

s~romerzeugung5kosten:

Dampfturbinl~nkreislauf 1113 37(E) l!I
(mills/kWh) , .

Gasturbinenkreislauf <MillS/kWhl

I1

ij
, lL ! I I I • I I •

• CE) bedeutet berechnet mit d~n E~EA-Grur',dreg0J.n.
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1.. EINLEITUNG

Alle wesentlichen Daten der in der letzten Zeit vorgeschlagenen

gasgekühlten Schnellen Brüter L 1 - 2flJ sind in Tabelle In.1 Anhang S .42-46

angegeben.

Es wurde ent.achdeden, daß von den vorgeschlagenen acht Entwürfen#

der GGA- # der Karlsruhe- und der UKAEA-Entwurf# alle mit Oxyd

- Brennstoff. in Erwägung zu ziehen sind. Ferner sollen Kommentare

zum schwedischen Stahl Sandvik 12 R 72 IN als Hüllmaterial ( Ent

wurf 6 ) und Karbid Brennstoff ( Entwurf 2 ) gegeben werden.

Aus Vergleichsgründen werden in den folgenden Betrachtungen für alle

Entwürfe eine Schmierdichte von 83 % T.D.# ein maximaler Abbrand

von lQOooo MWD/t# und ein mittlerer Entlade-Abbrand von 75 0 0 0 0 MWD/t#

zugrunde gelegt .. Das Verhältnis der Schmierdichte des Brennstoffes

zum maximalen Abbrand ist damit das gleiche wie in der kürzlich er 

stellten ENEA - Studie über gasgekühlte Schnelle Brüter ~1~ •
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11. THERMISCHE AUSLEGUNG DES CORES

1. Berechnungsgrundlagen

1.1 Metallurnhüllte Stäbe

Die Wärme ubertragungs- und Druckverlustkoeffezienten heliumgekühlter Bündel

von parallelen glatten Staben ergeben sich zu

0.8
Nu.s = 0.022 ReB

-0.2
0.046 ReB

pr~·4 (==T;-W--) -0.18 (1)

(2)

Der Druckverlust von jedem Gitter ist gleich 30 %des Staudruckes ~2_7.

Der Eintrittsverlust am Brennelement kann mit 110 %und der Austrittswiedergewinn

mit 55 %des Staudruckes angenommen werden. L 3J

Der Wärmeubergang und Druckverlust von künstlichen Rauhigkeiten sind in dem Be 

richt F 4J angegeben. Aus EsJ können noch genauere Angaben gewonnen werden.

aber auch uber den Effekt von hohen Temperaturen ( TW/TE)- 0.2 auf den Wärmeuber

gangskoeffizienten.

1.2 Coated Particles

Der Druckverlust in einer II coated particles 11 Schüttung ( Kugelförmige Teilchen

gleicher Größe) kann durch Gleichung ( 109 ) im Bericht {'"6J bestimmt werden.

Aus der gleichen Veröffentlichung ist es möglich. aus Abbildung 11 unter Berück 

sichtigung der Packungsdichte E• den Wärmeuoergangskoeffizienten zu ermitteln.
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2. Heißstellenf'aktoren für Stabbündel -Brenn- und Brutelemente

2.1 Einleitung

In der thermischen Auslegung des heliumgekühlten schnellen.Brüters

wird die maximal zulässige Kühlmittelaustrittstemperatur aus den Brenn

und Brutelementen begrenzt durch die maximal zulässige Temperatur des

Hüllrohrmaterials der Brenn- bezw. Brutstäbe. Die maximal zulässige

Stableistung wird begrenzt durch die Schmelztemperatur des Brennstoffs.

Aufgrund von Fertigungspleranzen, nicht idealer Strömung, ungenauer

Kenntnis über Stoffwerte und Wärmeübergangskoeffizienten, Unsicher

heiten in der nuklearen Rechnung und Meß- bezw. Regelfehlern ist es

notwendig, zu den kritischen Temperaturen einen Sicherheitsabstand

einzuhalten, der durch Heißstellenfaktoren repräsentiert wird. Die

Faktoren sind so zu bemessen.. daß die Wahrscheinlichkeit für ein Über

schreiten der maximal zulässigen Werte ausreichend mering ist.

Die Berechnung der Heißstellenfaktoren wurde mit Hilfe einer statistischen

Methode~~ durchgeführt, die thermische Auslegung mit einer zugrunde ge

legten optimalen Drosselung der Brennelemente auf maximal zulässige

Hüllrohrtemperatur wurde mit Hilfe des Programms TORO ~ 2 ~ berechnet.

Die Anwendung einer statistischen Methode zur Heißstellenberechnung

wurde der "kumulativen" und der halbstatistischen Methode vorgezogen.

Sie betrachtet nicht nur die Abweichungen im höchstbelasteten Kanal,

sondern ermöglicht eine Aussage uöer die Heißstelleneintrittswahr

scheinlichkeit im ganzen Reaktorkern. Durch vernünftige Festlegung der

Vertrauensgrenzen kann so eine Überbemessung des Sicherheitsabstandes

vermieden werden ohne die Urteilsfähigkeit über die Sicherheit des

Reaktors zu verlieren. Die Aussage, daß für einen berechneten Heißkanal

faktor mit 1% Wahrscheinlichkeit in einem Reaktor mindestens eine Stelle

"heiß" ist, kann man zulassen, wenn man berücksichtigt, daß beim gasgekühlten

Reaktor im Gegensatz zum wassergekühlten Reaktor die Überschreitung der

maximal zulässigen Heißstellentemperatur nur ein Standzeitproblem des

überbeanspruchten Hüllrohrmaterials darstellt und nicht zur plötzlichen

Zerstörung des Brennstabes führt.
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2.2 Beschreibung der statistischen Eer'echnungsmethode L lJ

Die Fragestellung lautet: " wie groß sind die Heißstellenfaktoren

für das ganze Gore, wenn man mit einer bestimmten Wahrscheinlichkeit

die Überschreitung der kritischen Temperaturen zulässt."

Die Definition der Heißstellenfaktoren für Brennstabhüllrohr und

Brennstoff lautet:
t

kr i t
_ t

e

t - tnom emax

t nommax

t e

kritische Temperatur für Hüllrohrwandmitte
bzw. Brennstoffzentrum

maximale nominale Temperatur für Hüllrohrwandmitte
bzw. Brennstoffzentrum bei Berechnung mit nominalen Werten

nominale Goreeintrittstemperatur

Die berechneten Heißstellenfaktoren gelten für das gesamte Gore.

Sie enthalten die Einzelunsicherheiten und berücksichtigen den

Leistungs- und Temperaturgradienten im Kern.

Die Einzelunsicherheiten werden je nach Anzahl ihrer Realisierung

klassifiziert in

- lokale Unsicherheiten, deren Abweichungen entlang

des Unterkanals variieren,

- Kanalunsicherheiten, deren Abweichungen von Unter

kanal zu Unterkanal in einem Brennelement statistisch

schwanken,

- Brennelementunsicherheiten, deren Abweichungen von

Brennelement zu Brennelement statistisch schwanken,

- Goreunsicherheiten, deren Abweichungen von Reaktor

zu Reaktor statistisch schwanken.

Jede Unsicherheit ist verschieden oft realisiert und wird entsprechend

bewertet.
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Um die Eintrittswahrscheinlichkeit einer Heißstelle für einen be

stimmten Heißstellenfaktor endgültig angeben zu können, muß noch eine

Heißstellengröße definiert werden. Die Wahrscheinlichkeit für das

Auftreten einer ganz kleinen Heißstelle ist größer als für das Auf

treten einer größeren Heißstelle. Es ist sinnvoll für die Heiß

stellengröße der Brennstabhülle dieWandmittenfläche der Hülle

zu wählen, die von einem Winkel von 600 (dreieckige Anordnung)

und einer Pellethöhe begrenzt ist. Die Heißstellenlänge des Brenn

stoffs kann größer gewanlt werden, da zentrales Schmelzen des Brenn

stoffs in kleinen Gebieten des Brennstabes als nicht so gravierend

angesehen wird; deswegen wurde eine Länge von 2 cm der zentralen Brenn

stoffachse als Größe der Heißstelle angenommen.

2.3 Zusammenstellung der einzelnen Unsicher~eiten

Die Einzelunsicherheiten werden je nach ihrer Auswirkung auf ihre

Nominalwerte oder auf die nominale Aufheizspanne bezogen. Die lokalen

Unsicherheiten sind für die Einheitslänge 1 cm definiert. Die Unsicher

heiten sind in der Aufstellung auf 10' Werte ( Vertrauensgrenze 84.13 %
normiert.

Art der Abweichung

a , Lokale Unsicherheiten

Axiale Flußverteilung

Wärmeuoergang lokal

Pelletdichte

Pelletdurchmesser

Wandstärke

6.6 mm

0,4 mm

bezogen auf
Nominal- Aufheiz-wert spanne

2,5 %
3,0 %
1,5 %
± 0,004

± 0,02

Wärmeleitfähigkeit Brennstoff
0.024 W/cm grd

Wärmeübergang Hülle- B2ennstoff1,5 W/cm grd + 0.2
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Art der Abweichung

b. Kanalunsicherheiten

Teilung 10,7 mm

Druckverlust der Abstandhalter

Brennstabverschiebung durch
Abstahdhalterspiel

Außendurchmesser des Hüllrohrs

Aktive Höhe + 1/2 Pellethöhe

c. Brennelementunsicherheiten

Anreicherung (Abweichung pro Charge)

Radialer Fluß (Abweichung hervorge
rufen durch Steuerelemente)

Radialer Fluß, systematischer Fehler,

tritt während der Corestandzeit
mindestens einmal auf. Multiplika
tive Berücksichtigung.

Drosselung, falls fest eingebaute
Drosseln vorgesehen werden

Kastenschlüsselweite

d. Coreunsicherheiten

Flußverteilung

Leistungsmeßfehler

Austrittstemperaturmeßfehler

Wärmeleitfähigkeit Brennstoff

Wärmeleitfähigkeit Hüllrohr_

Wärmeübergang Hüllr~hr

Brennstoff 1.5 W/cm grd

Wärmeübergang Kühlmittel-
Hüllrohr (Fehler in der Nu-Bezd.ehung )

Eintrittstemperatur

Brennstoffschmelzpunkt

bezogen auf
Nominal
wert

+ 0,4 %

0.5 %

2 %

2 %

1.5%

2 %
2 %
1.3%

4.5 %
1 %

+ 0.1

3 %
+ 1 °c
± 30

0C

Aufheiz
spanne

0.1 %
0.5 %

0.1 %
0.2 %
0.6 %

0,7 %
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2.4 Ergebnis der Rechnungen

Mit Hilfe der in Abschnitt 2.2 beschriebenen statistischen Methode
LI J wurden für Core und Blanket Heißstellenfaktoren berechnet

und zusammen mit dem Programm TaRO L 2 J dazu benutzt, die ther

mische Coreauslegung durchzuführen.

Voraussetzungen zur Heißstellenberechnung

- Der Temperaturgradient in jedem Brennelement ist proportional dem

Leistungsgradienten angenommen, jedoch verkleinert durch Annahme

einer Kühlmittelquervermischung. Die Kühlmittelquervermischung

wurde nach Messungen von Baumann und M'öller 13.1 berücksichtigt.

- Der Wärmeubergang vorn Kühlmittel zur Brennstabhülle wird als

variabel f (Re,Pr) berücksichtigt.

- Die Heißstellentemperatur ist auf die Hüllrohrwandmitte bezogen.

- Die Brennelementeintrittstemperatur ist konstant und für

alle Brennelemente gleich.

- Die Drosselung der Brennelemente ist 50 vorgesehen, daß in jedem

Brennelement die maximale nominale Hüllrohrtemperatur 50 hoch ist,

daß zusammen mit dem Heißstellenfaktor für die Hülle die maximal

zulässige Temperatur für die Heißstelle gerade erreicht wird.

- Heißstellenbetrachtungen werden angestellt für den aufgerauhten Teil

des Brennstabes, für den glatten Teil des Brennstabes und für das

BruteIement.

Heißstellenfaktoren

Das Ergebnis für Heißstellenfaktoren und thermische Auslegung

wurde durch einen Iterationsprozeß gewor~en, indem für eine w~ge-

nommene thermische Auslegung die Heißstellenfaktoren errechnet wurden

und mit deren Hilfe eine neue thermische Auslegung durchgeführt wurde.
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Die Iteration führte zu folgenden Auslegungsdaten:

GGA
Konzept 1

Kühlmitteldruck 70

Aktive Corehöhe 126#5

Oberes und unteres axiales Blahket 60.0

Nominale. maximale Stableistung (vorgegebene)430

Hüllrohrmaterial Core Stahl

Hüllrohrmaterial Blanket Stahl

Unterkanalgeometrie 3-Eck

Brennstabdurchrnesser 7.6

Stabteilung/Stabdurchmesser 1.395

Länge der Aufrauhung ,-v 80

Multiplikationsfaktor für
Wärmeuöergang 2

Kastenschlüsselweite 145

Coreeintrittstemperatur 320

Maximale nominelle
Hüllrohrtemperatur Core 680

Blanket 680

Kritische Hüllrohrtemperatur Core 755
Blanket 750

Kritische Brennstofftemperatur

mittlere Reaktoraustrittstemperatur

-c 2700

600

GfK
Konzept 4

90 at

120,0 cm

60.0 cm

440 W/cm

Vanadin

Stahl

3-Eck

7.4 nun

1.46

90 cm

772°C
6820 C

8500C

750
0C

<: 27000C

706°c

Der statistische Heißstellenfaktor für die kritische Hüllrohrtemperatur

im aufgerauhten Bereich im Core beträgt

Fhs == 1.192.

Dieser muß noch mit der systematischen Abweichung von 1.02

(siehe2 ,.3c) multipliziert werden, um den Gesamtheißstellenfaktor

zu erhalten.

Die Vertrauensgrenze für F~~ ist 2.4~ d.h. mit 99 %Wahrscheinlichkeit
H;:)

ist in einem Reaktor keine Stelle heiß. Bezogen auf 100 Reaktoren

bedeutet das# daß ein Reaktor mit mindestens ~iner Heißstelle erwartet

werden kann.
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Für die Brennstoff-Zentraltemperatur ergibt sich ein Heißstellen

faktor von
Fhs = 1.21

mit der gleichen Vertrauensgrenze 2.46.

Für die Brutstäoe im radialen Blanket wurde ein Heißstellenfaktor

von R = 1.26 ermittelt.ns

Um die Auswirkungen der Wahl der Vertrauensgrenzen zu verdeutlichen,

wird in der folgenden Tabelle die wahrscheinlichste Abweichung

von der nominalen Hüllrohr- und Brennstoffzentraltemperatur (Wahr

scheihlichkeit 50 %) und die Abweichung bei der von uns gewählten

Wahrscheinlichkeit (1%) angegeben.

Brennstabhüllrohr

aufgerauht

Brennstoff
Zentraltemperatur

Brennstabhüllrohr
glatt

Rauhigkeitslänge 85 cm
90 cm

Wahrscheinlichkeit

50 %
1 %

50 %
1%

31 %
0,1 %

Auftretende
Temperatur

== 2487 oe
;;:2700 oe
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2.5 Zusammenfassung

Die detaillierten Heißkanalrechnungen machten für beide Stab

bündelkonzepte eine Überprüfung der thermischen Coreauslegung

notwendig. Es mußte vom Konzept der Drosselung auf konstante

mittlere Brennelementaustrittstemperatur abgegangen und das neue Drossel 

konzept l das sich an der kritischen Hüllrohrtemperatur orientiert,

angewendet werden. Die Folge ist ein Absinken der Reaktoraustritts-
o .

temperatur um 14 bis 40 C je nach Reaktorkonzept.

Die vorliegende Heißstellenberechnung dürfte eine reale Grundlage

zu weiteren Auslegungsarbeiten darstellen. Eine noch genauere Heiß

stellenfaktorbestimmung ist wünschenswert, da eine eventuelle Ver

klei~erung des Faktors einen großen Einfluß .auf die maximal zu

lässigen Auslegungsdaten hat. Dazu sind genauere Aussagen üeer die

Einzelabweichungen notwendig. Während für Fertigungstoleranzen der

einzelnen Corebauteile durch Spezifikationen schon genauere Ab

weichungen angegeben werden können, ist die Abschätzung der Fehler

für Strömungs- und Wärlneüeergangsungenauigkeiten l sowie die Fehler in

der Berechnung der Leistungsverteilung im Core und Blanket noch

schwierig und verbesserungsbedürftig.

Es besteht jedoch die Möglichkeit, durch Messungen im Reaktorbetrieb

die Heißstellenfaktoren neu zu berechnen und eventuell daraufhin

die zulässige Leistung zu erhöhen.
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3. Heißstellen in coated particles Brennelementen

3.1 Einleitung

Das von der UKAEA für einen heliumgekühlten Schnellen Brüter vorge-

schlagene Brennelement besteht aus einem konischen Hohlzylinder, in

dessen Ringraum die coated particles eingebracht sind.

Das Kühlmittel durchströmt den Brennstoff in radialer Richtung von außen nach

innen. Dazu muß es, da es im Core von unten nach oben strömt, zweimal umgelenkt

werden. Es soll abgeschätzt werden, inwieweit durch Zusammenballung von

coated particles heiße Stellen auftreten können.

Verstopfung der Kühlkanäle wird bei dem UKAEA Brennelement Ref{l,gl

durch ein Metallgewebe verhindert, solange die"coated particles" intakt

bleiben.

Eine zuverlässige Bestimmung der Heißstellen ist nur mit aufwendigen

Programmen und auch experimentellem Aufwand möglich und übersteigt

den Rahmen dieser Untersuchung. Durch entsprechende Vereinfachung des

Problems soll hier versucht werden, eine grobe Abschätzung der Heißstellen

zu geben.

Grundsätzliche Angaben über das UKAEA Brennelement finden sich in

Ref. !J., '{}.

3.2 Heißstellen durch Zusammenballung von coated particles.

Rein statistisch können Zusammenballungen von coated particles

auftreten, die eine schlechte Kühlung der inneren Teilchen zur

Folge haben. Faktoren, die die Zusammenballung beeinflussen und die

Kühlung hemmen, sind: Größe und Form der Teilchen, Binder, sonstige

Ablagerungen zwischen den Teilchen.

Für die Abschätzung werden folgende Annahmen getroffen:

- Ein (zentrales) Teilchen sei von n Nachbarn umgeben. Die n Nachbarn

werden durch eine Kugelschale gleichen Volumens repräsentiert, die

das zentrale Teilchen umhüllt. Zwischen ihm und der Kugelschale besteht

ein Spalt (gefüllt mit stagnierendem Helium), dessen Volumen dem

Leervolumen zwischen den Teilchen entspricht, wobei aber bei den
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n Nachbarn(für den inneren Spalt) nur 50% des Leervolumens

effektiv sind. Der Rest wird an der äusseren Oberfläche der Schale

wirksam.

- Das coated particle besteht aus einem Kern von 0,850 m~ Durch

messer und einer Beschichtung von 0.150 mm Dicke. Die Wärme

leitfähigkeit von Pu-U/Oxyd ist zu 0.022 W/cmoC und temperatur

unabhängig angenommen worden, was bei den hohen Temperaturen gerecht

fertigt erscheint.

Die angenommene Wärmeleitfähigkeit der Beschichtung ist typisch

für PyC.

- Der Wärmeubergang durch den Spalt zwischen dem zentralen Teilchen

und der Kugelschale, die die n Nachbarn simuliert, erfolgt mittels

Konduktion und Strahlung. Die Temperaturabhängigkeit vom Helium

ist berücksichtigt. Das Emissionsverhältnis beider Oberflächen

wurde zu 0.8 angesetzt.

- In der Kugelschale wurden die beschichteten Teilchen homogen

vermischt angenommen. Die äußere Oberflächentemperatur der Kugel

schale soll der heißesten Oberflächentemperatur der coated particles

ohne Zusammenballung entsprechen.

- Die Leistungsdichte und das Leervolumen können aus Ref. L:1,2~

entnommen werden.

In der dichtesten Kugelpackung ist eine Kugel von 12 Nachbarn umgeben.

Dies bedeutet, daß die Kugelschale einen inneren Radius von 1.027 mm

und einen äußeren Radius von 1.498 mm hat. Die Dicke des inneren

Heliumspaltes beträgt 0.452 mm. Die für diesen Fall berechnete Temperatur

liegt durch die Zusammenballung um 1500C höher als bei gleichmäßiger Kühlung.
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4. Schlußfolgerungen

4.1 Metallumhüllte Stabe

Bezüglich der Daten in Tabelle 1.1 haben die im Rahmen dieser Studie

durchgeführten Heißstellenfaktorberechnungen zu Änderungen in der ther

mischen Auslegung und zu Neufestlegungenin Stableistung und Brennelement

abmessungen geführt. Der neue Datensatz für die thermische Coreauslegung

ist in Tabelle 11 4.1 angegeben.

Beim GGA - Entwurf mit Hüllrohren aus den Werkstoffen AISI 316 bzw, dem

in letzter zeit in Erwägung gezogenem Sandvik - Stahl 12 R 72 HV ergibt

sich eine maximale Heißstellentemperatur von 7550 bei einer mittleren Re-
oaktoraustrittstemperatur von 600 C.

Der auf Vanadiumleg~erungals Hüllrohrmaterial bei 850
0C

maximaler Heißstel

lentemperatur basierende GFK - Entwurf erreicht eine mittlere Reaktoraus -
otrittstemperatur von 706 C.

Der geringe Unterschied zwischen der maximalen Heißstellentemperatur auf der

Hülle und der mittleren Heliurntemperatur am Reaktoraustritt beim GFK - Ent -

wurf ergibt sich auf Grund des holleren 1\tihlmitteldruckes l des holleren Druckabfalles

im Reaktor und der wirksameren künstlichen Rauhigkeit an den Brennstoffstaben.

4.2 Coated particles

Im ursprünglichen UKAEA Reaktor - Entwurf LI J f2J bestand das Brennelement

aus zwei gasdurchlässigen, konzentrisch angeordneten Robren, in deren Zwischen

raum sich eine Schüttung von gebundenen I beschichteten Partikeln befand. Das

äußere Rohr war aus Stahl und das innere Rohr aus Silizium - Karbid. Daher war

eine Gastemperatur am Coreaustritt von 10000C möglich. Die maximale Nominal -

- Temperatur auf der Oberfläche der beschichteten Teilchen betrug 10330 C L2J.

Wegen der schwierigen technologischen Probleme bei der Entwicklung eines Innen 

rohres aus Silizium - Karbid ( wir werden dieses Problem im Abschnitt IV.2 näher

behandeln ) hat die UKAEA kürzlich beschlossen, ein Innenrohr aus Stahl zu ver-
o

wenden. Die Helium - Gastemperatur am Core - Austritt wurde daher auf 720-C ge -

senkt, was einer mittleren Helium - Temperatur am Reaktor - Austritt von 6750C

entspricht L3 J L 4J. Weiterhin wurde das Core - Volumen von 8600 auf 6943 Liter

ver-Inger-t , während der Kühlmitteldruck auf 70 Atm. erhobt wurde. Bei diesem Ent

WL\rf mit niedrigeren Temperaturen ergibt sich nach unseren Berechnungen eine
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maximale Temperatur im Zentrum des Kernes der beschichteten Teilahen von etwa

800°C. Im Abschnitt 3~2 wurde eine maximale Heißstellentemperatur von 950°C

errechnet. Die Voraussetzung dieser Berechnung war eine Zusanunenballung von

13 verschiedenen Teilchen. Eine Verstopfung der l\Uhlkanäle in der Schüttung

wurde dabei nicht berücksichtigt • Sollten jedoch einige Teilchen defekt sein,

dann könnten Fragmente dieser Partikelchen möglicherweise eine Verstopfung der

l\tihlkanäle in der Schüttung hervorrufen. Bei Verstopfung einer Zone der Schüt

tung in Größe eines c~ würden fast alle 750 Teilchen, die sich in dieser Zone

befinden, durch extrem hohe Temperaturen zerstört werden. Anschließen könnte

sich der Unfall auf die gesamte Schüttung ausdehnen.

Die maximale Heißstellentemperatur von 950°C ist daher etwas willkürlich ge 

wählt worden.
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GGA Karlsruher UKAEA
Reaktorkonzept Reaktorkonzept Reaktorkonzept

(1) (4) (7)

Helium-Temp.beim
(oC)Reaktor-Eintritt 320 410 300

Mittlere Helium-Temp.
beim Reaktor-Austritt(oC) 600 706 - 675

Max , "hot-spot"Temp. an0
755 850 950 (am coatedden Stabhüllen ( C)

particles)

Helium-Druck be~m Reaktor-
90 71,4Eintritt (kg/cm ) 70

Drucka~fall im Reaktor
2.5 5·3 3.2(kg/cm )
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III .STABBRENNELEMENTE

1. Keramischer Brennstoff in Brennstäben

1.1 Problemstellung

Als keramischer Brennstoff für Brennelemente aus Brennstaben mit

Metallrohr-Hüllen kommen im wesentlichen (U~Pu) 02 und (U~Pu)C in

Frage. Sie stehen bei beiden in Betracht gezogenen Brennelement

Konzepten~ mit strong cladding bezw. vented fuel~ in Wechselwirkung

mit einer freistehenden Hülle. Der Einsatz einer dünnen~ auf dem

Brennstoff aufliegenden Hül~e (collapsed can) würde sehr problematisch

sein; die Gründe werden in den Schlußfolgerungen zu diesem Kapitel

erwähnt.

Die chemische Wechselwirkung zwischen Brennstoff und Hülle scheint

nach den bisherigen Kenntnissen kein entscheidendes Auswahlkriterium

zu sein. Dagegen ist die mechanische Wechselwirkung zwischen dem

unter Bestrahlung schwellenden Brennstoff und der Hülle kritisch für

die Brennstabauslegung~weil die verfügbaren Hüllenmaterialien unter

Bestrahlung nur sehr geringe Dehnungen ohne RIßbildung zulassen.Die beiden

Brennelement-Konzepte unterscheiden sich hier nur insofern~ als das

strong cladding nicht nur dem Schwelldruck des Brennstoffes~ sondern auch

noch dem Druck des Kühlgases und der im Brennstab freigesetzten Spaltgase

widerstehen muß.

Der Betrieb mit freistehender Hülle erfordert einen Brennstoff~ dessen

äussere Volumenvergrösserung durch Spaltprodukteinlagerung unter Be 

strahlung (Schwellung) möglichst gering ist oder weitgehend durch

den Kriechwiderstand der Hülle unterdrückt werden kann. Die Brenn

stofftemperatur wird wesentlich durch den Wärmewiderstand eines He

Spaltes zwischen Brennstoff und Hülle mitbestimmt. Auch bei Verwendung von

karbidischemBrennstoff ist zunächst an eine Helium - Bindung gedacht. Eine

Na=Bindung ersehein-t r,gar gr"w.'"'ldsätzlich möglich. würde aber wegen des Na-·Ver-

lustes im Falle eines Hüllschadens problematisch sein. Dieser Verlust wUrde zu

einer dauernden Uberhitzung des Brennstoffes führen. Bedenkliche Korrosions

effekte durch das austretende Na im He-Kühlkreislauf sind wahrscheinlich nicht

zu erwarten.. wenn kein Wasser im KreislaUf vorhanden ist.
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Die zulässigen Brennstab-Betriebsdaten# im beson~renspezifische

Stableistungen und Abbrand hängen dann eng mit einigen Brennstoff

eigenschaften unter Bestrahlung zusammen. Es handelt sich vor allem um

die Wärmeleitfähigkeit# die Schwellrate und die Kriechfestigkeit.

Daneben werden auch die chemische Verträglichkeit zwischen Brennstoff

und Hüllmaterial und die Spaltgasfreigabe aus dem Brennstoff von

wesentlicher Bedeutung für die Brennstab-Auslegung sein.

Die Herstellung der in Betracht gezogenen Brennstoffe und die Er

mittlung ihrer Eigenschaften ohne Bestrahlungseinfluß können als

unproblematisch angesehen werden und brauchen hier nicht erörtert zu

werden.

1.2 Kritische Brennstoffeigenschaften unter Bestrahlung

1.2.1 Wärmeleitfähigkeit (Brennstofftemperatur)

Die Wärmeleitfähigkeit von (U#pu)02 # (li#Pu)C sowie von Oxyd-Cermets#

die möglicherweise als fortgeschrittene Brennstoffe in Frage kommen#

zeigt in den vorgesehenen Betriebstemperaturbereichen anscheinend nur

geringe Temperaturabhängigkeit# so daß hier die Angabe von mittleren

Werten ausreichend erscheint. Sie betrugen bei einer relativen Dich~

von etwa 95 % TD und einem Pu/U + Pu-Verhältnis von etwa 20 Gew.-%

für~U#Pu)02 bei 1000 - 26000c 0#025 W/cm • °c [1#2J für (U#Pu)C

bei 1200 - 17000C 0#20 W/cm • °c [1#3J • Die Wärmeleitfähigkeit von

Oxyd-Cermet-Brennstoffen soll durch das Beispiel eines U02 -20 vol.%Cr

Oermets mit kugelförmigen U02-TeilOhen (ca.O#l mm Dmr.) und sehr

gleichmässig verteilter Cr-Matrix charakterisiert werden. Für dieses

Material ist bei 800 - 1400°0 mit einer mittleren Wärmeleitfähigkeit

von 0#11 W/cm • °c zu rechnen [4] •

Die wesentlichen thermischen Betriebsdaten für den Brennstoff

stab lassen sich dann folge~aßen zusammenstellen:

Brennstoffdurchmesser

Wärmeübergangskoeffizient
zwischen Brennstoff und Hülle (He-Bindung)

Hülleninnenwand-Temperatur

7mm

1..5 W/cm2 • °c

800°C



Brennstoff Stableistung
(W/cm)
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Wärmeleitfähigk.o(W/cm. C)
Temp.-Interovall ( C)

U 8 Pu 2 O2 500
o~ o~

U 8Pu 2 C 1000 ( bis 1300 )
o~ o~

U02- 20 vol.%Cr 800

1.2.2 Schwellrate

1000 - 2600

1250 ( bis 2000 )

800-1400

Für die Geschwindigkeit~ mit der der Spalt zwischen Brennstoff und

Hülle gefüllt und anschliessend die Hülle gedehnt werden kann~ ist in

erster Linie die Volumenvergrösserung des Brennstoffes durch die Ein

l~gerung der Spaltprodukt-Atome maßgebend. Sie wird im folgenden durch

die mittlere Schwellrate in vöL~ Abbrand der (U+Pu)- Atome angegeben.

In (U~Pu) O2- Stäben ist für das oben angegebene radiale Ternperatur

intervall von 1000 - 2600 °c mit einer Schwellrate von etwa 1~5 ~ Abbrand

zu rechnen [2]. In einem kritischen Temperaturbereich von etwa 1300 -
o1700 C~ in dem es zu sehr starker Spaltgasblasenbildung im Brennstoff

kommt~ kann die Schwellrate bis auf 2~ Abbrand ansteigen [2]. Daraus

ergibt sich eine erhebliche Unsicherheit bezüglich der Schwellrate von

Oxyd-Cermet-Brennstoffeh~ die mit einem wesentlichen Volumenanteil

in diesem kritischen Temperaturbereich liegen können.

Für (U~Pu)C - Stäbe ist bei einer Zentraltemperatur von etwa 1500 °c
mit einer Schwellrate von 3 ~ Abbrand zu rechnen. (3].

1.2.3 Schwellung unter Berührung mit dem Hüllrohr

Die im vorangehenden Abschnitt angegebenen Schwellraten werden

für Brennstoff ohne feste Umhüllung als äussere Volumenänderung

wirksam. Unter dem Kriechwiderstand einer hochwarmfesten Hülle~

die sich mit dem Brennstoff in Kontakt befindet~ kann jedoch die

Schwellung von porösem Brennstoff durch innere Kriechverforrnung in

die Poren geleitet werden. Auch ein axiales Ausweichen des schwellen

den Brennstoffes ist denkbar~ wenn ein entsprechender Hohlraum im

Hüllrohr zur Verfügung steht.



A 111.4

Dieses innere Abfangen der Schwellung erfordert eine hinreichend

niedrige Kriechfestigkeit des Brennstoffes unter Reaktorbetriebs

bedingungen.Die aus Bestrahlungsversuchen gewonnenen Kenntnisse

heer die Durchmesservergrösserung von Brennstaöen zeigen6 daß

die Kriechfestigkeit eines 0 64 mm dicken Hüllrohres (Außendurch

messer ca. 7 mm) aus einem hochwarmfesten rostfreien Stahl des

Typs AISI 316 bei Temperaturen bis etwa 650 °c ausreicht 6 um die

äussere Sohwellung sowohl von (U 6Pu) O2 als auch von (U6Pu) C

zu einem wesentliohen Teil zu unterdrüoken.

Diese Unterdrückung erscheint jedoch in keinem Fall vollständig

gewesen zu sein. An (U6PU) 02-Stäben wurden bei Stableistungen von

etwa 500 W/cm restliche äussere Schwellraten von 0,4 - 0 68 ~

Abbrand gemessen (z.B.566], an (U,pu)C-Stäben bei Stableistungen

von 800 - 1000 W/cm Werte von etwa 163 $ Abbrand [3]. Diese Angaben

beziehen sich auf Brennstoffe mit einer relativen Dichte von 90 -

95 %TD. Die äußere Schwellrate unter Hüllkontakt dürfte eine wesent

liche Abhängigkeit von der Porosität und Porenstruktur des Brenn

stoffes zei~n6 über die jedoch noch nichts Genaues bekannt ist.

Die partielle Unterdrückung der äusseren Schwellung des Brennstoffes

macht einen bestrahlungsbedingten Kriechprozeß im Brennstoff wahr

scheinlich. Denn sie erfordert bei einem Hülldruck.. der höchstens
2

bei etwa 2 kp/mm gelegen haben kann.. eine Krieohgeschwindigkeit des

Brennstoffes in der Größenordnung der linearen Schwellgeschwindigkeit6
d.h. hier von etwa 1 • 10 - 5/h• Diese Kriechgeschwindigkeit wird

jedoch an unbestrahltem U02 und UC unter einem Druck von 2 kp/mm2

erst bei Temperaturen von 1200 - 13000C erreicht (z.B.768]. Ergebnisse

von Kriechversuchen von (U6 Pu) O2 und ( U,Pu)C sind bisher nich1b

bekannt.

Aus diesen Angaben lässt sich der Schluß ziehen.. daß .auch unter einem

Kühlgasdruck von etwa 100 at6 der über eine anliegende Hülle auf den

Brennstoff wirkt6 mit einer bestrahlungsbedingten Kriechgeschwindigkeit

von größenordnungsIDäßig 10- 1h in der äusseren Brennstoffzone (T<:12000C)

zu rechnen ist. Die Kriechgeschwindigkeit müßte dem Druck näherungsweise

proportional sein [7].
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1.2.4. Abschätzung des Brennstoffdruckes auf die Hülle infolge
Abbrandschwellens

Bei der Auslegung von Brennstoffstaben hoher Leistung und hohen

Abbrands in schnellen Reaktoren muß als zentrales Problem die Volumen

zunahme des Brennstoffes infolge Abbrandschwellens berücksichtigt werden.

Da der Brennstoff zur Erzielung hoher Stableistungen durchwegs aus

hochdichten Sinterkörpern besteht, wird das Freivolumen zur Akkomodation

des Volumenzuwachses infolge Abbrandschwellens in Form von zentralen

Hohlräumen, axialen Dishes oder großem diametralen R1ngspalt zwischen

Sinterkörpern und Hülle bereitgestellt.

Da im Falle des Oxyds jedoch bei den hohen Brennstofftemperaturen

frühzeitig eine Nachverdichtung des Brennstoffes, das Schließen des

diametralen Ringspaltes und das Entstehen eines zentralen Hohlraumes

infolge Porenwanderung einsetzen, wird uber den längsten Teil der

Einsatzzeit eines Brennstoffstabes im schnellen Reaktor ein nahezu

konstanter Brennstoffschwelldruck auf die Hülle ausgeübt werden, so

lange, bis das konstruktiv bereitgestellte Freivolumen verbraucht ist,

der schwellende Brennstoff sich nicht mehr in die Porositäten verschieben

lässt, und nun ein wesentlich hbberer Festkörperschwelldruck wirksam wird.

Im Auslegungsfall wird soviel Freivolumen zur Akkomodation der Volumen

zunahme durch Abbrandschwellen vorgesehen, um den Festkörperschwelldruck

und damit eine unzulässig große Hüllaufweitung zu vermeiden,

Es gibt einige theoretische Modelle zum Abbrandschwellen und zur

Festigkeit des Brennstoffes, die Jedoch nur bedingt brauchbar sind

fUr die Auslegung.

Da der Brennstoffschwelldruck abhängig ist von einer Vielzahl von

parametern, wie z sB,

- Temperaturprofilen,

- Randtemperaturen,

- Zentraltemperaturen,



-Temperaturzyklenl

- Korngrößenl

- Dichtel

- Spaltratenl

- Ausheilvorgänge l

- Geometrie l

- zentraler HohlraumI

- Dishes l

- Brennstofflänge l

- Stöchiometrie I

- Pu- Gehalt l

- Herstellverfahrenl

- Verunreinigungenl

- Abbrandzustand l

- Spaltprodukten I

- Spaltgasdruck u.a' l

wird schwerlich eine vollständige I geschlossene Beschreibung bzw. ein

Reohenverfahren zum Abbrandschwelldruck möglioh sein.

Um Werte über den auftretenden Brennstoffschwelldruck für die ingenieurs

mäßige Auslegung von Brennstoffstaben zu erhaltenl werden mit einem ein

faohen Modell gemessene Hüllaufweitungen infolge Brennstoffdrucks aus

Bestrahlungsexperimenten ausgewertet.

Mittels eines Rechenprograwues, das 1m wesentliohen bei bek&-u~ten Be-

strahlungsdaten die theoretisch besohreibbare Kriechaufweitung von dünn

wandigen Hüllrohren infolge Spaltgasdruck und Brennstoffsohwelldruok

benutzt l um aus gemessenen Hüllaufweitungen den tatsäohlich wirkenden.



A 111.7

als konstant angenommenen Brennstoffschwelldruck zu errechnen,

wurden eine Reihe von Bestrahlungsexperimenten ausgewertet.

Da in thermischen Reaktoren bestrahlte Brennstoffst&oe infolge der

radialen Neutronenfluß- und Leistungsdepression gegenuoer den

Bedingungen in schnellen Reaktoren veränderte radiale Temperatur- und

Abbrandprofile aufweisen, wurden vorerst nur einige verfügbare

Bestrahlungsergebnisse aus dem EBR-2 und DFR ausgewertet [9,10,11].

In den Tabellen 111 1.1 und 111 1.2 sind die experimentellen Daten

und Rechenergebnisse zusammengestellt.

In der Abb.III 1.1 ist der ermittelte Brennstoffschwelldruck

(wirksam, solange noch F~eivolumen im Brennstoff zur Akkomodation

des Abbrandschwellens verfügbar ist - internes Schwellen - , danach

wesentlich höherer Festkörperschwelldruck - extern gerichtetes Schwellen-)

gegen die Hüllenaußentemperatur aufgetragen. Da bisher nur Bestrahlungs

ergebnisse bei Hüllenaußentemperaturen bis 6500 c verfügbar sind,

muß zu hbberen Hülltemperaturen extrapoliert werden.

Die dargestellte Kurve gilt für spezifische Belastungen von 200-

236 W/g und Helium-Bonding und kann als konventionell angesehen werden,

da Schwächung der tragenden Hüllwandstärke infolge Korrosion und

chemischer Wechselwirkung Brennstoff/Hülle und andere Einflüsse nicht

berücksichtigt wurden.

Bei Vorliegen weiterer Bestrahlungsergebnisse wird die dargestellte

Abhängigkeit noch besser belegt werden können.

1.2.5 Verträglichkeit

Die als Hüllmaterial in Betracht gezogenen rostfreien Stähle und

Vanadin-Legierungen scheinen bei Temperaturen bis 850°C mit (U,Pu) O2
und (U,Pu)C - nach out of pile-Messungen - soweit verträglich zu sein" daß

keine wesentliche Schwächung der Hülle durch chemische Reaktionen mit dem

Brennstoff zu erwarten ist. Das würde nicht nur für ( U"Pu ) C mit Hüllen aus

Ni - Legierungen oder V - Legierungen höheren Ti - Gehaltes (> 5%)

gelten L12J.
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Die angegebene Maximaltemperatur von 8500 C dürfte beim Einsatz

von Karbidbrennstoff ungefähr mit der Verträglichkeitsgrenze sowohl

für rostfreie Stähle als auch für Vanadin-Legierungen niedrigen Ti

Gehaltes zusammenfallen [13] • Für Oxydbrennstoff liegt die Ver

träglichkeitsgrenze in jedem Fall (ausser für V- Legierungen mit

> 10 %Ti) oberhalb 1000 °c [ 14 J .

Diese Aussagen berücksichtigen nicht den Einfluß von Spaltprodukten

(im besonderen Cs, J, Te) auf die Verträglichkeit bei höheren Abbränden.

Einige Bestrahlungsversuchsergebnisse deuten darauf hin, daß Oxyd

brennstoff nach Abbränden ~ 4 %bei Temperaturen von 650 - 750°C

eine beträchtliche Reaktion mit Hüllen aus rostfreien Stählen

(AISI 304 und 316) und Ni- Legierungen (Inconel 625) zeigt, die zu einem

Korngrenzenangriff von etwa 100 pm Tiefe führt [15,16] •

Erste Ergebnisse von Verträglichkeitsversuchen mit simulierten Spalt

produkten (1000 h bei 600 und 8000C)[ 17J brachten keine deutlichen

Unterschiede in der Reaktionsgeschwindigkeit von rostfreien Stählen

und Vanadinlegierungen. M"oglicherweise sind die V- Legierungen etwas

anfälliger gegen den chemischen Angriff von ~paltprodukten. In Anwesen

heit von Karbidbrennstoff (UC) war die Reaktion mit dem Hüllmaterial

schwächer als in Anwesenheit von Oxydbrennstoff (U02). Dieser Unter

schied (Karbid-Oxyd) scheint durch in der Literatur erwähnte Bestrahlungs

ergebnisse bestätigt zu werden [ 18 J •

1.2.6 Spaltgasfreigabe

Über die Spaltgasfreigabe aus dem Brennstoff kann kaum eL~e quantitative

Aussage gemacht werden, die dem Zweck dieses Berichtes wesentlich dient.

Die Spaltgasfreigabewerte müssen durch Bestrahlungsversuche empirisch

ermittelt und im Falle eines nicht ventilierten Brennstabes durch ein

hinreichend großes Spaltgasplenum berücksichtigt werden.

Dabei besteht noch erhebliche Unsicherheit über die Abhängigkeit der

Spaltgasfreigabe vom Abbrand. Einige Bestrahlungsversuchsergebnisse

deuten darauf hin, daß die Spaltgase bei Brennstofftemperaturen unterhalb
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etwa 1500
0C zunächst fast vollständig ( vorzugsweise in Korngrenzenblasen )

zurüc!tgEihalten" dann aber bei einem wahrscheinlich bei einem temperaturab 

hängigem Abbrand oberhalb 5 %sehr schnell freigegeben werden. [3 J .

Eine genaue Kenntnis dieser Vorgänge ist vor allem für Karbid- und Oxyd 

Cermet - Brennstoff wichtig" weil sie sich fast vollständig in dem kriti

schen Betriebstemperaturbereich ( ~ 15000C ) befinden würden. Für die Oxyd

Cermets dürfte diese Kenntnis sogar entscheidend für die Einsatzfähigkeit

im Reaktorbetrieb sein.

1.3 Folgerungen

Wenn ein Zielabbrand von maximal 10 %der ( U + Pu ) - Atome und eine für ein

mögliches Versagen des Brennstabes bestimmende Hülltemperatur von 800
0C ange

nommen werden" lassen sich aus den vorangehenden Betrachtungen die folgenden

Schlüsse ziehen:

1.3.1 Freistehende Hülle

Gut verwendbar erscheint für das strong clad - Konzept ein ( U"Pu ) 02 -

Tabletten - Brennstoff mit einer relativen Dichte von 87 %TD in einer sehr festen

Hülle" die bei 800 °c die Kriechfestigkeit einer 0,,4 mm dicken AISI 316 - Hülle

bei 6500C erreicht. Die Brennstofftabletten haben einen diametralen Spalt von

etwa 2 %des Brennstoffdurchlnessers.

Die Stableistung ist durch den Schmelzpunkt des ( U"Pu ) 02 ( 2700
0 C ) auf etwa

500 W/cm begrenzt.

Der Einsatz von ( U"Pu ) C- Stäben mit einer Stableistung von etwa 1000 - 1300 W/cm

unter sonst gleichen Bedingungen erscheint wegen der sonst hb'heren Schwellrate des

Karbid - Brennstoffes problematisch. Hier muß mit einer Hülldehnung von 3,,5 %ge

rechnet werden. Diese Aussage bezieht sich auf Brennstoffdichten oberhalb 90 %TD.

Die M"oglichkeit einer stärkeren Unterdrückung der äußeren Brennstoffschwellung

durch hbllere" fein verteilte Porosität im ( U"Pu ) C-Brennstoff muß untersucht

werden. Aus den bisherigen experimentellen Ergebnissen lassen sich keine brauch

baren Werte für den Schwelldruck für den Karbidbrennstoff ableiten.
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1.3.2 Collapsed can

(u~pu) 02- Brennstoff scheint für den Einsatz in Brennstaben mit

dünner, anliegender Hülle nicht geeignet zu sein. Wegen des steilen

radialen Temperaturgradienten in einem Oxyd-Brennstoffstab ist die

"kalte" Zone (T < 1200oC) sehr schwach, in der der Brennstoff keine

nennenswerte thermisch bedingte Plastizität aufweist. Sie ist daher in

Gefahri durch Erhöhung der Plastizität auf Grund des Bestrahlungseinflusses

oder durch lokale Uberhitzung unter Einbeulung des Brennstabes durchbrochen

zu werden. Entsprechende Schäden sind bereits in GGA-ORNL-Kapsel-Be

strahlungsversuchen mit 70 at He-Außendruck und etwa 8000 c Hüll-

temperatur beobachtet worden.

(U~pu)C-Stabe müßten sich wegen des viel geringeren radialen Tempe

raturgefälles grundsätzlich stabiler verhalten. Ihre Neigung zu be

strahlungsbedingter Verformung unter äusserem Gasdruck muß untersucht

werden. Wegen ihrer hohen Schwellrate muß für eine schwache~von vornherein

anliegende Hülle beim Zielabbrand vorläufig mit einer Dehnung von 10%

gerechnet werden, die mit den verfügbaren Hüllmaterialien wahrscheinlich

nicht erreichbar ist.

Der Einsatz von integral, d.h. mit dem für den Reaktorbetrieb vorgesehenen

Hüllrohr heißgepreßten Oxyd-Cermet-Staben bie.tet ähnliche Probleme

wie derjenige von (U~pu)C-Staben. Ihr Schwellverhalten und ihre Ver

formungsneigung unter Bestrahlung und äußerem Gasdruck müssen unter-

sucht werden.
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TABELLE III 1.1

Summary of 'rest Parameters, Operating Condltlons, and Test Results of Serles F-2 Irradiations In EBR-n

Test Parameters Operating Condltlons and Test Results

. Fast Flux
Fue1 Max Max Peak % Exposure
Clad Fuel Linear Clad Burnup Mnx Ma.'C Fission (x' 10-':)

wt% Feel Fuel Fab o.d, Wall Gap Denslty Pellet Power Temp MWd/Te tl.D lIL Gas
Pln PuOa OlM l"orm Length Mode Type In. Mlls Mils Smeared Denslty kW/ft °F x 10' Mlls % Release Total >1 MeV

Group F2A 10.7 2.00 SP 14.16 CP 347 0.250 0.015 2.5 94.0 05.6 16.1 1060 56.2 1.4 NA 49.0 3.6 1.1
2A

F2B 20.1 1.98 SP 14.25 CP 316 0.250 0.015 2.6 94.6 95.2 16.4 1060 57.1 1.7 NA I 48.0 3.6 1.1
(XG06/

F2E 20.2 1.98 SI> 14.19 CP 316 0.250 0.015 3.2 94.4 95.3 16.7 1070 58.1 2.1 NA NA 3.6 1.1

F2F 19.9 2.00 SP 14.23 CP Ine-BOO 0.250 0.015 3.0 94.B 96.1 16.B 1070 58.6 53.0 a NA 50.0 3.6 1.1

F2N 19.2 2.00 SP 14.23 CP 347 0.250 0.010 3.4 92.6 96.2 16.6 1070 57.7 2.2 NA 50.0 3.6 1.1

F2P 19.8 2.00 SP 14.22 CP 347 0.250 0.015 3.0 94.5 95.6 9.9 920 34.6 1.3 NA 32.0 3.6 1.1

1"2Q 20.2 2.00 SP 14.28 CP 347 0.250 0.015 1.2 94.9 96.2 16.7 1070 58.1 2.5 NA 47.0 3.6 1.1

f'2S 19.7 2.00 SP 14.20 CP 347 0.250 0.030 1.3 96.1 97.1 17.5 1140 61.0 4.4 NA 55.0 3.6 1.1

F2U 20.0 1.!l8 SP 14.21 CI> 347 0.250 0.015 3.4 87.0 89.5 16.3 lOGO 56.7 1.0 NA 63.0 3.6 1.1

F2W 20.0 l.U9 VI> 14.22 CP 347 0.250 0.015 NA 83.8 NA 14.1 1010 49.2 1.1 NA 58.0 3.6 1.1

!:'2Y 20.0 1.99 VP 14.'18 CI' 316 0.250 0.015 NA 83.9 NA 13.8 1010 48.2 1.2 NA 50.0 3.6 1.1.
F2Z 20.0 1.99 SI> 14.21 CP 316· 0.250 0.015 2.9 87.2 89.2 16.1 lOGO 56.1 1.9 NA 58.0 3.6 1.1-_. -----1--- --

Group F2C 19.8 2.00 sr 14.18 CI' Ine-800 0.250 0.015 2.7 93.1 94.6 16.5 -1000 71.0 3.1 +0.46 64.0 4.7 1.4
2B

F211 1\1.9 1.90 SP 14.27 CI' 316 0.250 0.015 2.1 94.9 95.3 17.2 -1100 74.0 4.2 +0.44 67.5 4.7 1.4
(XG05)

F2H 20.3 2.00 SP 14.25 CP 347 0.250 0.015 1.5 95.2 95.3 16.5 -1000 71.0 4.6 +0.52 00.8 4.7 1.4

F2T 20.3 2.00 SP 14.16 CP 347 0.250 0.015 2.3 94.6 96.1 17.3 -1100 74.0 4.6 +0.53 59.2 4.7 1.4

F20 20.2 2.00 SP 14.22 CP 347 0.250 0.015 3.5 94.0 95.8 16.5 -1100 71.0 56.0a NA NA 4.7 1.4.__.
aFalled

SI' • Solid Pellet

VP .. Vlbratol'Y Compacted Powder

CP • Copreelpltated Powder >
H
H
H.
.....
\),l



TABEllE 111 1.2

Experimentelle Daten und errechneter Brennstoffschwelldruck

Pin Hüllwand- Spez. Be- Abbrand Hüllentemp. Aufweitung Zeit auf Schwelldruck
stärke (mm.) lastung (MWd/tM) (Oe) (%) Leistung (at)

(w/g) (h)

F2A 0,,38 204 56200 571 0,,6 5800 124

F2B 0,,38 205 57100 571 0,,682 5850 129

F2E 0,,38 209 58100 575 0,,84 5900 137

F2N 0,,25 220 57700 575 0,,88 5500 110

F2P 0,,38 117 34600 485 0,,52 6200 2380

F2Q 0,,38 205 58100 575 1,,0 5950 119

F2S 0,76 218 61000 635 1,75 5900 94

F2U 0,38 236 56700 571 0,,4 5050 130

F2Z 220 56100 571 0,76 5900 136

F2H 217 74000 592 1,67 7200 96

F2R 208 71000 538 1,84 7200 250

F2R 227 7400 592 1,84 6900 99

DFR-Oxid-ll 220 10000 650 0,3 1200 40
,

600 61DFR-Oxid-~~ 220 10000 0,2 1200

:t>
H
H
H.
I-'
-I:="
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Abb.III 1.1

Brennstoffschvvel ldruck

2

J

J -0
• :J

2 \j
~-"I-o-1000 ~

8 ~\
6

5

~

J( EBR- Oxid

$ DFR-- Oxid

• t::SR - Karbid

100

8

6

5

3

2

)t1<,
~-,

•

.. ~OXid

'~lrapolieren
~.

~.
---...........

--- Hü lIenaußentemperatur rC]
10 -.,...----r----,...----,-----r---r----..,--

500 550 600 650 700 750 800



A 111.16

2. Hüllmaterialauswahl

Kriterien für die Auswahl geeigneter Hüllmaterialian sind das Lang

zeitverhalten, gegebenenfalls die Kriechbeulfestigkeit beim strong clad,

die Rohrinnendruckfestigkeit, das BestrahJungsverhalten, sowie Korro

sionsdaten und Verträglichkeit mit dem Kernbrennstoff selbst.

In den nachfolgenden Tabellen sind die mechanischen Kenndaten der

drei zur DiskussiDn stehenden Hüllmaterialien AISI 316, Sandvik 12R 72HV und

der Vanadinbasislegierung V-3Ti-1Si zusammengestellt, die ausschließlich

an unbestrahltem Material und bei einachsiger Belastung gewonnen wurden.

Diese Materialwerte sind Grundlage der Berechnungen und Abschätzungen,

welche zur Präzsierung der maximalen Betriebstemperatur führen.

Die maximale Betriebstemperatur ist dabei der hot-spot- Temperatur

gleichzusetzen, da keine Gewähr dafür besteht, daß örtliche Überhitzungen

der Hülle nur von kurzfristiger Dauer sind.

2.1 Mechanische Beanspruchungen

In den Abb.lII 2.1 bisIII 2.4 sind, soweit die Kriechparameter n und

k bekannt sind, für V-3Ti-1Si und 12R 72HV Diagramme zusammengestellt,

welche den Zusammenhang zwischen Rohraußen- und Rohrinnendruck und

den Zeitstandwerten für das Kriechbeulen und der Aufweitung der Hülle

durch Ror,rinnendruck erkennen lassetl.. Die Zeitstandkurve für das Kriech

beulen unter verschiedenen Außendrücken wurde nach der Hoff'schen

Theorie gewonnen. Zugrundegelegt wurde eine Anfangsovalität der

Hüllrohre von 20 ~m. Die Standzeit selbst wird auf eine Einbeulung

des Rohres von 60 ~m bezogen, (in Anlehnung an Berechnungen in IRE/GfK).

In diesen Rechnungen ist der Einfluß eines sich aufbauenden Rohrinnen-

drucke mit zunehmendem Abbrand nicht mit einbezogen. Die Werte beziehen

sich also auf das Einwirken des jeweiligen Außendruckes PA über die

gesamte Standzeit. Die Standzeiten ~B' ~ (5%) ~ (1%) etc. der Hüll

rohre bei auftretendem Innendruck p. wurden aus den Zeitstandkurven
1

unter einachsiger Belastung entnommen und über die Kesselformel die

dazugehörigen Rohrinnendrucke errechnet. Mit dieser Annahme liegt

man auf der sicheren Seite, da die Vergleichsspannung (J v in jedem Falle

kleiner ist, als die verwendete Tangentialspannung d t.
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Zur Frage der Spaltgasfreisetzung und des Brennstoffschwellens werden

die folgenden Annahmen getroffen:

2.1.1 Spaltgasfreisetzung

Um einen Vergleich der verschiedenen Reaktorkonzepte zu erhalten, wird

mit einer Schmierdichte von 83% und einem maximalen Abbrand von 100000 MWd/t

gerechnet. Im höchstbelasteten Brennstab ist demnach ein mittlerer Abbrand

von 82000 MWd/t ~ 9% Abbrand zu erwarten. Die Standzeit beträgt 1,8 Vollast

jahre. Mit der realistischen Annahme einer 6Q%-igen Spaltgasfreisetzung

L-I-7 erhält man einen maximalen Sp~gasenddruck von 35 atm, wobei die

Plenumlänge 60 cm beträgt (0,5 der Corelänge). Ein lineares Ansteigen des

Innendruckes wird vorausgesetzt. Im Falle einer vollständigen Freisetzung

des Spaltgases wäre ein maximaler Enddruck von 58 atm zu erwarten. Bei der

vorgegebenen Stableistung scheint eine 10Q%-ige Freisetzungsrate jedoch

unwahrscheinlich.

2.1.2 Brennstoffschwelldruck

Zur Frage des Brennstoffschwelldruckes bei oxydischem Brennstoff wird

auf Abschnitt 1.2.4 verwiesen •.Mit den dort für die verschiedenen Tem

peraturen extrapolierten Werten wird unter den folgenden Annahmen ge

rechnet: 1. wird der Schwelldruck erst nach etwa 4% Abbrand Ll 0,8 a auf

die Hülle wirksam, zweitens bleibt er zeitunabhängig. Es gibt einige

experimentelle Hinweise darauf, daß bis zu Temperaturen von 10000C die

Kriechparameter des Brennstoffes nahezu temperaturunabhängig, aber be

strahlungsabhängig sind. Aus diesem Grunde sind die experimentellen SchwelI

drücke (Abb. III 1.1), die mit AISI 316-Hülle gewonnen wurden, eine Funktion

der Langzeitfestigkeitswerte dieses HUllwerkstoffes. Um eine Extrapolation

des Schwelldruckes für die hier zur Diskussion stehenden Hüllenmaterialien

V-3Ti-lSi und 12R72HV zu gewinnen, wird ein direkter Vergleich der Lang

zeitfestigkeitswerte (0 1%/10000 h) aus Tab. III 2.4 angestellt. Aus den

Daten ergibt sich, daß 0 1%/10000 h von AISI 316 bei 6500C dem 0 1%/10000 h

von 12R72HV bei 7000C und dem 0 1%/10000 h von V-3Ti-lSi bei 7500C ent

spricht. Damit würde ein Schwelldruck p bei der Temperatur T und einem

Hüllmaterial 12R72HV dem experimentell ermitteltem Druck (siehe Abb. III 1.1)
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bei der Temperatur T - 500C entsprechen. Verwendet man das Hüll

material V-Jri - lSi, so ist eine Temperaturverschiebung von

100
0

C notwendig. Mit dieser Annahme ergeben sich die folgenden Werte:

v - Jri - 1 Si

8500C: Oxyd. IV 25 atm

2.1.3 Belastung der Hülle

12R72HV

750
0c : Oxyd. IV 35 atm

Nicht eindeutig geklärt ist das Zusammenwirken des Spaltgasdruckes und

des Brennstoffschwelldruckes. Eine Addition beider Belastungen wird als

Extremfall für die nachfolgenden Diagramme und Folgerungen angenommen.

Da die Kurven für die Zeit-Dehngrenzen und die Standzeiten an die

Bedingung geknüpft sind, daß während der Belastungszeit t b = t:E - t A
der Rohrinnendruck p und damit O't konstant sind, wird ein Mittelwert 15

so definiert, daß die Tangentialausweitung
t E

[= J k • Fc . p(t)f dt = k • Fc . pT. (t:E - t A)t A
~ = 1,8 a; t A = 0,8a;

C gibt - abhängig von den Abmessungen - die Umrechnurg von p auf O't an,

k und n sind Materialkonstanten.

a) Die Legierung V- 2Ti - 1 Si:

Aus Diagramm I1I.2.1 ( Temperatur. 850°0 ) ist zunächst erkennbar.

daß bei einem Kühlmitteldruck von 100 atm ein anfänglicher Rohrinnendruck

Pi0 von etwa 70 atm herrschen muJ3. um ein Einbeulen des Hüllrohres zu

verhinderne

Beim oxydischen Brennelement ist mit einem Schwelldruck von 25 atm gerechnet

worden. Für den Fall der niedrigeren Spaltgasfreisetzung errechnet man

nach obiger Formel einen gemittelten Rohrinnendruck p = 23,1 Atm.

Mit diesem Druck überschreitet man die 0'1% - Zeit- Dehn-Grenze.

Bei vollständiger Spaltgasfreisetzung folgt ein mittlerer Druck p
von 39,5 atme Hier erreicht man gerade die 0'5% - Zeit- Dehn- Grenze.
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b) Die Legierung 12R72HV:

Das Diagramm 111.2.2 zeigt, daß bei einem Kühlmitteldruck von 70 atm.

kein anfänglicher Rohrinnendruck pOl notwendig ist, um das Einbeulen

des Hüllrohres zu vermeiden. Mit den in 2.1.2 angegebenen Schwelldrücken

erhält man die mittleren Rohrinnendrücke wie sie in Abb. III 2.2 einge

zeichnet sind. Man kann daraus den Schluß ziehen, daß man in jedem Falle

unter der 61%- Ze i t -Dehn - Gr enze bleibt.

c) Vented-fuel-Konzept:

Vergleicht man das vented-fuel-Konzept mit dem strong-clad-Konzept, so

ergeben sich für beide Hüllmaterialien praktisch die gleichen Belastungen,

da der Brennstoffschwelldruck nicht eliminierbar ist. Im Falle des Stahls

12R72HV wird die Belastung beim strong-clad-Konzept sogar erheblich kleiner.

TABELLE 111 2.1

V-3Ti-1Si 12R72HV

Oxyd Oxyd

"strong clad" p (Atm) 23,1 0

"vented fuel" Brennstoff- 25 35
schwelldruck (Atm)

d) Kurzzeitbelastung:

Zur Frage der kurzzeitigen Belastung der HUlle bei Ausfall des Kühlmittels

ergeben sich folgende Daten:

V - 3 Ti - 1 Si

Beim strong clad mit einem verbleibenden Rohrinnendruck von

maximal 130 atm (abhängig vom Abbrand) entspricht das einer

Belastung von 11 kp/mm2• Die vorhandene Zugfestigkeit 6
B

bei

950°C von = 14 kp/mm2 reicht gerade aus. Hier bringt die vented fuel

Konzeption eine echte Verbesserung, die Kurzzeitbelastung bei 950°C

fällt auf 2 kp/mm2•
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12R72HV

Beim strong alad Konzept liegt die maximale Irmendruckbelastung

bei etwa 70 atm. das entspricht etw~ 8 kp/mm2
• Die extrapolierte

Zugfestigkeit dieser Legierung liegt im lösungsgeglühten Zustand bei

8000c zwischen 15 und 20 kp/mm
2•

Auch hier ist die Belastung im Falle

des vented-fuel Elementes beim Wegfall des äusseren Kühlmittel~

druckes wesentlich niedriger, nämlich = 4 kp/mm2•

2.2 Bestrahlungsverhalten

2.2.] Veränderung der Kriechparameter n und k

Ein direkter Einfluß der Bestrahlung auf die n- und k-Werte uoer eine

bestrahlungsinduzierte Leerstellenuoersättigung erscheint uns bei

Einsatztemperaturen ~ 6500C für den Sandvik-Stahl und einem schnellen

Fluß von maximal 1 x 10
16

aufgrund früherer theoretischer Überlegungen

nicht möglich. Eine entsprechende Berechnung kann für die Vanadin

legierung V-3Ti-1Si nicht durchgeführt werden, da keine Daten über

Bildungs- und Wanderungsenergien von Leerstellen bekannt sind. Es

ist jedoch aus Diffusionsgründen anzunehmen, daß die Temperatur, bei

welcher in V-)Ti-1Si keine direkte Beeinflussung von n und k mehr durch

Bestrahlung erwartet wird, bei etwa 700 - 75001iegen dürfte.

Indirekt ist jedoch insbesondere uber die erhente Keimbildung durch

Bestrahlung im 12R 721m eine Veränderung der Kriechdaten zu erwarten, kaum jedoch

bei V-3Ti-1Si. Die Bildung von stabilen Gitterdefekten bei sehr hohen

Dosen unter realistischen Bestrahlungsbedingungen (Bestrahlungstemperatur

~ T
S/2,

mit T
S

= Schmelztemperatur) scheint zu einer Erhenung der Zeit

standfestigkeit bei gleichzeitiger Reduktion der Duktilität zu führen.

Für 12R 72HV liegen bisher noch keine Ergebnisse unter solchen Bestrah

lungsbedingungen vor. Carlander f2J weist darauf hin, daß V-20Ti nach

2 x 1022 nvt und 6500C Betrahlungstemperatur eine geringfügig erhöhte

Zeitstandfestigkeit aufweist.
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2.2.2 Hochtemperaturversprödung

sandvik 12R 72HV

Die Kurzzeitfestigkeit dieser Legierung nach Bestrahlung im BR 2 (Projekt

Moll G, Bestrahlungstemperatur 500
C, Dosis 2 x 1021 nrlcm2) ist für

verschiedene Ausgangszustände bekannt.

Bei Testen der Proben nach Bestrahlung im Bereich von 600 - 8500C

ergibt sich in jedem Falle eine merkliche Reduktion der Bruchdehnung

gegenuoer dem unbestrahlten Zustand ab etwa 7000C. Allerdings ist die

absolute Größe der Duktilität wesentlich von der Vorbehandlung des

Materials abhängig. Das schlechteste Verhalten zeigt die dem Rohrzustand

ent~prechende Vorbehandlung (Lösungsglühen + 15% kaltverformt), deren

Daten in der folgenden Tabelle zusammengefaßt sind.

Tab.III 2.2 (Material 12R 72HV,

Testtemperatur

lösungsgeglüht +
kp

0'0,2 -2
mm

15% kaltverformt)
kp

oB -2 eS %
mm

RT

RT
o700 C

_lf_

lf

unbestrahlt 50,3 19,5

bestrahlt 79,4 10,5

unbestrahlt 36 37 10

bestrahlt 40 41 2

unbestrahlt 33 34 11

bestrahlt 39 39,1 1,2

Die Daten dieses Bestrahlungsexperimentes sind allerdings aus zwei

Gründen nicht ohne weiteres auf die Verhältnisse in einem Schnellen

Reaktor übertragbar, da

1) die verwendete Schmelze einen sehr hohen Gehalt an natürlichem

Bor (~80 ppm) hatte und damit die Bildung von He über den 10B(n,~)7 Li

Prozeß durch den etwa gleich hohen thermischen Neutronenfluß

(~1021 nt nlcm2) zu dem weitaus größeren Anteil von He im Material führte.

In einem Schnellen Reaktor würde bei einer Dosis von 1 x 1023 in dem

Sandvik-Hüllmaterial eine Heliummenge von 7,5 x 10-5 He-Atome/Gitteratom

erzeugt werden, also etwa derseabe~Betrag, wie er hier bei einer wesent

lich niedrigeren Dosis bereits erreicht wird.
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2) Auch dieHeliumverteilung selbst ist bei Beschuß mit thermischen

Neutronen anders- nämlich inhomogen, da Bor selbst in Ausscheidungen

vorliegt~ als im Schnellen Fluß, bei dem ja alle Elemente über n,a - Reak

tion zur Bildung von Helium beitragen. Im letzten Falle ist also mit einer

homogenen Verteilung der a-Teilchen zu rechnen.

Aus diesem Grunde kann trotz der im bisherigen Experiment bereits

erreichten Heliummenge von etwa 8 x 10-5 He/Gitteratom nicht gesagt

werden, ob die Versprödung im Schnellen Reaktor bei einer Dosis von

1 x 1023 geringer oder hober sein wird.

Für die Auslegung selbst sollte man aufgrund obiger Ergebnisse daher

mit einer maximalen Restduktilität von 1% nach Bestrahlung, wenn nicht

sogar - wie es bei der Konzeption des SNR vorgeschlagen wird, mit

0,2% Dehnung rechnen.

Vanadinlegierungen

Die von Böhm et s al , l"3J am ER 2 durchgeführten Bestrahlungsversuche

(Bestra..rl]..lID~stemperatur~ 500C, Dosis 1,4 x 10
21

n jcml:!.,E.~ 0,1 MeV ~ an

verschiedenen Vanadinlegierungen zeigen, daß bis zu Temperaturen von

7500C keine Hochtemperaturversprödung als Folge der Bestrahlung auftritt.
6 -6

(Cnth ~ 1 x 10- ; Cnf ~ 1,6 x 10-7/ C := 1,2 x 10 ).
a a a

Carlander ~2-7 konnte dieses Ergebnis bei Bestrahlungsdosen in EBRII

bis zu 3 x 1022 (E ~ 0.1 MeV) an verschiedenen Legierungen bis zu 750
0C

bestätigen.Am Zyklotron eingebrachte Heliummengen von 1 x 10-6 He-Atomen/Atom

führten für die Legierungsgruppe V-10Ti-10Nb, V-10Ti-20Nb und

V ~20Ti~~o~~ zu keiner Verände~~g der Duktilität bis zu Testtemperaturen

von 7500C, dagegen bei 8500 und 9500C zu einer starken Reduktion der

Bruchdehnung. Die Legierung V-3Ti-1Si blieb bis zu Testtemperaturen

von 9000C praktisch unbeeinflußt durch den He-Gehalt ~4J, dem immerhin
22

- bezogen auf die entstehende He-Konzentration - eine Dosis von ~ 1 x 10 nvt

(E~ 0,1 MeV) entspricht. Es ist daher zu erwarten, daß die nach Dosen von

1023 nvt zu erwartende Restduktilität bei mindestens 1-5% liegen sollte.
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2.2.3 Schwellverhalten

Über die Porenbildung im Sandvikstahl sind noch keine Werte bekannt.

Frühestens Mitte 1971 sind von einem im DFR eingebauten Bestrahlungs

programm konkrete Daten zu diesem Punkte zu erwarten~ so daß man für eine

Beurteilung auf die experimentell gefundenen Schwellraten in anderen

stählen zurückgreifen muß. Es ist für die Auslegung daher zu empfehlen~

die im Rahmen des SNR-ProJektes mit Interatom vorgesChlagene Schwell 

ratenformel anzuwenden. Danach wäre bei einer Einsatztemperatur von 700

bzw. 750
0C

das Schwellen des Hüllmaterials 12R 72HV nicht gravierend

(siehe auch Abschnitt 111-3).

Über das Schwellverhalten von Reinvanadin und Vanadinbasislegierungen

unter hoher Neutronenbestrahlung sind bisher lediglich zwei Versuchs

ergebnisse bekannt geworden:

1) Wiffen und Stiegler ~5-7 berichten u~er Porenbildung in Reinvanadin

nach den folgenden Bestrahlungsbedigungen: f. t = 1~7 • 1022

(E ~ 100 keV); Bestrahlungstemperatur T = 60008 . Elektronenmikrosko

pisch ermittelte Porenkenzentration ~1015 cm-3 bei einem mittleren

Porendurchmesser von ca. 120 ~. Aus diesem Ergebnis würde unter Zu

grundelegung einer Porenkonzentration von 1015 cm-3 eine relative

Volumenzunahme von etwa 0~1% folgen. Setzt man voraus~ daß für die

kubisch-raumzentrierten Vanadinlegierungen derselbe Mechanismus für

die Porenbildung (Keimbildung und Wachstum) zu erwarten ist~ wie bei

kfz-Stählen~ so läßt sich der Einfluß der Dosis auf diesen Effekt

nach der von Claudson et.al. ~6-7 entwickelten Formel Av/v = kO (~ • t) 1.77
v

errechnen.

kO enthält die Temperaturabhängigkeit und läßt sich aus den obigenv
Daten errechnen. Für eine Dosis von 1. 1023 nvt würde man dann eine

Volumenschwellrate von etwa 2% erwarten können.

2) Harkness ~7-7 fand in V-2OTi nach Bestrahlung mit 2 x 1022 n/cm2

bei 5500C keine Poren.

Das Verhalten der LegierungV-3Ti- ISi bezüglich Porenbildung ist noch

völlig unbekannt. Eine Extrapolation obiger Daten auf Einsatztemperaturen

um 800-850
0C

ist nicht ohne weiteres möglich.
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2.3 Korrosionsverhalten

Während der Sandvik-Stahl 12R72HV bei den vorgeschlagenen Einsatz

temperaturen im He- gekühlten Reaktor keine Schwierigkeiten haben wird,

ist für den Betrieb mit Hüllrohren aus V-3Ti-1Si eine Spezifikation der

Gesamtverunreinigungen durch Leckraten und Anfangskonzentration erfor

derlich. Dieses Problem wird in Abschnitt 4 näher untersucht.

2.4 Zusammenfassung

Unter der Voraussetzung, daß die bei der Bestrahlung verbleibende Dukti

lität 1% (5%) er~eicht und die Extrapolationen bezüglich des Brennstoff

schwellens nicht durch neue experimentelle Daten verschlechtert werden,

erscheint der Einsatz von 12R72HV (V-3Ti-Si) bei 7500C (850oC) möglich.

Falls im Extremfall bei 12R72HV mit einer Rest - Duktilität von 0,2 % ge

rechnet werden muß, erscheint eine Temperaturbegrenzung auf 7000C als er

forderlich.

Voraussetzung für die Verwendung von V-3Ti-1Si ist, daß eine Versprödung

des Materials infolge zu hoher Mengen an 02 und N2 vermieden werden kann.

Bei einer zu erwartenden Rest - Duktilität von 1% sind für die Legierung

V-3Ti-1Si die mechanischen Anforderungen an die Hülle nur durch Senkung

der Temperatur auf 8000c zu erfüllen.
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TABELLE In 2.3

Chemische Zusammensetzung (Gew.%)

V-)Ti-l:§1 19FtIgIjV' J15j15 GrNi) AI~I316 .(4;401 )

V = 96~~ Mn = 2,0 Co == 0,009 C ;;f 0,07 Cr = 16,5 - 18,5

Ti= 3% Cr =14,8 Mo = 1,2 Si~ 1,0 Ni = 10,5 - 12,5

Si= 1~~ Ni =15,4 B = 0,01 Mn~ 2,0 Fe = Basis »
Ti = 0,43 Al = 0,13 Mo = 2,0 - 2,5 H

H
H

TaNb = <0,05 Fe = Basis .
I\)
0'1



TABELLE 111 2.4: Zusammenstellung der wichtigsten mechanischen und physikalischen Daten für Y -3Ti-Si, 12R72HV, AISI 316

Kenngröße Temp. V-3Ti-lSi Legierung AISI 316
12R72HVoe 9800e 1h lösungsgeglüht lös.-gegl.+ 15% kalt- lös .-gegle

verf.+ 8300 20 h/L (Intern.Nickel)

650 L-28 kP/mm2J2) 15,3 kp/mm2 2
Streckgrenze 00,2 34,7 kp/mm

700 14,5 " 30,8 " 16

750 L-25J 17,1

800 14

850 L-20J
900 L-15J

Zugfestigkeit oB 650 L-50J 41,0 kp/mm2 36,4 kp/mm2 »
H

700 35,6 " 31,3 " 34 H
H.

750 L-35J 26,7 ~

800 23

850 L-22J
900 L-15J

IBruchdehnung 650 L-l2%..7 38,0% 21,2%

700 38,0% 25,2%

750 /,,-16..1 38,0%

800

850 /"-30-35J
900 L-35-40_7



TABEl:n.JL,E Irr 2.4 - Fortsetz'lU'lg

Kenngröße Temp.
oe

V-3Ti-1Si

980
0

1 h

Legierung
12R 72HV

lösungsgeglüht lös. -gegl.'+ 15% kaIt-
overf.+ 830 20 h/L

AISI 316
lös.-gegl.
(Intern. Nickel)

Zeitstandfesti~~eit

oBI lOOoh/oB/ 10000b.

Zeit-Dehngrenze

°1%/ 100oh/O1%/lOOOOh

Zeit-Denngrenze

crS7. / IOOOh! OS%! IOOOOh

Zeit-BruchdehnulClg

°Sd/IOOOh/OSd/IOOOOh

650 25/19 kp/mm2
26/21 kp/mm2 17/13

700 17/13 " 20/ (6) " 12/7

750 20/14.kp/mm2 11 I <8 11 (5) 1- 11 7,5/4,5

800 15/9 " 4,5/2,5

8S0 8,5/5 11 3/-

650 -/13 kp/nnn2 2 12/824/19 kp/nnn

700 -/9 " 18/(14) 11 5/4

750 (10) / (7) kp/nnn2 -/6 il

800 (8)/(4,5) "
3)

2,5/1,5

850 (3,5)/(1,5)

650 2 15/1225/20 kp/mm

700 19/ (15) " 7/5

750

800 13/ (9) kp/mm2 3/2

850 6/ (3) 11

650 30/25% 20-25% 15-25%

700 30/20% 20-30% 50-60%

750 30/20%

800 (15-30%) 20-40%

850 40-60%

1)

1)
>
H
H
H.
~



TABELLE III 2.4

Kenngröße Temp.
oe

Fortsetzung

V-3Ti-1Si

980
0 lh

Legierung
12R 72HV

lösungsgeglüht lös.-gegl.+15% kalt
verf.+ 8300 20 h/t

AISI 316
lös.-ge'gl.
(Intern. Nickel)

tarson-Miller-Konstante c 20 20 25 600-700

700-800

30

15-17

n- und k-~lerte

(gern. N'orton)

650

700

750

800

850

(8) !(lxlO-18)

-147,8/6, ix 10
-83,5/6xlO

(18)/(1,4xl0-33)

(15)/(1,7xlO-27)

/1:J / --1.0)
t,.~S A X' ro

25/5,5xlO-35

6,8/5,8xl0-11

5,3/J,3xl0-7 >
H
H
H.
ro
\.0

E-l1odul

Querzahl v (Fois.Kanst.)

\-lärme.leitfähigkeit A

700-800

600

650

800

212000 kp/mrn

0,36

o 0600 18 kcal/m ~ h· C
o0,07-0,075 cal/cm·s· e

8000 20 "

6500 15100

7000 14600

8200 13400

6000 0,32

7000 0,31

8200 0,24

5000 00,048 cal/cmost C

7500 0,055



Kenngröße

TABELLE 111 2.4

Temp.
oe

Fortsetztmg

V-3Ti-1Si

980°1 h
Legierung

lösungsgeglA~~ 72HYös.-gegl.+ 15% kalt
o

verf.+ 830 20 h/L

AISI 316
lös.-gegl.
(Intern. Nickel)

Wärmeausdehnungs2:ahl a.

Spez , Dichte

700-800 9,5xlO-6

6,05

20-6000 17,1 x 10-6

20-8000 17,7 x 10-6

8,0

200


5000

650
0



8700

':"6
18,5 x 10

7,6

>
H
H
H.
\.)j
c-

1) Werte von Vollmaterial

2) [J Werte von Blechproben

3) () Werte abgeschätzt bzw. aus Lfd , Versuchsprogrammen

extrapoliert
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3. Verbiegung der Brennelement-Subassemblies
als Folge des Stahlschwellens

3.1 Abhängigkeit der Volumenzunahme austenitischer Stähle
von Temperatur und Fluenz

Zur Berechnung der Verbiegung von Brennelementkästen im SNR wurde

am 17.7.1969 gemeinsam von der Fa.Interatom, der GfK und der

Fa. Siemens die folgende Formel aufgestellt, die die Volumenzunahme

von austenitischen Stählen in Abhängigkeit von der Fluenz und der

Temperatur beschreibt ~1-7:

AVV [%J = 8.5 (-LL' 1.6 exp (_. (1-490)2)
1023) 10000

t = schnelle Fluenz (E~ 0.1 MeV)

Diese Formel basiert auf folgenden Annahmen:

1. Die Volumenzunahme erreicht bei 490°C ein Maximum,

während bei Temperaturen unterhalb ca.3500C und

oberhalb ca. 650°C keine erhebliche Volumenzunahme

mehr auftritt.

2. Die Volumenzunahme nimmt nach einem Exponentialgesetz

mit der 1,6-fachen Potenz der Fluenz zu.

3. Bei einer Fluenz von 1023n/cm2~ E ~ 0,1 MeV und

bei 490°C beträgt die Volumenzunahme 8,5 %.
Diese Festsetzungen können aufgrund der heute verfügbaren Literatur

folgendermaßen beurteilt werden:

Zu 1. Zur Lage des Temperaturmaximums bestehen noch keine

systematischen experimentellen Untersuchungen. Die veröffent

lichten Arbeiten basieren entweder auf theoretischen Überlegungen

oder auf Untersuchungen, bei denen neben der Temperatur auch andere

Parameter verändert wurden. Die in der Literatur["2-6J berichteten
Maxima liegen zwisChen ca. ~5ooC und erhebliCh hbberen Temperaturen.
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Vermutlich hängt die Lage des Temperaturmaximums von der Stahlzusammen
setzung und dem Werkstoffzustand ab. Da zur zeit keine sichere

Angabe der Maximaltemperatur möglich ist, wird vorgeschlagen, bei

dem alten Wert von 4900C zu bleiben.

Zu 2. Ein Exponent von ca. 1~6 erscheint auch heute noch als die

wahrscheinlichste Lösung L5, 7, 8J. Harkness u .a. E2,3.l leiten

aus theoretischen Ergebnissen den Exponent 2 ab.

Zu 3 • Die veröffentlichten Extrapolationen geben für eine

Fluenz von l023n/ cm2 höhere Schwellraten als 8,5 %an ( bis zu

20%). Es wird jedoch auch eine stärkere Abhängigkeit der Schwellrate

von der Zusammensetzung des Stahles und dem Kaltverformungsgrad berichtet.

Hierüber herrscht jedoch noch keine endgültige Klarheit. So ergibt

eine kritische Zusammenstellung der neuesten Daten [5J, daß zumindest

beim Weglassen der durch Pinaufweitung gefundenen Werte, ein relevanter

Einfluß der Kaltverformung nicht feststellbar ist. Trotzdem wird es

als wahrscheinlich angenommen, daß die Abhängigkeit der Volumenzunahme

von diesen beiden Größen bis zu Bestellung der Core- Werkstoffe für einen

heliumgekühlten Brüter genauer bekannt ist und ausgenutzt werden kann. Es wird

deshalQ vorgeschlagen, weiterhin eine maximale Schwellrate von 8,5 %
bei 1023n/cm2, E ~ 0,1 MeV zu berücksichtigen.

Zusammenfassend läßt sich feststellen, daß die Höhe der Beeinflussung des

Schwellens durch verschiedene Parameter noch sehr unsicher ist. Man kann

deshalb nicht ausschließen, daß das spätere verhalten von Core- Bauteilen

erheblich von den nach der genannten Formel berechneten Voraussagen ab

weicht. Es ist zur Zeit jedoch nicht möglich, sieherere Angaben

zu machen.

3.2 Berechnung der Verbiegung der Brennelement-Subassemblies

Das Volumenschwellen an sich kann mit konstrDktiven Maßnahmen be

wältigt werden. Anlaß zu einer Betrachtung gibt jedoch das verschieden

starke Strukturmaterialschwellen in den Brennelementkästen, hervorge

ru~en du~ch radiale Gradienten des sch~ellen Neutronenflusses und der
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Kastenwandtemperaturen, das zu Kastenverbiegungen führt. Ist die

Verbiegung zu groß, treten beim Zurückbiegen im Kasten Kräfte auf,

die das Kastenmaterial überbeanspruchen. Außer konstruktiven Maßnahmen

kann ein ein- oder mehrwaliges Drehen der Brennelemente um 1800 während

der Standzeit vorgesehen werden, um die verschiedenen Kastenwandlängen

änderungen auszugleichen.

Mit Hilfe eines bei Siemens Erlangen existierenden Rechenprogramms ~9~

und unter Benutzung der in Abschn. 3.1 gegebenen Formel, kann die

freie Ausbiegung des Kastens infolge thermischer Ausdehnung und

Strukturmaterialschwellen berechnet werden. Mehrmaliges Dreheh der

Elemente ist möglich. Da sich durch das Drehen der Brennelemente die

Bestrahlungstemperatur der Kastenwände ändert, muß angenommen werden,

daß der Werkstoff mit einer bereits erreichten Schwellrate bei der

Temperatur Tl mit einer Temperatur T2 charakteristischen Schwellrate

weiterschwillt. Diese Annahme ist nicht selbstverständlich, aber beim

heutigen Stand der Bestrahlungsversuche die einzig mögliche.

Die freie Kastenausbiegung bei fest eingespanntem Elementkopf wurde

für eine radiale Speiche eines schnellen Reaktorkerns sowie für

drei Brutelementreihen gerechnet.

Der axiale und radiale Flußverlauf (E > 0.1 MeV), die Core

aufheizspanne und die Brennelementkastengeometrie wurden nicht

variiert, das Kühlmitteltemperaturniveau und die Brennelementlänge

wurden so gewählt, daß sie charakteristisch sind für einen gasge

kühlten Brüter mit "vented fuel" und Edelstahlbrennstabhüllrohren u.

für einen Gasbrüter roit "strong c.Laddt.ng" und Vanadinbrennstabhüllrohren.
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Eingabedaten:

Schlüsselweite zwischen den Kastenwandmitten

Länge des Brennelementes

Maximaler Neutronenfluß ( E~ 0.1 MeV)

Aktive Cor-ehöhe

Coreeintrittstemperatur

Coreaustrittstemperatur

Maximale Brennelement
austrittstemperatur

Maximale Brutelement
austrittspemperatur

GGA

GfK
16 210 n/cm

GGA
GfK

GGA
GfK

GGA
GfK

GGA
GfK

• sec

151,,5 mm

3030 mm

3580 mm

1265 mm
1200 mm

o600 C
706°C

Standzeit der Brennelemente

Standzeit der Brutelemente

Verdrehung der Brennelemente nach

nach

Verdrehung der Brutelemente
nach jedem Umsetzen

innerste Reihe zusätzlich nach

°GGA 660 C
GfK 660°C

660 d

3x 440 d

220 d

440 d

220 d
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Ergebnisse

Es sind die folgenden freien Ausbiegungen ~mm_7 der Brennelement-

reihen aufgrund Strukturmaterialschwellens zu erwarten:

Element: 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10

Kon- Stand- ungedrehtzept zeit

GfK 220 0 0 3 2 4 4 5 6 10 9
GGA 1 1 5 4 6 7 8 13 18 20

GfK 440 1 0 8 5 10 11 14 18 31 27
GGA 2 4 14 12 17 20 24 38 54 59

GfK 660 1 0 15 9 19 20 25 33 57 51
GGA 4 8 26 21 31 36 44 71 100 111

gedreht nach 220 Tagen Standzeit

GfK 220 0 0 3 2 4 4 5 6 10 9
GGA 1 1 5 4 6 7 8 13 18 20

GfK 440 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0
GGA 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0

GfK 660 0 0 5 3 6 7 8 11 19 17
GGA 1 3 9 7 10 12 15 24 33 37

gedreht nach 440 Tagen Standzeit

GfK 220 3 2 4 4 5 6 10 9GGA 0 0
1 1 5 4 6 7 8 13 18 20

GfK 440 1 0 8 5 10 11 14 18 31 27
GGA 2 4 14 12 17 20 24 38 54 59

GfK
GGA 660 o

-1
o

-3
-5
-9

-3 -6
-7 -10

-7 -8
-12 -15

-11 -19 -17
-24 -33 -37

Zu der Schwellverbiegung ist die freie Ausbiegung ~mm~ aufgrund

unterschiedlicher Kastenwandtemperaturen zu addieren:

Konzept
GfK
GGA

o
o

1
1

1
1

1
1

1
1

2
2

2
2

4
5

6 11
6 12
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Für die Brutelementreihen wurde angenommen, daß beim Gleichgewichts-

bianket die innerste Reihe alle 440 Tage entladen wird und die Brut

elemente in den äußeren Reihen jeweils eine Reihe nach innen versetzt

werden. Beim Versetzen können die Elemente um 1800 gedreht werden,

für die innerste Elementreihe wurde ein zusätzliches Drehen nach

220 Tagen untersucht.

Die Angabe der Standzeit bezieht sich auf die Standzeit des Brutelementes

in der zuletzt innegehabten Position. Das heißt, in Reihe 3 hat das

Brutelement das Alter "Standzeit", in Reihe 2 t1440 Tage + Standzeit",und

in Reihe 3 "880 Tage + Standzeit".

Element 1 2 3 1 2 3

Kon- Stand- ungedreht
gedreht

ungedrehtzept zeit beim Umsetzen
und nach

220 Tagen

GfK 220 60 10 1 17 1 1
GGA 56 9 1 16 1 1

GfK
440 !~~ f9 3 15 8 3GGA 2 15 8 2

gedreht beim ungedreht
Umsetzen

GfK 220 17 1 1
GGA 16 1 1

GfK 400 58 8 3
GGA 54 8 2

Die freie Ausbiegung L mmJ aufgrund untersch:le dlicher Kastenwand

temperaturen beträgt:

GfK
GGA
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3.2.1 Vergleich und Begründung der unterschiedlichen Ergebnisse beim
GGA- und GfK - Konzept.

Die Beträge der freien Brennelementkastenausbiegung sind trotz des

längeren Brennelementes bei GfK- Entwurf kleiner als beim GGA-Konzept.

Das erklärt sich aus dem Aufbau der Schwellformel. Betrachtet man die

Temperatur- und Dosisabhängigkeit, so werden Volumenschwelldi:t'ferenzen

1nfolge Dosisdifferenzen teilweise wieder von den Temperatur 

differenzen in den Kastenwänden kompensiert, falls das Temperaturniveau

der Temperaturdifferenz oberhalb 4900C liegt, dem temperaturabhängigen

Schwellmaximum in der Schwellformel. Bei Temperaturdifferenzen mit

einem Temperaturniveau unterhalb 4900C wirken diese gegenteilig, nämlich

schwellratendifferenzverstärkend.

Beim GfK-Entwurf liegen die Kastentemperaturen im Gebiet hoher Neutronen

dosen oberhalb 4900C, beim GGA- Entwurf unterhalb. Daraus erklärt sich

der große Unterschied in den Kastenausbiegungen.

Man ersieht daraus, daß für zukünftige Betrachtungen eine möglichst

genaue Bestimmung des temperaturabhängigen Schwellmaximums aus

Bestrahlnngsversuchen notwendig sein wird.

Die Kaa~enverbiegungen- im wesentlichen von der Coremitte nach außen

zunehmend- können verkleinert werden, wenn die gefährdeten Brennelemente

nach einer bestimmten Standzeit um 180
0

C gedreht werden. Durch Ausgleich

der Volumenschwelldifferenten biegen sich die Kästen dann wieder zurück.

3.2.2 Konstruktive Maßnahmen

Alle konstruktiven Maßnahmen müssen bewirken, daß die durch Core

verspannung und damit Zurückbiegen der Brennelemente auftretenden

Kräfte die Kastenwände nicht uöerbeanspruchen und die Anpreßkräfte der

Brennelemente untereinander in der Abstützebene nicht zu groß werden.

Verzichtet man ganz auf eine Coreverspannung, muß darauf geachtet werden,

daß ein "Aufb.Lühen" des Cores nicht wesentlicre neutronenphysikalische

VeränderUDgßn zur Folge hat.

Einige Kriterien sind:

Der Spalt zwischen den Brennelementen soll das radiale Schwellen sowie

ein Teil der Elementverbiegung aufnehmen können. Eine gelenkige und

verschiebliche Lagerung des Brennelementkopfes gewährleistet eine bessere

Anpassung des verbogenen Elements an seine gleichfalls verbogenen Nach

barelemente und verhindert zu große Verspannkräfte am Brennelementkopf.



A III.40

Falls Coreverspannung~ sind die Abstützebenen so zu wählen~ daß die auf

die Brennelementkästen wir~endsn Kräfte minimal werden.

Reichen die oben beschriebenen konstruktiven Maßnahmen nicht aus~

sollen im Folgenden weitere Vorkehrungen zur Verhinderung großer

Kastenbelastungen beschrieben werden.

Durch Einsetzen von brutstofffTeien~ wenig absorbierenden Hülsen in

die Brutstabe von einer oder mehrerer Reihen von Brutelementen an

den Stellen maximaler Schwellverbiegung kann der radiale Flußgradient

verändert werden~ d.h. weiter außen liegende Brutelemente werden sich

stärker~ die inneren Brutelemente weniger stark ausbiegen. Es wird

dadurch eine gewisse Ausgleichung der verbogenen Brutelemente erreicht.

Vorsehen eines Gelenkes (im Anschlag begrenzt) in den Elementen mit

großer Verbiegung. Das Gelenk soll möglichst nahe an der Uoremitte

angebracht sein~ die Brennstäbe werden an dieser Stelle unterbrochen.

Weglassen des Brennelementkastens bei den gefährdeten Elementen

(teilweise offenes Core).
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Siemens Arbeitsnotiz ZEF/SB Nr.56/69

Klein: Kastenverbiegung durcp Strukturmaterialschwellen.
20.8.1969
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4. Verunreinigungen in Helium und Oxydation des Vanadins

4 .1 Einleitung

Auch bei einer ~tihlung des Reaktors mit Edelgas können Korrosions

probleme, und zwar durch die Verunreinigungen, auftreten. Bereits in

einer Notiz vom 2.12.1968 [1] wurde eine kurze Betrachtung über die

zu erwartenden Einwirkungen der Verunreinigungen auf die Vanadiumle

gierungen angestellt. Bei dieser Betrachtung wurden einige pessi

mistische Annahmen gemacht, so z.B. daß:

a) der ~samte Sauerstoff und Stickstoff des Heliums nur mit der

Vanadiumlegierung der BE- Hülle reagiert,

b) das gesamte Helium jedes Jahr erneuert wird,

c) keinerlei Vorkehrungen zur laufenden Getterung der Verunreinigungen

getroffen werden,

d) die Standzeit des Brennstabes wurde mit drei anstatt zwei Jahren

angesetzt [2J.

Andererseits wurde außer acht gelassen, daß an den Brennelementhüllen

keine gleichmäßige Temperatur herrscht. Die Temperaturunterschiede

können aber eine entscheidende ~olle beim korrosiven Angriff der Ver

unreinigungen des Heliums an der BE- Hülle spielen.

4.2 Gleichmäßige und teilweise Oxydation der Hüllen der Brennstabe

4.2.1. Gleichmäßige Oxydation

Die gleichmäßige Oxydation des Hüllenmaterials ist in [lJ bereits

diskutiert~ so daß hier nur einige Berichtigungen auf Grund des

neueren Reaktorkonzeptes [2J zu machen wären. Durch die Erniedrigung

der Standzeit des BE auf zwei Jahre und der neuen Konzeption, daß

keine Neufüllung des Kühlmittels sondern nur Ersetzung der laufenden

Verluste von 0,1 %pro Tag erfolgt, ergibt sich die Gesamtmenge des

Heliums, die mit den BE- Hüllen in Berührung kommt zum l,7-fachen

der Reaktorfüllung. In [lJ wurde der Faktor 4 angenommen. Damit erniedrigten

sich die dort errechneten Werte um mehr als die Hälfte, d.h. auf

42,4 %. Weiterhin vergrößerte sich die Länge der Brennstäbe nach dem

neuen Konzept von 260 cm auf 300 cm [2,3J, was bei einem
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gleichmäßigen Angriff bzw. einer homogenen Adsorption und Lösen

der gasförmigen Verunreinigungen die ursprünglich errechneten

Korrosionswerte ebenfalls erniedrigt.

4.2.2 Teilweise Oxydation

Bei der Diskussion der teilweisen Oxydation der BE- Hülle ist die

Oberflächentemperatur zu berücksichtigen. Den Brennstab kann man

dazu in 4 Temperaturzonen unterteilen:

1. 4100C~ Länge 120 cm

2. 5600- 7600c~ _lt_ 34.8 cm

3. 5700-
7400c~ _"- 65~2 cm

4. 7400-
7600C~ tI 100 cm

Daraus ist zu ersehen~ daß fast an 2/3 der Hüllenoberfläche eine

Temperatur von 560 - 7600C herrscht bzw. an dem oberen Drittel eine

gleichmäßige Tempe~atur von 7600c. Ginge man davon aus~ daß die Ver

unreinigungen nur mit dem heißesten Drittel der Hülle reagierten~

würde der Anteil des Sauerstoffs und Stickstoffs zusammen in diesem

Teilbereich auf etwa 600 ppm ansteigen. Diese Annahme ist aber unrea

listisch~ da selbstverständlich auch an den kälteren Teilen der Hülle

die gasförmigen Verunreinigungen mit dem Metall reagieren [4-8J.

Außerdem ist zu erwarten~ daß beim Durchströmen des Heliums durch die

Kühlkanäle eine laufende Abnahme der gasförmigen Verunreinigungen statt

findet 6 so daß der Partialdruck dieser Gase am fieißesten Teil des

BE geringer wird. Diese mit Sicherheit zu erwartende Abreicherung wirkt

dem steigenden Temperaturgradienten entgegen~ so daß zu erwarten ist~

daß an den Be- Hüllen keine gro~en Korrosionsunterschiede auftreten werden.

Bei einer gleichmäßigen Getterung des Sauerstof~s auf der gesamten Hüllen-
-2 mg

oberfläche bekäme man eine Sauerstoffaufnahme von ca. 1~66.10 ~2~-

cm ;

Angenommen ist dabei eine Sauerstoffverunreinigung von 10 vpm und ein

gleich_hoher Betrag a..!'l R20. Dies führt 11!'lter der Vor-ausaetzung der voll

ständigen Dissoziation des Wassers zu einer Sauerstoffkonzentration

von 15 vpm.
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Damit errechnet sich die Gesamtmenge G Sauerstoff zu

.., -6
G = 20000 Nrrr • 1,7 • 15.10 = 510 NI

---.a 510
4

• 32 g "" 128 g Sauerstoff
22,

Gesamtoberfläche (F)

F = 63 000 • 0,74~. 300 = 4,39.107 cm
2

Daraus G = 7,28 105 ~ = 1,66 10-2 -5.-
722F 4,39 • 10 cm cm

Aus den Literaturangaben [4,8J ist zu schließen, daß die Aufnahme des

Sauerstoffs in dieser Menge pro cm2 in sehr kurzer Zeit erfolgen kann

(in wenigen Minuten), so daß anzunehmen ist, daß auch bei Hot - spots mit

einer Temperaturerhohung von etwa 90°C keine lokalisierte Oxydation

auftritt. Daß keine merkbare, verstärkte Oxydation an den Hot-spots

auftreten sollte, darf man auch wegen der geringen Partialdrücke der

der Kinetik der Reaktion dieser Gase

Verunreinigungen annehmen. Der Partialdruck der Verunreinigungen in

Helium unter 100 kg/cm2 Kühlmitteldruck

( 73,555. 103 mm Hg bei oOC)entspricht

bei 10 vpm 02 = 0,73 mm Hg

25 vpm N
2

1,84 mm Hg

10 vpm H20 A 0,73 mm Hg bzw.

= 0,73 mm Hg

0,36 mm Hg.

Deswegen ist anzunehmen,

mit der BE- Oberfläohe der Transport des Gases an die Oberfläche

eine entscheidende Rolle spielen wird.

4.3 Schutzschichtbildung

Bei relativ niedrigen Temperaturen und hohen Sauerstoffpartialdrücken

kommt es zur reinen Oxydbildung und nicht zur Mischkristallbildung [8 ] .
Bei Temperaturen unterhalb 675°C verläuft die Oxydation relativ langsam,

da die Oxyde eine Schutzschicht bilden [5,9J , oberhalb dieser Tempe-

ratur verläuft die Reaktion extrem schnell. Diese Reaktion verläuft so

exotherm, daß man bis zu 2000C uberder betreffenden Ofentemperatur messen kann

(burn-up reaction) [6J • Der Verlust der Schutzschichtwirkung wird durch

Schmelzen und Abtropfen des V205
bewirkt. Der Schmelzpunkt
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Wenn man auch annehme, daß sich durch eine schnelle Reaktion der

aktiven Gase an der Oberfläche der BE- Hülle eine Schutzschicht

bildete, bliebe fraglich, ob die Haftfestigkeit des gebildeten

V205 oberhalb dessen Schmelzpunktes (675°C) ausreichte, um einen

Schutz zu bewirken. Die Löslichkeit des Stickstoffs im festen

Vanadium beträgt um 3,5 At.% (~ 1 Gew.%) [l1J und die Diffusions

geschwindigkeit ist nach [4] immerhin so groß, daß es bei N2- Drücken

von 7,6 cm Hg zu keiner merklichen Schutzschichtbildung kommt.

Nach E.A.Gulbransen und K.F.Andrew [4J sind bei Vanadiumoxyd bis zu

940°C und einem Vakuum besser als 10-6 mm Hg keine Zersetzungen

bemerkt, bei mit 1,2 At.% nitriertem Vanadium wurden bei Glühungen

bis 10000C in einem Vakuum von 10-6 mm Hg keine Druckänderungen fest

gestellt.

Aus diesen Angaben ist zu vermuten, daß sich bei längerer Standzeit

des Brennelements die aktiven Gase in der Hülle auflösen (Misch

kristallbildung) und daß keine Massentransporte durch Zersetzung oder

Verdampfung stattfinden werden. Über das Verhalten des evtl. kurz

fristig gebildeten V205
kann keine sichere Aussage gemacht werden.

Nach [4] ist auch mit V203
- Bildung an der Oberfläche zu rechnen.

Einige Daten der Phasen des V - ° und V - N - Systems sind in Tabelle

111 4.1 - 111 4.3 angeführt.

4.4 Kinetische Berechnungen

Wegen der unzureichenden experimentellen Daten und der komplexen Vorgänge

im Reaktor, wobei noch eine gegenseitige Beeinflussung der reagieren

den Gase mit Sicherheit zu erwarten ist [4,9], erscheint es nicht möglich,

eine strenge Berechnung des kinetischen Ablaufs vorzunehmen. Eine

Betrachtung über die Kinetik der Sauerstoffaufnahme von Metallen der

V A -Gruppe gibt G. Hörz [12J. Bereits bei der Kinetik der Mischkristall

bildung unter Berücksichtigung der vier Teilschritte:
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1. Transport des Gasmoleküls zur Metalloberfläche

und Adsorption,

2. Chemisorption und Dissoziation des Gases,

3. Übergang der chemisorbierten Gasionen in den

gelösten Zustand,

4. Diffusion der Gasionen im Metallgetter;

und unter Beachtung der Rückreaktionen kommt man zu 7 Reaktionsge

schwindigkeiten b~w. Geschwindigkeitskonstanten. Zumindest bei Sauer

stoff wäre evtl. mit einer Oxydbildung an der Oberfläche zu rechnen.

Die Zusammenstellung der auftretenden Phasen im System V - 0, Tabelle 111 4.1

[13J zeigt, welcher Komplexitätund Unsicherheit eine theoretische

Berechnung des Reaktionsablaufs unter Reaktorbedingungen unterläge.

Der Schritt zu technischen Mehrkomponentenlegierungen ( V - 3 Ti - 1 Si)

ist nicht übersehbar.

Daher können sichere Aussagen nur auf Grund experimenteller Versuche,

die den Reaktorverhältnissen anzupassen wären, gemacht werden.

4.5 Ergänzende Bemerkungen

Aus der Aufstellung der Phasen des V - 0 - und V - N - Systems Tab.III 4.1 - 4.3

ist zu entnehmen, daß diese Systeme ein vielgestaltiges Zustandsdiagramm

aufweisen. Im System Vanadium- Wasserstoff wurde im Bereich von

246 - 554°C nur eine einzige homogene Phase festgestellt. Bei tiefen

Temperaturen, unterhalb ~50oc, wird angenommen, daß eine zweite Phase

besteht.
oDer Wasserstoff wird bei Temp. > 300 C sehr rasch absorbiert. Die

Sorption des Wasserstoffs ist reversibel. Ler. aufgenommene H2 läßt

sich bei 11000C oder im Vakuum vollständig wieder entfernen.

Der Wasserstoff kann in den Heliumkreislauf durch das Wasser im

He und durch den Feuchtigkeitsfilm des Strukturmaterials gelangen.

Rotglühendes Vanadium wird durch H20 unter H2- Bildung oxidiert.

Der entstehende Wasserstoff wird dabei absorbiert [9J.

4.6, Anfahrbedingungen

Bei den bisherigen Überlegungen wurden Jeweils nur die zu erwartenden

Verunreinigungen des angelieferten Heliums berücksichtigt. Von gleicher,

wenn nicht entscheidender Bedeutung, werden die Verunreinigungen, die

im Reaktortank und Kreislaufsystem verblieben sind, sein.
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Daher erscheint es erforderlich~ diesen Gesichtspunkt zu beachten.

Durch eine wirksame Reinigungsanlage ließen sich sowohl die gas

förmigen Verunreinigungen des Heliums wie auch die des Reaktor

systems entfernen. Zur Konzipierung der Reinigungsanlage müßten die

sich bietenden Methoden~ wie z.B.

a) Gettern an erhitzten~ aktiven~ zerkleinerten Metallen
( z .B. Ti ~ ZrL

b) Katalyse~

c) Ausfrieren,

näher untersucht werden~ wobei man die Erfahrungen der einschlägigen

Firmen [14J nützen kann.

Der Vorteil 5 einer effektiven Reinigungsanlage ergäbe sich auch durch die

größere Toleranz in der Reinheit des Heliums.

Das bedingt wieder die ~oglichkeit~ Helium preisgünstiger zu erstehen.

Dabei ist hinzuweisen~ daß der am 11.3.1954 festgesetzte Preis für

1000 cft (= 38~3 N~) Helium 19 Dollar beträgt. Das entspricht etwa

2~70 DM/Nm3; vgl., Preis in [lJ. Bureau of Mines übt das Monopolrecht der

Heliumgewinnung in USA seit 1938 aus [15J. Neben einer wirksamen Reinigung

des eingesetzten Heliums wird man es in der Hand haben~ das erstmalige

Anfahren des Reaktors so zu steuern, daß mit großer Sicherheit eine

stellenweise gefährliche Oxydation vermieden wird.
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4.7 Zusammenfassung

a) Unter Berücksichtigung von Literaturangaben und der Temperatur-

verhältnisse im Reaktor läßt sich vermuten~ daß keine lokale

kritische Oxydation an der BE- Hülle bei Verunreinigungen

stattfinden wird.

Diese Aussage gilt für die Verwendung von Reinvanadin. Bei Einsatz

der Legierung V-)Ti-1Si ist zu erwarten~ daß bei Temperaturen T ~ 5000C

die Sauerstoffverteilung im Material durch die Titanverteilung bestimmt

wird~ d.h. es ist mit einem Volumeneffekt zu rechnen. Inwieweit größere

Aufnahmen von Sauerstoff die mechanischen Daten - insbesondere die

Duktilitä~ beeinflussen~ muß durch Versuche unter reaktorähnlichen

Bedingungen festgestellt werden. Bei Sauerstoffaufnahmen bis etwa 2000 ppm

sind keine Änderungen zu erwarten.

b) Empfohlen wird~ das Helium des Kreislaufs vor der Inbetriebnahme des

Reaktors intensiv in einer effektiven Anlage zu reinigen.

c) Die erstmaligen Anfahrbedingungen des Reaktors sind so zu wählen~

daß eine stellenweise~ kritische Oxydation der BE- Hüllen mit

Sicherheit vermieden wird.
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TABELLE III 4.1 Phasen im System Vanadium - Sauerstoff [13J

;l>

H
H
H.
\JI.....

90

Oxydphase Stabilitätsbereich Rawngitter Gitterkonstanten

cA- VO bis VO
0~01

kub.r.z. a = 3~025 bis a = 3~049 Ao~o

ß VOo~18 bis VOO~33 r.z.tetrag. a = 2~992~ c = 3~263 bis a = 2~943~ c = 3~523

r VOo~5.3 heragonal

5 VOo~85 bis V01~24 NaCl a = 4~024 bis a = 4)138

6
V01~2'7 r.z.tetrag. a = 16~623~ c = 16~515

t V203 (rhomb~ o; - A1203
a = 4~952~ c = 14~002

"l V
305 I

monoklin a = 9~983~ b = 5~031~ c = 9~835

an v» (4 oen,;;:8) Rutil typn 2n-·t

z.B. Bls V
509 triklin a = 5~475~ b = 6~994~ c = 8~718~ cJ....= 97 ~53° ~ ß=1l2~44~ t> 108~9~

e V02
0

a = 5~743~ b = 4~517~ c = 5~375; ß = 122~610monoklin< 70 C

e V02 tetragonal a = 4~530~ c = 2~869 (bei 1800C)

Rutil> 700

7< V6013 monokl. a = 11~90~ b = 3~671~ c = 10,122; ß= 100,870

A V02~47 bis V02,5 orthorhGmbisch a = 11~519, b = 3~564, c = 4,373



TABELLE III 4.2 Einige physikalische Daten einiger Vanadiumverbindungen

Verbindung Mol.-Gew. K~ist.Form, Fa~be
Spez.Gew. Schmelzpkt. Siedepkt.

g/cnV oe oe

V 50,95' kub , , leicht grau 5,96 1710 3000

VO 66,95 leicht g~au, k~ist. 5,758 brennt

V203
149,90 schwarz, krist. 4,87 1970

V
305 1830

V02 82,95 blau, krist. 4,339 1967

V205
181,90 rhomb. ,gelb-rot 3,357 675 - zers. 1750

(690)

VN
5,960,37 - 0,49 hexagonal

zwischen V3N -
V~

VN 64,96 kub., schwa~z 6,13 2050

;I>

H
H
H.
\J1
f\)



TABELLE III 4.3 Phasen im System Vanadium - Stickstoff

Stickstoff- Stabilitätsbereich
0

vphase
Raumgitter Gitterkonstante in A

N in V bis 3,5 At.% (1,0 Gew.%)

V2N 27,0 bis 30,0 At.% N hexagonal a = 2,837, c = 4,542, c/a = 1,601 bis
(9,2 bis 10,5 Gew.%) a = 2,841, e = 4,550, e/a = 1,602

VN 41,5 - 51,0 At.% N NaCl a = 4,071, (bei 41,5 At.% N)
a = 4,134 (bei 50 At.% N )
a = 4,113 (bei 51 At.% N )

>
H
H
H.
~
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5. Schlußfolgerungen

Für den Einsatz in Brennstaben eines gasgekühlten Schnellen Brüters

kommt vorzugsweise Oxydbrennstoff in Betracht.Dieser Brennstofftyp

empfiehlt sich durch den vorhandenen guten Kenntnisstand hinsicht 

lich seiner Technologie, seiner physikalischen Eigenschaften und

seines Bestrahlungsverhaltens.

Grundsätzlich erscheint auch Karbid - Brennstoff geeignet, aber

dessen Bestrahlungsverhalten ist im Gegensatz zu Oxyd noch nicht so

bekannt.

Bei allen untersuchten Konzeptionen erscheint der Einfluß von Spalt

produkten auf die Verträglichkeit zwischen Brennstoff und Hülle bei

höher-en Abbränden z.Z. noch etwas problematisch zu sein" weil die Tem

peraturen hier honer liegen als bei Natrium gekühlten Brüter.

Von den in Betracht kommenden Hüllmaterialien für den Gasbrüter ist

der Stahl AISI 316 in seinen Eigenschaften am bekanntesten. Aller 

dings ist der Einsatz dieses nicht stabilisierten Stahles auf Tempe

raturen ~ 700
0C

beschränkt. Der Stahl Sandvik 12 R 72 HV und beson

ders die Legierung V-3 Ti- 1 Si sind technologisch weniger erprobt.

Aus den verschiedenen Hüllrohrbeanspruchungen am oxydischen Brennelement

in die wie ausgeführt - eine Reihe von Annahmen eingehen" können

die für die einzelnen Hüllmaterialien unter Umständen erreichbaren A~ 

wendungstemperaturen angegeben werden. ( siehe Tab. III 5.1 ) .Demnach

sollte der Stahl Sandvik 12 R 72 IN sowohl in vented - fuel, als auch

im strong - clad-Konzept, bei 7500c einsetzbar sein. Der begrenzende Fak

tor für die Legierung 12R 72 Frf liegt nicht in den ausgezeichneten Festig~

keitseigenschaften bei dieser Temperatur , sondern in der nach Bestrah

lung verbleibenden Restduktilität" die bei Fluenzen von 1023 nvt (E ~0,1 MeV)

möglicherweise bei 0,2 %oder weniger liegt. Zumindest im vented - fuel 

Konzept könnte eine Duktilitätsverminderung auf 0,,2 %zu einer Erniedrigung

der Anwendungstemperatur auf 7000c führen.

Die Legierung V - 3Ti - 1 Si ist bei 8500C in den Festigkeitseigenschaften

weniger günstig als der Stahl 12 R 72 HV bei 750
0C.

Die bisherigen Bestrah

lungsergebnisse deuten jedoch an, daß die Duktilitätsverluste bei V-)Ti - 18i

geringer sein werden, sodaß möglicherweise mit den C; 1 %- bzw, c)5 %
zeitdehngrenzen gerechnet werden könnte. Dadurch könnte diese Legierung
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auch als Hüllmaterial für die Verwendung bei karbidischem Brennstoff geeignet sein.

In diesem Falle muß mit einer Hülldehnung von mehreren Prozenten gerechnet

werden" weil bisher keine brauchbaren BrEmnstoffschwelldruckwerte hekannt

sind.

Bei Reduzierung der Hüllmaterialtemperatur auf 800
0c liegt man wegen der

erhenten Festigkeit von V - 3 Ti - 1 Si unterhalb der U 1 %- zeitdehngrenze.

Im Falle sehr geringer Hüllmaterial - Restduktilitäten ( ~ 1 % ) könnte

Karbidbrennstoff nur mit einer Na - Bindung eingesetzt werden." die genügend

Volumen für das Brennstoffschwellen zur Verfügung hält.

Ein weiterer begrenzender Effekt bei der Vanadium - Legierung wird die Wech

selwirkung mit den N2 - und 02 - Verunreinigungen des ~ühlmittels Helium sein"

so daß eine Anwendung nur im Zusammenhang mit einem Gas - Turbinen - Kreis 

lauf oder mit einem Dampfturbinen - Kreislauf empfohlen wird" wenn der Gasdruck

größer als der Dampfdruck ist.

Nach den Druckdiagrammen 111. 2.1 und 111.2.2 und Tabelle 111.2.1 ist die Belastung

auf die Hülle im Normalbetrieb beim strong - clad-Konzept kleiner als beim Brenn

element mit belüfteten Staben" da beim vented - fuel - Konzept durch den Druck

ausgleich im Brennstab" die das Hüllrohr unterstützende Wirkung des Kühlmittel 

druckes entfälIt und der Brennstoff - Schwelldruck voll zur Wirkung kommt.

Die Konstruktion der strong - clad Brennelemente ist einfacher" jedoch sollte

genau untersucht werden ob die Vo~teile,die ein vented - fuel Brennelement

bringt,einen heneren Konstruktionsaufwand rechtfertigt.

Die belüfteten Stabe sind etwa 50 cm kürzer als beim strong - clad - Konzept"

das bedeuted um ca , 15 %kürzere Brennelemente" kleinere Bauhöhe der Be- und

Ent.Ladevor-r-Lch'tungen; evtl. kleinere Höhe des Reaktors. Der kleinere Reaktor 

druckabfall durch Wegfall des Spaltgasvolumens entlastet die Kerntragstruktur

um etwa 6 - 10 %des darauf wirkenden Drucklastes und verringert die Pumplei 

stung um 4 - 6 %je nach Konzept. Das belüftete Brennelement - Konzept erlaubt

um 500C hbnere Temperatur - Transienten als beim strong - clad - Konzept. Beim

~tihlmittelverlust - Unfall bleibt die Belastung der Hüllrohre annähernd gleich"

da der Innendruck der belüfteten Stäbe sich dem Ktihlmitteldruck mit einer gewis=

sen Verzögerung anpaßt. Obwohl sich die Menge der Spaltprodukte im Core bei Ver

wendung von belüfteten Staben unwesentlich verringert" weil es nur ein Teil der

gasförmigen Spaltprodukte betrifft, ist die Verminderung der Aktivierung des

~Uhlkreislaufes bei defekten Staben ein wesentlicher Vorteil" da in dem vented

- tuel - Konzept der Druck innerhalb der Stäbe geringfügig niedriger ist als der

äußere ~tihlmitteldruck. ( GGA - Konzept )
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Das Schwellen von Stahl unter schnellen Neutronen - Bestrahlung ist von Tem

peratur und Dosis abhängig. Aber diese Abhängigkeit ist noch nicht ausrei 

chend bekannt. Bei der heutzutage angenommenen Abhängigkeit lassen sich die

daraus entstehenden Verbiegungen der Subassembly - Kästen berechnen. Die Er

gebnisse lassen vermuten I daß dieses Problem durch Drehen der Kasten zu be 

stimmten Zeiten l durch eine Core - Verspannung und andere konstruktive Maß 

nahmenI zu beherrschen sein wird.



TABELLE III 5.1

"Strong clad" und "vented fuel"

Mögliche Lösung Conservative Lösung MaEimale kurzzeitig mögliche

max , "hot-spot" Mittlere He- max."hot-spot" Mittlere He- Temperaturen in der Hülle

Temp;i.n d.Hülle 1 i umt.empbe im Temp. in d.Hülle lium-Tempera- "stronp: clad" :1vented fuel"
Reaktor-Aus- cur' beim Reak-
tritt vor-Austritt

(oC)(oC) (oC) (oC) (oC) (oC)

AISI 316 700 5'0 650 500 750 800

Sandvik 12R72HV 750 600 700 550 800 850

V-3Ti-1Si 850 706 800 656 900 950

>
H
H
H.
~
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IV. COATED PARTICLES BRENNELEMENTE

1. Coated particles als Kernbrennstoff

1.1 Aus dem UKAEA Konzept entstehende Anforderungen an die coated

particles(beschichteten Partikeln.)

Der von der UKAEA vorgeschlagene Brennelementtyp mit beschichteten

Partikeln für einen GCFB besteht aus zwei gasdurchlässigen konzen

trisch angeordneten Rohre aus Stahl, in deren Zwischenraum sich in

einem ebenfalls gasdurchlässigen Behälter aus Stahl die beschichte

ten Partikeln in loser Schüttung befinden /1,27. Das Kühlgas strömt

von außen nach innen, d.h. durch das äußere Hüllrohr, durch das Par

tikelbett, womit eine direkte Kühlung der Partikel erzielt wird, und

durch das Innenrohr in den Innenraum, von wo es dann nach oben aus

tritt. Die direkte Kühlung,der Partikeln erfordert eine Außenschicht

derselben, die nicht durch die verunreinigungen im KÜhlgas bei den zu

erwartenden Temperaturen durch Korrosion zerstört wird. Die maximal

zulässige Gastemperatur wird durch die Wahl des Innenrohrmaterials

bestimmt. Bei diesem Brennelementkonzept mit einem Innenrohr aus Stahl

wird von der UKAEA eine mittlere Gasaustrittstemperatur von 720
0C

angenommen. Die mittlere Partikeloberflächentemperatur ergibt sich

daraus zu etwa 750
0C,

die maximale Temperatur im Kern beträgt etwa

800
oC,

und die Hot-Spot-Temperatur liegt nach Abschätzungen etwa Uill

150
0C

höher (siehe Abschnitt 11 4.2).

Bei einer mittleren EntJ,ade- Abbrand von 75000 MVID/t beträgt die

Standzeit der Brennelemente 279 Vollasttagen, wobei alle 3 Wochen

eine Umladung der Brennelemente erfolgen soll. Innerhalb dieser

zeit soll maximal ein Abbrand von 100000 A~d/t erreicht werden,

was einer mittleren spezifischen Schwermetalleistung von ungefähr

269 W/g entspricht (11 4.2 L3,~). Die zu erwartende schnelle
22

Neutronendosis beträgt etwa 2.8.10 nvt (E~O.82 MeV). Dies ist

unter Berücksicht1gung des berechneten Neutronenspektrums einer

Dosis von 7.5.10
22

nvt (E~O.l MeV) äquivalent.

Die Zusammensetzung des Brennstoffkerns und das Verhältnis des Kern

durchmessers zur Dicke der Beschichtung beeinflussen wesentlich das

Brutpotential und die Verdoppelungszeit. Als Brennstoff wird von der

UKAEA ein Gemisch aus Urandioxid und 20 % - 30 % Plutoniumoxid und

Kerne mit einem Durchmesser von 850 ~m vorgeschlagen.
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1.2 Das von der UKAEA vorgeschlagene beschichtete Partikel

Für den beschichteten Partikel werden von der UKAEA folgende Richt

werte vorgeschlagen /-2 7:

Kern

Innere PyC-Schicht:

(Puffer-Schicht)

Hochdichte PyC-Schicht:

(Sealing layer)

SiC-Schicht:

Zusammensetzung U Pu 0
0.75 0.25 1,95

Durchmesser 850 ;um

Porosität "" 15 %

Dicke N 45;um

Dichte ,.1'1.1 g/cm3

Dicke f'/5;um

Dichte rV 1.8 g/cm3

Dicke 40 - 100
jum

3
Dichte > 3.2 g/cm

Das Verhältnis des Anteils der Sauerstoffatome zu den Metallatomen

(OlM) im Kernbrennstoff bestimmt das Sauerstoffpotential und damit

bei vorgegebener Temperatur auch die Möglichkeit chemischer Reaktionen

des Sauerstoffs mit dem Beschichtungsmaterial während der Beschich

tung und während der Bestrahlung. Die Kernporosität beeinflußt wahr

scheinlich die Freisetzungsrate der Spaltprodukte aus dem Kern und

dessen Schwellverhalten, worüber jedoch noch keine zuverlässigen

experimentellen Ergebnisse vorliegen, und stellt einen Teil des

freiem Volumens im Partikel, das zur Aufnahme von gasförmigen Spalt

produkten erforderlich ist, dar. Von all diesen Faktoren hängt, wenn

auch in unterschiedlicher weise, der Spaltgasdurck ab, der sich während

der Bestrahlung innerhalb des Partikels aufbaut. Der oben angegebene

Wert von 15 % für die Kernporosität ist durch die heute gegebenen

Herstellungsmöglichkeiten bedingt. Nach Ansicht der UKAEA wäre eine

Kernporosität von etwa 30 % für das Bestrahlungsverhalten des Par

tikels wahrscheinlich günstiger.
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Die Bereitstellung von freiem Volumen für die gasförmigen Spalt

produkte dient ebenfalls die Pyc-pufferschicht. Während der wert

für die Dichte solch poröser PyC-Schichten aus herstellungstech

nischen Gründen nach unten begrenzt ist (~1.0 g/cm
3),

wird die

Wahl der Dicke dieser PyC-Schicht durch den maximal zulässigen

Spaltgasdruck, der am Ende der Bestrahlung nach einem Abbrand von

10 % bei vorgegebener Kernporosität innerhalb des Partikels herr-

sehen darf, bestimmt. Andererseits ist diese poröse PyC-Schiaht

erforderlich, um die äußeren Schichten vor zerstörung durch Rück

stoßeffekte der Spaltprodukte zu schützen. Eine Abschätzung der

Reichweite der Spaltprodukte in PyC zeigt, daß eine Dicke von

etwa 30;um ausreichend ist.

Die hochdichte PyC-Schicht ist aus zwei Gründen wichtig: Einmal,

um den Angriff von Chlorwasserstoff, der bei der Beschichtung von

SiC entsteht, auf den Kernbrennstoff zu verhindern und zum anderen,

um die Diffusion von Kernmaterial in die SiC-Schicht zu unterbinden.

Die Wahl der SiC-Schichtdicke hängt von der mechanischen Stabilität

von SiC unter Zug ab. Da diese SiC-Schicht als Druckkessel für das

Partikel dient, muß sie eine dem Spaltgasdruck entsprechende Zug

festigkeit besitzen. Die SiC-Schichten mit nahezu theoretischer

Dichte (~ 3.2 g/cm3) scheinen nach den heutigen Kenntnissen über

pyrolytisch abgeschiedenes SiC, die jedoch noch unzureichend sind,

die größte zerreißfestigkeit zu besitzen.

1.3 Realisierungsmöglichkeiten nach dem heutigen Stand

der Technik

1.3.1 Kern

Im technischen Maßstab können solch sphärischeBrennstoffkerne

heute noch nicht hergestellt werden, jedoch können mögliche ver

fahren angegeben werden. Die Einstellung definierter Kernporosi

täten ist bei den heute angewandten Verfahren zur Herstellung von
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J~ernel1. anderer Zusammens et.aungen schwi.er i.g und der größte erreich-

'bare T'Jert fHr die Poro s i t ät 'betr11gt maxi.maI 15 7. Exper i.ment.el Le

Untersuchungen zur Herstellung von Kernen mit Löherer Porosität

sind noch nicht durchgeführ t worderi , lediglich Vo r sch'l äge für ge

eignete Verfahren sind bis jetzt ausgearbeitet worden. Ferner sind

ve i t er e Untersuchungen no twend i g , um durch geeignete Härmebehandlung

der Brennstoffkerne ohne Verlust von Plutonium und ohne wesent l i che
" h . 1'h • 1d . .. l' 'h • r1 r : TT 1- +.. , 0 I" 'r ' ··1 .c'.ar._~(,.,_-~ aung e i.nen mng t c nst; rn.eor i gen ,';er ... rur Gas \ _,-,erna. t m.s

zu erzielen. Aufgrund von Experimenten und von Absch2tzungen mit

FiLfe thermodynamischer Daten wird für den Kernbrennstoff der

Zusammensetzung HO 7"'Pu 2,,0') folgende WIrmebehandlung vor ge-:
o • .J o. _; .<-.0 <

schlagen L3J: Temperatur-150ooC" Atmosphäre: CO 1 Atm; Behälter: Graphit;

1hlter diesen Bedingungen ~~rde experimentell ein O/~~rndverhältnis

von 1.044 erzielt. Zu demselben Ergebnis gelangt man auch bei thermo-

dynamischen Abschätzungen.

1.3.2 Innere Pufferschicht

Die ller s t e Ll.uug derartiger poröser Sch i cht en ist möglich. (f rlJe r das

Bestrahlungsverhalten von PyC siehe Abschnittf.3.5 und Anhang A)

1.3.3 Hochdichte PyC-Schicht

Die Herstellung von hochdichten Schichten ist ebenfalls möglich,

jedoch ist es aus herstellungstechnischen Gründen notwendig, mindestens

eine Schichtdicke von 15rm zu \V~jhlen, damit eine gleichmiiRige Be

schichtung aller Partikel im Wirbelbett gewährleistet wird. (Be

strahlungsverhalten siehe Abschnitt1.3.5 und Anhang A)

1.3.4 Die Sie-Schichten

Die Her s t el Iung der Sie-Schichten erfolgt nach demselben Verfahren

Hie bei PyC, nämlich durch thermische Zersetzung von Hethyltrichlor-

silan im Virbelbett. Der Zusammenhang zwischen nen mechanischen Eigen

schaften, der Struktur der abgeschiedenen SiC-Schichten und den Abschei

debedingungen ist noch nicht völlig geklärt. Eine Zusammenstellung

der Literaturdaten über pyrolytisches abgeschiedenes sic ist in

Anhang TI wiedergegeben. Im Abschnittf.3.6 wird näher auf das Problem

der Korrosion von Sie eingegangen.
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~3.5 Beurteilung des Bestrahlungsverhaltens unter Hinzuziehung

von Rechenmodellen.

Für Hodellrechmmgen an einem beschichteten Brennstoffteilchen,

wie es für den GCFB spezifiziert ist, wäre die Kenntnis der ~fu

terialdaten bis zu einer schnellen Dosis vonO~75·10a3nvt (E ~ o~l MeV)

erforderlich_ Für ein Teilchen der vorliegenden Spezifikat.ion

sind bis jetzt l1aterialdaten bis zu einer schnellen Dosis ~2.1Q22 nvt

( E ~0~1 MeV) gemessen. Die lfodellrechnung kann daher fHr einen

bosisbereich oberhalb 2-1022nvt (E ~ 0,1 MeV ) nur Aussagen machen

die den Einfluß dieser Größen entweder vernachlässigt oder be

stimmte Annahmen macht binsichtlich dieser ~~terialdaten.

Eine wichtige Größe ftlr das vorgeschlagene Teilchenkonzel't ist

die ZerreiRfestigkeit des sie. Das Konzept muß voraussetzen,

daß die Sie-Schicht eine bestimmte Zerreißfestigkeit hat. Man

darf annehmen, daß Sic die geforderte Zerreißfestigkeit haben

kann. Es müssen im Augenblick jedoch noch Bemühungen gemacht

Herden, S'iCr-Sch i chten , die die vorn Konzept geforderte Hindest

Zerreißfestigkeit haben,reproduzierbar herzustellen.

Nur mit den genannten Ei.nschränkungen darf man annehmen, daß das

vorgeschlagene Teilchen-Konzept den geforderten Abbrand gewähr

leistet.

Hinsichtlich des Einflusses der hohen schnellen Heutronen-'Dosis

sei darauf hingewiesen, daß das Verhalten der beiden Pyrokohlen~

stoffschichten innerhalb der SiC-'Schicht die Lebensdauer des

Teilchens beträchtlich beeinflussen könnte. Bisher durchgeführte

Hodellrechnungen legen folgende Überlegungen nahe: Die Schrumpf

rate der hochdichten Pyrokohlenstoffschicht in ihrer Abscheidungs

ebene könnte bei hohen schnellen Dosen so stark zunehmen, daß die

Schicht vorzeitig reißt. Sie würde ebenfalls reißen, wenn das

Kriechen aufhört. Danach könnte die dann spannungs freie Schicht

wegen des hohen schnellen Flusses stark schwellen in Richtung senk

recht zu ihrer Abscheidungsebene. Ebenso ist die Frage noch offen,

ob die Pufferschi.cht , die sehr wahr scheinl Lcb reißt, bei hoher schnel

ler Dosis schwillt. Das Schwellen der inneren Schichten könnte zu

einer mechanischen Hechseh7irkung zwi schen dem Kern des Teilchens und
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seiner Beschichtung führen. Dabei ~~lrde das SiC möglicherweise

zu stark unter Zug beansprucht und abplatzen. Dieser Effekt kann

auch bei der vorgeschlagenen geringen Dicke der hochdichten PyC

Schicht zum Tragen kommen, zumal diese aus IIerstellungsgriinden

als untere Grenze eines Bereiches anzusehen ist.

1venn man von der Nodellrechnung her zu einer zuverlässigen Ab

schätzung der Lebensdauer des Teilchens gelangen möchte,wäre die

Kenntnis vor allem der dosisinduzierten Eigenschaften der hoch

dichten Pyrokohlenstoffschicht im Bereich hoher schneller Dosen

erforderlich. Ebenso müßte hinsichtlich der SiC-Eigenschaften

u.a. noch sichergestellt sein, daß vor allem seine Zerreißfestig

keit durch die hohe schnelle Dosis nicht herabgesetzt wi rd ,

1.3.6 KorrosionsverhaI ten

Über den Einfluß der mögl i chen Kiihlgasverunreinigungen auf die sie--

Schicht der beschichteten Partikeln liegen noch keine experimen

tellen Ergebnisse vor. Zur Zeit laufen bei der UKAEA entsprechende

Experimente.

nan ist daher bis jetzt noch auf Abschätzungen aus ther

modynamischen Daten angewiesen (siehe Anhang C).

Sofern die Oxidation von Sie zu der Bildung von SiO führt, ist mit

einem l·lassentransport von si zu leiHteren Stellen zu rechnen. Um die

Bildung von SiO Heitgehendst zu vermeiden, ist eine SiOZ Schutz

schicht über der SiC-Schicht erforderlich, was durch geeignete

Oxidationsbedingungen der SiC--Schicht erreicht wer den kann. Durch

die Tndenmg des Sauer s t o f Epo t ent La Ls im Kiihlgas, - dies kann ent··

wedar durch das Druckverhä l tn i s P(C02) /P(CO) oder P(H2) /P(H20) erreicht

werden, - 'kann der dann noch zu l äs s i ge SiO Druck über SiOZ eingehalten

\v-er·den.

:;.hnl iche chemische Re.aktionen können an der Innensei te der SiC

Schicht auftreten, ~lenn die PyC-Schichten gebrochen oder durch einen

:r~chanismus (Amöbeneffekt) von einer Stelle des Partikels abgetragen

worden sind. Dann ist eine Reaktion mit dem Kernmaterial und mit dem

w8hrend des Abbrandes entstehenden CO möglich. Sowohl Uran Hie Pluto

nium hiHen mit Sie Silizide, wobei CO entsteht. Ob diese Reaktion ab

Läuf t , hängt im wesent l ichen von dem CO-GleichgevJichtsdruck dieser

Reaktion und dem im Partikel vorher schon herrschenden CO Druck ab.
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Für ein Teilchen unter den S. IV.2 erwähnten Bedingungen beträgt der nach

11 %Abbrand sich aufbauende CO - CO2 - Druck 140 at L23J# während der

Druck der gasförmigen Spaltprodukte ca , 10 at betragen sollte ( Berechnung

ausgeführt unter zugrundlegung der Werte aus F24J). Bei dieser Temperatur

spielt also der CO - CO2 - Druck eine weitaus größere Rolle als der Druck

der gasförmigenSpaltprodukte. Der CO - CO2- Druck kann duroh Verminderung

des 0 - Anteils im Brennstoff wesentlich gesenkt werden. Dieser Druok wUrde

z.B. für ein ojM ... V~rp.ältnis von 1#944 100 at betragen# für ojM = 1#93 nur

6 at L23J. Nach [""25_7 ist es möglich# ein ojM - Verhältnis von 1#93 ohne

Plutonium-Verlust zu erreichen.

Untersuchungen des Systems U#'Pu/SiC zeigten ["3J # daß die Silizid - Bildung in einer

CO Atmosphäre unterdrückt werden' kann.

Der Amöbeneffekt wurde schon mehrfach beobachtet und es wird angenonmen,

daß ein Temperaturgradient längs des Partikels die Ursache dieses Effekte~ ist.

Die oben angedeuteten Reaktionen zur Bildung von SiO können als mögliche Er

klärung dieses Massentransportes von SiC von der heißen zur kälteren St~lle des

Partikels dienen. Das chemische Potential von SiO ändert sich in einem Tempe 

raturgradienten. Unter den von der UKAEA vorgeschlagenen Reaktorbedingungen ist

ein Temperaturgradient längs der besohichteten Partikeln von etwa 10
0C

zu er 

warten# der nach Abschätzung der themodynamischen Daten zu einem Massentransport

Anlaß geben kann. Die Größe des Massentransportes hängt von der absoluten Par

tikeltemperatur ab. Daher könnte dieser Eff~kt" sofern die Thermodynamischen Ab

schätzungen die tatsächlichen Verhältnisse im Partikel richtig beschreiben" die

zulässige Partikeltemperatur nach oben begrenzen.
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Zusammenfassung

Eine vollständige Beurteilung des Partikelkonzeps ist auf Grund der

heutigen Kenntnisse noch nicht möglich. Der derzeitige Stand läßt

sich kurz wie folgt zusammenfassen:

a.) Es ist fast sicher. daß keine Arten von PyC den schnellen

Fluenzen in der Größenordnung von 1023 nvt standhalten können.

b.) Bezüglich der Dimensionsstabilität ist SiC als Beschichtungs 

material geeigneter als PyC. da es unter Bestrahlung mit

schnellen Neutronen sich viel günstiger verhält und man anneh

men kann. daß dies auch noch bei einer schnellen Fluenz von

0,75 x 10
23 nvt gültig ist. Temperaturmonitore aus SiC sind in

Dounray Fast Reactor bis 0.4 x 1023 nvt bestrahlt worden.

c.) Messungen der Zerreißfestigkeiten des SiC ergaben je nach Her

stellungsart der Proben stark streuende Ergebnisse. Zu reprodu

zierbarer~-Herstellungvon SiC - Schichten sind noch weitere Ar

beiten erforderlich. Bisherige Bestrahlungsversuche zeigten. daß
21bis zu schnellen Neutronendosen von 3 x 10 nvt ( E ~ 0.1 MeV)

die Zerreißfestigkeit sieh nicht. wesentlich ändert und daß SiC auch

bei relativ niedrigen Temperaturen ( 600
0

_ 900
0C ) kriechen

kann ( Anhang B ). Über das Verhalten von SiC bei höher-en schnel

len Neutronendosen ( 1023 nvt ) liegen zur Zeit noch keine gemes

senen Werte vor und es sind weitere Bestrahlungsversuche notwendig.

a.) Weitere Probleme ergeben sich aus den Dimensionsänderungen der

hochdichten PyC - Schicht. die deshalb so dünn wie möglich gehal

ten werden muß. Dabei ergibt sich die Gefahr. daß • im Falle eines

Bruchs der PyC - Schicht. die Schwermetalle mit SyC reagieren.

e.) Eine Begrenzung der Temperaturen fUr die Verwendung beschichteter

Teilchen nach oben kann durch den Amböeneffekt. den sich während

der Bestrahlung aufbauenden CO - CO2-Druck und dem Innendruck der

gasförmigen Spaltprodukte sowie die Dimensionsänderungen der hoch

dichten PyC - Schicht gegeben sein.

Vor kurzem durchgefUhrte Bestrahlungen in einem thermischen Reaktor

L26J scheinen darauf hinzuweisen. daß die Temperaturgrenze zwischen
o 0

1000 C und 1200 C liegt.
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Ein Teil der noch offen stehenden Probleme wird bereits im Rahmen

der HTR - Entwicklung untersucht. Eine Ausdehnung auf Bestrahlun

gen bis zu den im GCFR geförderten hohen schnellen Neutronendosen

bedingt zusätzliche Experimente I die zum Teil mit den im Rahmen

der HTR - Arbeiten entwickelten Methoden und Bestrahlungseinrich

tungen ausgeführt werden können. In den zur Zeit zur Verfügung

stehenden Testreaktoren sind jedoch keine Bestrahlungsversuche

möglich l bei denen die für den CGFR geforderten Werte als Abbrand

und die schnelle Neutronendosis gleichzeitig erreicht werden

können.
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Anhang A

1. Strahleninduzierte Dimensionsänderung von PyC.

Die Dimensionsänderungen von PyC unter Bestrahlung mit schnellen

Neutronen wirrden an ebenen Proben, die sich frei ausdehnen konnten,

gemessen [.4-61. Die Bestrahlungsproben Hurden durch Beschichtung

von Graphitplättchen im Wirbelbett gleichzeitig mit der Beschichtung

von Kernbrennstoffpartikeln hergestellt. Anschließend ~mrden die ab-

geschiedenen PyC-Schichten von der Graphitunterlage abgetrennt.

Die relativen Längenänderungen, senkrecht und parallel zur Abschei-

dungsebene, sind für 3 verschiedene Bestrahlungstemperaturen in Ab

hängigkeit von der schnellen l~eutronendosis (gemessen in Einheiten

mit E 0.18 HeV) in den Abbildungen IV 1.1-1.3 dargestellt.Zu Beginn der

Bestrahlung, bei niedrigen Werten für die schnelle Neutronendosis,

verhalten sich die Proben unabhängig von der Anfangsdichte isotrop

und schrumpfen in beiden Richtungen. Die größte Schrumpfrate zeigen

die Proben mit der geringsten Anfangsdichte. Bei 600°C variiert die

lineare Schrumpfrate von ungefähr - 0.3 r pro 1021 nvt (E>O.18 lfeV)

für PyC-Proben mit einer Dichte um 2.0 g/cm3 bis zu etwa - 2.4 % pro

102 1 nvt (E>0.13 !~eV) für Proben der Dichte um 1.5 g/cm3 • Hit stei

gender Bestrahlungstemperatur nehmen diese Werte zu. ~ir Proben mit

einer Dichte um 1.5 g/cm3 ergibt sich für die lineare Schrumpfrate

bei 900°C ein Wert von ungefähr - 4 % und bei 12000C von ungefähr

- 5 %.

Die Meßergebnisse für Bestrahlungstemperaturen von 9000C und darüber

zeigen eine starke Abweichung vom isotopen Verhalten bei Neutronen-

dosen über etwa 1.102 1 nvt , Unter diesen Bestrahlungsbedingungen tritt

senkrecht zur Abscheidungsebene eine Expansion auf, während parallel

zur Abscheidungsebene die Schrumpfung weiter zunimmt. Die anisotropen

Dimensionsänderungen sind umso größer, je höher die Anfangsdichte war ,

Die Orientierungsanisotropie der Proben vor der Bestrahlung - als Haß

dafiir dient der Bacon-Anisotropie-Faktor (BAF), der röntgenographisch

bestimmt wird oder aus optischen Messungen abgeleitet werden kann 

beeinflußt ebenfalls die Größe der Längenänderungen. Dies zeigen die

Abbildungen IV 1.4-1.6# in denen die relativen Längenänderungen in Abhängig

keit von der schnellen Neutronendosis für PyC-Proben mit verschiedenen

BAF--Werten aber gleicher Dichte (-- 2.1 g/cm3) aufgetragen sind.
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}ießergebnisse des Bestrahlungsexperimentes des IRW der KFA im DFR

Dounreay sind in der AbbildungIV 1.7 dargestellt. Hier sind die rela

tiven Längenänderungen, parallel und senkrecht zur Abscheidungsehene,

in Abhängigkeit von dem BAF-Hert und der Dichte vor der Bestrahlung

aufgetragen. Die erreichte schnelle Neutronendosis betrug etwa

1.7' 1022 nvt (E ~O. 1 HeV) bei 13500C .:!:. 100oe. Ein Vergleich mit den

tleßdaten bei niedrigeren Neutronendosen zeigt, daß mit zunehrnenden

Herten für die Neutronendosis die Längenänderungen immer größer wer-

den und der Einfluß der Anisotropie der Proben zunimmt.

Die Änderung der Dichte während der Bestrahlung zeigt die Abbildung

IV 1.8. Zu Beginn der Bestrahlung tritt eine Zma.hme der Dichte ein.. die

umso größer ist, je geringer die Anfangsdichte war. Nach ijberschrei-

ten eines maximalen Wertes nimmt die Dichte mit steigender Neutronen

dosis leicht ab. Die Ergebnisse der Bestrahlung des IRW der KFA im

DFR-Dounreay sind in der Abb. IV 1.9 wiedergegeben. Hier ist die rela 

tive Dichteänderung nach der Bestrahlung in Abhängigkeit von der An

fangsdichte bei einer Bestrahlungstemperatur um 13500C und einer schnel

len Neutronendosis von 1.7' 1022 nvt (E~O. 1 HeV) aufgetragen. Die Dich

ten der Proben vor der Bestrahlung lagen im Bereich von 1.6 g/cm3 bis

2.0 g/cm3• Die Enddichte der Proben ist von der Anfangsdichte nahezu

unabhängig (- 1.85 g/cm3). Ebenso scheint die Anisotropie der Proben

vor der Bestrahlung auf die Enddichte nur einen geringen Einfluß zu

besitzen.

Diese Meßergebnisse an ebenen PyC-Schichten deuten darauf hin, daß

bei zunehmender schnellen Neutronendosis die relativen Längenänderun

gen ebenfalls weiter ansteigen werden, d.h. daß die Ausdehnung senk

recht zur Abscheidungsebene und die Schrumpfung in paralleler Richtung

immer größer werden, aber in einem solchen Verhältnis, daß die Dichte

nur leicht abnimmt. Ferner haben diese Bestrahlungsexperimente gezeigt,

daß die Größe der Dimensionsänderungen mit der Anisotropie und der

Dichte der Proben vor der Bestrahlung zusammenhängen. Daher sollte PyC

mit niedriger Dichte und möglichst isotroper Struktur, d.h. mit einem

BAF-Wert so nahe wie möglich bei 1, die beste Dimensionsstabilität

auch bei höheren schnellen Neutronendosen besitzen. Die Anfangsdichte

darf jedoch einerseits nicht zu niedrig gewählt werden, damit die PyC

Schicht nicht durch die hohe Schrumpfrate zu Beginn der Bestrahlung
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zerstört wird, zum anderen nicht zu hoch, damit bei hohen schnellen

!Jeutronendosen die anisotrope Dimensionsänderung nicht zu groß wird.

Aus diesen Gründen erscheint eine Dichte zwischen 1.5 g/cm3 und

I 8 / 3 ... . nqtJ• g cm am gunst1gsten zu se1n L: •

2. Das Verhalten von beschichteten Brennstoffteilchen 1m hohen schnellen

Neutronenfl uß ,

Überträgt man die Ergebnisse der Dimensionsänderungen von PyC-Plätt

ehen auf PyC-Schichten, die auf Kernbrennstoffpartikeln abgeschieden

"~rden, dann werden diese PyC-Schichten unter Bestrahlung in tangen

tialer Richtung schrumpfen und in radialer Richtung sich ausdehnen.

Da die PyC-Schichten sich nicht frei ausdehnen können, werden diese

Dimensionsänderungen Spannungen in den Schichten erzeugen, die zur

Zerstörung führen können. Die Größe der sich in den Schichten auf

bauenden Spannungen hängt von dem Kriechvermögen von PyC ab. Das

Kriechverhalten vnn PyC unter Bestrahlung ist noch nicht geklärt. Es

liegen jedoch t~ssungen vor, aus denen die Kriechkonstante, die als

unabhängig von der schnellen Neutronendosis angenommen wird, abge

schätzt werden kann. Aus einem Vergleich zwischen den Dimensionsände

rungen an ebenen PyC-Proben ("unrestrained") und PyC-Schichten, die

sich nicht frei ausdehnen konnten ("restrained"), hat J .C. Bokros [6J

Werte für die makroskopischen Schrumpfraten, die noch durch das strah

leninduzierte Kriechen kompensiert werden können, grob abgeschätzt.

Für Bestrahlungstemperaturen von fOOoe, 9000 e und 12000C gibt er Werte
21fHr die zulässigen Schrumpfraten von 2 7" 3 7, bzw , () 7, pro 10 nvt

(E > O. 18 "'feV) an.

Der Einfluß des schnellen Neutronenflusses auf das Verhalten von mit

PyC beschichteten Partikeln ~vurde in einem Bestrahlungsversuch inner

halb des THTR-Entwicklungsprogramrns im DFR-Dounreay vom IRW-KFA unter

sucht. Der größte Teil der Partikeln hatte eine PyC-Duplex-Beschich

tung (poröse Pufferschicht und dichte Außenschicht), wobei die Dicke

der Pufferschicht zwischen 10 - 60~m und die Dicke der dichten Außen-
I

schicht zwischen 30jUm - lS0jUm variiert \vurde. Die maximal erzielte

schnelle Neutronendosis lag bei 1.6.10
22

nvt (E~O.I MeV) und die Be~

strahlungstemperatur bei ungefähr 1300oC. Der Abbrand war kleiner als

1 % f irna ,

Unter den gegebenen Versuchsbedingungen hatte die Dicke der Puffer-



schicht keinen Einfluß auf das Bestrahlungsverhalten der Partikeln,

da diese poröse Pufferschicht erst bei höherem Abbrand von Bedeu

tung wird. Dagegen wurden diejenigen Partikeln, die die größte Außen

schichtdicke hatten, zuerst zerstört, was mit den Ergebnissen von

Modellrechnungen übereinstimmt. Diejenigen Partikeln, die intakt

blieben, hatten eine Außenschichtdichte zwischen 1.9 gjcm3 und 1.6

gjcm3 • Partikeln mit höherer Dichte ~vurden zerstört. Es ist hier-

bei jedoch zu beachten, daß die Orientierungsanisotropie (BAF) der

PyC-Schichten ebenfalls einen Einfluß auf das Bestrahlungsverhalten

der Partikeln hat und daß bei der Abscheidung von PyC aus Methan

die Größe dieser beiden Materialeigenschaften nicht von einander

unabhängig hergestellt werden können. Die Versuchsergebnisse zeigten

nämlich, daß nur Partikeln mit einem BAF-Wert kleiner als 1.05 in

takt bleiben. Die Durchmesser von intakt gebliebenen Partikeln haben

sich um etwa 2 % bis 4 %verringert.

Messungen der Dicke von PyC-Bruchstücken zerstörter Partikeln ergaben,

daß die Dicke bei den meisten Partikelsorten um einen Faktor 2 bis 4

zugenommen hat. Dies stimmt mit den an PyC-Plättchen genommenen Di

mensionslinderungen überein.
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Anhang B

Eigenschaften von pyrolytisch abgeschiedenem sie.

Wie die bisher durchgeführten Beschichtungsstudien zeigen, lassen

sich die abgeschiedenen Sie-Schichten in drei verschiedene Struk

turen unterteilen. Bei niedrigen Beschichtungstemperaturen und ge

ringen Reaktionsgaskonzentrationen erhält man eine laminare Struk

tur. die durch die Einlagerung von freiem Silizium entsteht. Die Ab

scheidung von überschüssigem Kohlenstoff erfolgt bei hohen Beschich

tungstemperaturen und großen Reaktionsgaskonzentrationen. Nur in

einem verhältnismäßig begrenzten Temperaturbereich erhält man stöchio

metrisches SiC mit columnarer oder granularer Struktur. Pyrolytisch

scheidet sich immer Sie in kubischer Form (ß -SiC) ab. Unter beson

deren Bedingungen erhält man auch einen kleinen Anteil von ~ -Sie.

das im P -sie eingelagert ist.

Erste Versuche zur Bestimmung des Elastizitätsmoduls und der Zer

reißfestigkeit von Sie. pyrolytisch auf Kernbrennstoffpartikeln ab

geschieden, Hurden r.n einem ZerdrUckexperiment durchgefUhrt [10].

Während die Werte Bir den f.-Modul mit denen in 0~r Literatur angege

benen VIerte annähernd Ubereinstimmen, ist der gemessene Hert für die

Zerreißfestigkeit beträchtlich kleiner. Eine fTbersicht über die I... ite

r aturwe rt;e gibt die Tabelle IV 1.1

Der E-}fodul nimmt mit steigender Testtemperatur ab. T. D. Gulden D 1]

gibt fil r den E-i'~odul bei 94.00 e einen vJert von 3.3' 106 kg/cm2 und bei

14600C von 2.8' 1Ot" kg/cm2 an. Hber die Abhiingigkeit der Zerreißfestig

keit von der Temperatur werden in der Literatur sehr unterschiedliche

Angaben gemacht. Bei den !·~essungen von LD. Gulden [i 1} hlieb die Zer

reißfestigkeit ungefähr konstant bis zu einer Temperatur von 9400e

und nahm dann leicht zu bis zur maximalen Testtemperatur, die in einem

Versuch 12500C und in einem anderen Versuch 14000C war. Bei diesen

Temperaturen war der Wert für die Zerreißfestigkeit zwischen 11.2
... ?

und 13.3 • lO J
kg/cm~. Eine Abhäng i.gke i.t des E-~·foduls und der Zer-

reißfestigkeit von der Korngröße läßt sich aus den ~feßergebnissen

nicht ableiten. Dagegen nimmt bei SiC-Schichten mit freiem Kohlen

stoff der E-Modul mit steigendem Anteil des Kohlenstoffes ab L141
und bei SiC-Schichten mit freiem Silizium scheinen sowohl der E--Hodul

wie die Zerreißfestigkeit niedriger zu sein als bei reinem ß -Sie [11,1z].



Tabelle IV 1.1 Elastizitätsmodul und Zerreißspannung von SiC

Ilerstellungsart E - Modul Zerreißspannung Literatur Bemerkung

x 10~ kg / Clf
2 3 2x 10 kp; / cm

SiC abgeschieden auf
Kernbrennstoffpartikeln 1.1 - 2.3 1.3 - 1.7 10 Die abgeschiedenen SiC-
aus t1ethyl 'tr-Lch.Lor-sLl.an Schichten wurden keiner
im Hirbelbet:t. Beschich- thermischen Behandlung
tungstemperaturen unterzogen.
13000C - 17000C
-
Thermische Zersetzung Messunß an Stäbchen. :
von CH3 SiC13 im Hir- 4.2 - 4.5 7.4 - 10.1 11 Starke Streuung der Werte I
belbett auf PyC-Scheib- 3.1 - 3.5 5.0 - 7.0 der Einzelmessungen. .
chen. Beschichtungstem- Laminare Strukturen I

peratur 1300,oC-1800oC (laminare SiC-Struktur) (laminare SiC-Struktur) (freies Si) haben niedrige-
re Werte.

-
Thermische Zersetzung Der E-Modul ist unter-
von CH3 SiC13 im Wir- 4.2 ! 0.28 (14000C) 9.5 + 1.3 (1400oC) 12 schiedlich bei verschie-
belbett auf PyC-Scheib- 4.5 + 0.42 (1600 ClC) 9.5 + 1.0 (1800oC) dener Oberflächenbe-
ehen. Beschichtungstem- handlung der Proben.
peratur 1300oC-1800oC.

Thermische Zersetzung
von CH3 SiC13 auf sta- 4.1 - 4.6 3.2 - 7.5 13 -tionärer Graphitunter-
lage bei 14000C

Thermische Zersetzung
von Methylchlorsilanen 1.8 11~ --
stationär auf Graghit-
zylinder bei 1100 C -
1500oC.

polykristallines,gesin-
tertes u. heißgepreß- 4.5 15- -tes SiC

p. - SiC Einkristall 1.9 - Ir, -
I
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Von R.J. Price [17J l~rde die Änderung des E-Moduls und der Zer

reißfestigkeit von Sie unter Bestrahlung schneller Neutronen un

tersucht. Seine Ergebnisse, die in der Tabelle IV 1.2~ enthalten sind.

zeigen, daß fast keine Veränderungen auftreten.

Tabelle IV 1.2

Neutronendosis
nvt

(E O. 18 HeV)

Mittlere Bestrahlungs
temperatur

(oC)

Mittelwert nach der Bestr.
Mittelwert vor der Bestr.
Zerreißfestigkeit E'-Modul

2.8 • 1021

2.8 • 102 1
630

1020

1.18~.0,19

1.04+0.25

0.98+0.06

1.03+0.05

Die strahleninduzierte Ausdehnung von SiC erreicht schon nach kleinen

Neutronendosen ('V 1 bis 3'1020 nvt) einen Sättigungswert. :Hit an

steigender Temperatur nimmt dieser Grenzwert ab. In der Abb IV 1.10

sind die Ergebnisse verschiedener Autoren zusammengestellt.[17-217.

Die lineare Ausdehnung beträgt danach bei 10000C ungefährt 0.05 %.

Bestrahlungsversuche zur Abschätzung der strahleninduzierten Kriech

konstanten für SiC wurden von R.J. Price et al ~Z7 durchgeführt. Die

Kriechproben waren Graphitstäbchen, deren Längenänderung unter Be

strahlung bekannt war, und die mit Sie beschichtet wurden. Für die

Abschätzung der Kriechkonstanten aus den Meßdaten l~rde angenommen,

daß die Kriechrate unter Bestrahlung eine lineare Funktion der Span~

nung ist und daß die SiC-Schichten eher durch Überschreitung der Zer

reißfestigkeit als durch die Kriechdehngrenze, d.h. durch die maximal

zulässige Dehnungsrate, die durch das Kriechen noch kompensiert wird,

zerstört "~rden. War nach Versuchsende die SiC-Schicht gerissen, dann

ergibt der so berechnete Wert für die Kriechkonstante eine obere Ab

schätzung, waren die Proben jedoch unbeschädigt, dann erhält man eine

untere Abschätzung für die Kriechkonstante. Unter diesen Voraussetzungen

"~rde für die Kriechkonstante bei 6500C ein Wert zwischen 1.5 und 2.0'10-
9

, .. -1 ,._20 ~ ,-I 0_. ~ '.' • ~ .~-9, .,-1
~PSl.) ( ro nvt) und. tur ~uu c e i.n wert ki e mer a i s .j" tu ~PSl.)

(IÖ20nvt ) - 1 bei Neutronendosen von 3.8·102 1nvt bzw. 4.2.102 1 nvt

(E:lIoO.18 HeV) berechnet. Eine der nicht zerstörten Proben hatte wahr

scheinlich eine Dehnung von 0.3 % überstanden.
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Mit Hilfe dieser Werte ergibt siah l daß das in IV 1.2 erwähnte Teilchen

mit einer SyC - Schicht von 100 (Um, einen inneren Überdruck von oa , 80 at
o 22

bei 950 C und eine Dosis von 715 x 10 nvt ( E ~ 011 MeV )1 d.h. einen

inneren Druck bei 11 %Abbrand ( end - of - life - pressure ) von 150 at

( Außendruck = 70 at ) aushalten sollte.
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Anhang e

Korrosionsverhalten von Sie (Thermodynamische Betrachtung)

Die direkte Kühlung der beschichteten Partikeln erfordert eine Ab

schätzung der Korrosionsmöglichkeiten der Sie-Schicht durch mögliche

Verunreinigungen im Kühlgas. Entscheidend für das Verhalten von sie

ist das Sauerstoffpotential des Kühlgases. sie kann sowohl zu SiO

w~e zu Si02 oxidiert werden. Die Bildung von SiO führt zu einem Si

Hassentransport von den heißen Zonen zu den kälteren Zonen. Unter

der Annahme, daß das Sauerstoffpotential im wesentlichen durch Koh

lenmonoxid bestimmt ist, erfolgt der }ffissentransport über folgendem

Reaktionsmechanismus:

Heiße Zone

Kalte Zone

Sie + co ~ SiO + ze

ZSiO ... SiOz + Si

Die Reaktionsgleichungen für die Oxidation von sie durch co und

deren 'l-Jerte für die freie Enthalpie AG sind in der Tab.IV 1.3 ent

halten (Gleichung 1 und Z). In der Abb.IV 1.11 ist die Änderung

der freien Enthalpie LlG mit der Temperatur für die SiO bzw, SiOZ
Bildung dargestell t , Han erkennt daraus, daß unterhalb 13000e und

bei niedrigem CO-Druck (unterhalb des Gleichgewichtsdrucks ent

sprechend der Reaktion 2 - siehe Abb; IV 1.12 Kurve 1) Sie zu SiO

oxidiert wird. Das Verhältnis der Gleichgewichtsdrucke P(SiO)/P(CO)

dieser Reaktion ist in dEr Abb. IV 1.12 Kurve 2 dargestellt als

Funktion der Temperatur. Fordert man, daß z. B. bei 12500e der Sio

Dampfdruck 10-10 Atm. nicht überschreiten soll, was etwa dem Si

Druck über Sie bei dieser Temperatur entspricht, dann muß ein eo

Druck von 10-6 Atm. im Kühlgas erreicht werden.

Diese Schwi er i.gke i t läßt sich dadurch umgehen, daß man die Ober

fläche der Sie-Schicht zu Si02 oxidiert (z.B. nach der Reaktion 2).

Die Zersetzung von SiOZ kann nach den Reaktionen 3 und ll· erfolgen.

Die Bildung von SiO kann unter diesen Bedingungen durch ein geeigne

tes Sauerstoffpotential im Kiihlgas unterdrückt werden. Ein übliches

Verfahren zur Einstellung eines definierten Sauerstoffpotentials ist,

entsprechend der Reaktionsgleichung 5 ein geeignetes P~o~/~~Druck-
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verhältnis herzustellen. Der Zusammenhang zwischen dem SiO - Druck

und dem Druckverhältnis P(C0
2)/P(CO)

ergibt sich dann zu:

P
Si O

...

Tabelle IV 1.3

Atm~ mit log A = 27374
T - 9.015
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2. Inneres Rohr des Brennelementes

Für das UKAEA-Reaktorkonzept stehen für das innere Rohr des

Brennelementes zwei Alternativen zur Diskussion:

1. Das innere Rohr besteht aus Sie. Für die Wahl eines keramischen

Werkstoffes spricht die Einsatztemperatur von 10000e (höhere Wirt

schaftlichkeit besonders bei Gasturbinen), für Siliziumkarbid

andererseits zählt sein geringer thermo Ausdehnungskoeffizient,

seine Dimensionsstabilität unter Neutronenstrahlung, eine gute

Warmbiegefestigkeit und ein geringes spez. Gewicht.

2. Das innere Rohr besteht aus Stahl. Man muß dann zu tieferen Tempe

raturen ubergehen. Die Maximaltemperatur des inneren Rohres soll

dann etwa 7000e nicht überschreiten.

Für die Wahl eines Stahles spricht die besser bekannte Technologie.

Weiterhin scheint das Schwellen von Stahl bei den gewählten Tempera

turen für das äußere und innere Stahlrohr (7000e bzw.3000e) bei

schneller Bestrahlung unbedeutend zu sein (siehe Abschnitt 111.3).

2.1 Inneres Rohr aus Sie

2.1.1 Technologie des Sie

Gesinterte SiG-Teile werden schon seit langem als Ofen-Zubehör und

Heizelemente verwendet. Das in der Keramik ubliche Sintern als

billige Herstellungsmethode hat jedoch im Falle des Sie versagt.

Offensichtlich L'6a~ findet die Verdichtung beim Sintern von Sie

nicht durch einen Diffusions-Mechanismus, sondern durch Ober

flächen-Diffusion bzw. Verdampfung und Kondensation statt.

Man hat daher schon frühL'l~ das relativ teure und für eine

MassenprodUktion aufwendige Heißpressen eingesetzt. Mit geringen

Zusätzen von Aluminium, Eisen, Lithium und Calzium konnte man so

Dichten bis zu 98% TD erzielen.

Popper et ale ~6~ klassifiziert die Sinterergebnisse an Sie

als

a) "self - bonded" oder b) lIreaction sintered", wobei man nur

bei letzterem Verfahren mit Hilfe von sinterfördernden Zusätzen

nahezu theoretische Dichte erzielen konnte. Beide Verfahren lie

ferten jedoch Produkte, die freies Si bzw. e enthielten. ~6-7

umging diese nicht vollständige Umsetzung, indem er pyrolitische
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Abscheidung von SiC aus der Gasphase zur Herstellung massiver

Körper einsetzte. Die Produkte hatten nahezu theoretische Dichte

und Festigkeiten > 100.000 psi. (s.auch Punkt 2.1.2)

2.1.2 Mechanische und physikalische Eigenschaften von SiC

In der Literatur ~1~ 2~ 3~ 4~ 5~ werden Biegefestigkeitswerte

bei Raumtemperaturen an gesinterten und heißgepreßten Prüflingen von

14 - 50 kp/mm2 zitiert.

Für pyrolitisch abgeschiedenes f3 -SiC werden von Popper et al ~ 6J
Werte von ca. 70 kp/mrn2 angegeben. Auch wurde in verschiedenen

Arbeiten L2~ 3J festgestellt~ daß die Biegefestigkeit von SiC bis

1400
0C nahezu unabhängig von der Prüftemperatur ist. An einkristalli

nen Plättchen aus hexagonalem SiC wurden sogar Werte bei 1750
0 C

von 460 kp/mrn2 gemessen. Diese Werte lagen um den Faktor 5 über

den RT- Biegewerten. Gulden ["7J stellt in einer kritischen

Betrachtung dieser sich z.T. widersprechenden Meßergebnisse

fest~ daß sicher Unterschiede in der Porosität~ Reinheit und

Kristallstruktur die Ursache für die große Streuung der Literatur.-

werte sein dürften.

Von einem deutschen SiC-Hersteller ~8J werden Biegefestigkeits

werte bei 1400
0C von 1~8 bis 3~0 kp/mrn2 angegeben (Tab. IV 2.1)

Die Werte liegen damit beträchtlich unter den Literaturwerten.

Ursache hierfür könnte die relativ hohe Porosität ( 15 - 19 vol%)

des Materials sein.

Wie aus der nachfolgenden Tabelle IV 2.1 ersichtlich ist~ unter

scheiden sich die von ~8J angegebenen Quai1t~ten im wesentlichen

im SiC-Gehalt~ der Kaltbruchfestigkeit, der Heißbiegefestigkeit

und in der Gasdurchlässigkeit. Naturgemäß hat hier die Qualität

mit der geringsten Porosität auch die höchsten Festigkeitswerte

aufzuweisen. Es muß daher ein Kompromiß hinsichtlich offener

Porosität und Warmbiegefestigkeit getroffen werden. Der Her

steller ist in der Lage, SiC-Rohre von 80)6 x 110 95 x 1900 mrn

(15 mrn Wandstärke) zu liefern. Allerdings macht ["8J geltend,

daß die Fabrikation von konischen SiC-Rohren - wie sie im UKAEA

Konzept diskutiert werden, momentan nicht möglich sei.
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Tabelle IV 2.2 gibt die von dem größten SiC-Hersteller der USA

~9-7 angeführten Daten über ebenfalls 3 SiC-Qualitäten wieder.

Die 3 Sorten unterscheiden sich in der Bindungsart, d.h. Selbst

Bindung bzw. Frerndbindung. Hierdurch wird hauptsächlich die er

reichbare Dichte und damit die Festigkeit und Gaspermeabilität

beeinflußt. ~4~, der bei demselben Unternehmen arbeitet, gibt

Biegefestigkeiten bei 1485°C von 12,60 kP/mm
2

an, die sich

mit den unteren Werten von ~6a~ decken.
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Tabelle IV 2.1 Technisch-physikalische Daten dreier verschiedener
SiC-Qualitäten i'8-7

Eigenschaftswerte: I Ir 111

Siliziumcarbid-Gehalt % 99,,0 97,,0 91

Anwendungstemperatur °c 1600 1550 1650

Offene Porosität
(nach DIN 51056) Vol. % 19,,0 17,,0 15,,0

Raumgewicht
kg/dm3(nach DIN 51065/Bl.1) 2,,55 2,,60 2,,60

Kaltdruckfestigkeit 2
(nach DIN 51067) kp/cm 750 900 1500

Feuerfestigkeit
(nacr..DIN 51063)

I
SK >38 >38 >38

Druckfeuerbeständigkeit
(nach DIN 51064/Bl.1) °c 1600 1550 1720

Heißbiegefestigkeit 2(bestimmt nach eigeneI kp/cm 190 180 300
Werksnorm bei 14000c)

Gasdurchlässigkeit
(nach DIN 51058/81.1) nPm 5,,4 5,,0 0,6

Wärmeausde~ung n/moC 4,,8 4,2 4,5
(20 - 1100 c)

xl0-6

Wärmeleitfähigkeit
kcal/mh°C0 8,60 8,,50 8,,00(bei lloo C)

Mittlere sgez.Wärme 0(20 - Lloo C) kcal/kg C 0,27 0,27 0,,25

Temperaturwechsel-
beständigkeit
(nach DIN 51068/Bl.1) sehr gut sehr gut sehr gut
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Technisch-physikalische Daten dreier

SiC-Qualitäten L 9J

Comparative
Properties KT Silicon Carbide REFRAX silicon

nitride-bonded
Silicon Carbide

CAIffiOFRAX
ceramic-bonded

Silicon Carbide

Apparent specific gravity

Working temperature
Inert atmoshere
Oxidizing atmosphere

3·10

o
4200 P max.o3000 F max.

2.65

o3200 P max.

2.57

o3100 P max.

Modulus ofrupture ,psI

Modulus of elasticity,
psi

Compressive strength,
psi

Tensile strength,psi

56 x 106(700 F) 17 x 10~(70op)
51 x 10~ (22000p)

Thermal cond~c~ivity

Btu/in/hr ft "'p
720(1140_op mean temp)

465 (f574Up mean temp)
250 (2086°p mean temp) 113.5 (22000p)

174 (22920p mean temp)
94 (27820 F mean temp)

o109 (2200 p)

Thermal coefficient of 6
expansion in/in/op x 10-

1.8 (70°_ 4000p) 1.8 (70-4000p)

2.8 (70 -2.5000F) 2.8(70-2500o
F)

Mean specific heat

Spectral emissivity
oat 1600 F

----_.~-------_._----

,9

Permeability

Porosity

Impermeable Negligible

0% 15 %

Negligible

14 %

Abrasion resistance-Relative Exceptional
abrasiQn 0,067
index+}

Thermal-shock resistance Excellent

Excellent
0,400

Good

Excellent
1

Fair

+)The abrasion index is determined by the calculation of volume lost during
a sandblast test compared to the CARBOFRAX ceramic bonded product with
an index of 1.0.
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2.1.3 Ausschau

Die technologische Entwicklung zielte bisher immer- wie bei den meisten

keramischen Materialien - auf die Herstellung eines möglichst dichten

( meist gasdichten Rohre ) Produktes. Daher haben die von den einschlä

gigen SiC - Erzeugern angebotenen Rohre nicht die geforderte hohe Gas 

durchlässigkeit. Eine Herstellung in dieser Richtung scheint aber prin

zipiell möglich.

Obwohl daher vom technologischen Standpunkt nichts gegen den Einsatz von

SiC - Rohren spricht, schafft das Fehlen von Jeglichen Bestrahlungsergeb

nissen an gesintertem SiC 1m sChnellen Fluß einen beunruhigenden Unsicher

heitsfaktor hinsichtlich des EinsatzSsvon SiC als BE - Innenrohr. Ferner

scheint das Problem der Korrosion bei hbberen Temperaturen die Verwendung

eines SIC - Rohres einzuschränken. ( vgl. IV.19 )

Ein welterer Punkt, der eng mit der hohen Betriebstemperatur des BE ver

knüpft ist, ist die Realisierbarkeit, eines guten Bondings zwischen den

PyC - beschichteten UO~pu02 - Kugeln.

Ohne Bonding müßten Netze aus Stainless Steel oder aus anderen Metallen

als Behälter benutzt werden, die automatisch zu Kompatibilitätsschwierig

keiten zwischen PYC - Metall - SiCführenwürden.

Eine endgültige sichere Prognose kann daher uber die Realisierbarkeit einer

Gasaustrittstemperatur von 10000C momentan noch nicht gegeben werden.

2.2 Inneres Rohr aus Stahl

Für diese zweite Alternative ist das Verträglichkeitsproblem zwischen Sie

coated particles und dem Stahl des inneren Hüllrohres zu untersuchen. Als

mögliche Materialien kommen die beiden Edelstähle Sandvic 12 R 72 HV .und

AISI 316 in Frage.

2.2.1 Verträglichkeit von mit SiC beschichteten Teilchen mit Stahl

Es ist sinnvoll sich auf die thermodynamische Betrachtung des Verträglich

keitsproblemes zu beschränken. Kriterium für das Stattfinden einer Reaktion

ist der Unterschied in der freien Bildungsenthalpie des.Endzustandes gegen

über dem Ausgangszus'tand , Falls das Energieniveau des Auagangszusnandes

tiefer liegt als das der möglichen Endzustände kann angenommen werden, daß das

System stabil d sh , verträglich ist. Formal läßt sich dies folgendermaßen aus

drücken:

( 1 )
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Falls also die Differenz der Absolutbeträge der freien Bildungs-

enthalpie der möglichen Endprodukte und der Ausgangsprodukte positiv ist kann

Verträglichkeit des Systems erwartet werden.

Es ist deshalb notwendig die freien Bildungsenthalpien ( für die ent

sprechenden Betriebsbedingungen d.h. für die Betriebstemperatur) der in

Frage kommenden Reaktionspartner (SiC und Stahl) und die der möglichen End

produkte zu kennen. Die Temperaturabhängigkeit der freien Bildungsenthalpie

ist mit guter Näherung durch folgenden Ausdruck gegeben ~1i7.

Dabei ist

L1&r Freie Bildungsenthalpie bei der Temperatur T

dH298 Bildungsenthalpie im Normalzustand bei 250C

LJ S298 Entropie bei 250 C

LI H298 'undL1S298 sind in den ublichen Nachschlagwerken L10J, LllJ,
~12J, f13J zu finden. Die Angaben für die Bildungsenthalpie von SiC

sind jedoch nicht einheitlich. In L'lOJ , fllJ, L12J wird sie mit

-12,4 kcal/mol angegeben. Dagegen findet man in L'13J einen Wert von

- 26,7 kcal/mol. Welcher dieser Werte richtig ist kann nicht gesagt werden.

Der Wert -12,4 kcal/mol wird jedoch in der Literatur am meisten zitiert

bzw. benutzt. Im folgenden wird mit beiden Werten gearbeitet.

Die Verträglichkeitsbetrachtungen werden für SiC von stöchiometrischer

Zusammensetzung durchgeführt. Es gilt die Regel, daß Abweichungen von der

stöchiometrischen Zusammensetzung - und zwar Abweichungen nach beiden

Seiten des Gleichgewichts - die Verträglichkeit herabsetzen. Die Ver

träglichkeit des SiC mit Stählen bei höheren Temperaturen wird deshalb

auch vom Herstellungsprozeß der coated particles abhängen.

Das Verträglichkeitsverhalten der Stähle wird als Eisenlegierung von ihren

einzelnen Legierungskomponenten bestimmt. Für Legierungen gilt die Regel,

daß Bestandteile, die in reinem Zustand schlechte Verträglichkeit gegenüber

einem bestimmten Partner zeigen, mit zunehmender Konzentration das Ver

träglichkeitsverhalten der Legierung verschlechtern. Dies führt dazu, daß
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im allgemeinen für bestimmte praktische Fälle Konzentrationsgrenzen

für kritische Legierungspartnerexistieren , die in Versuchen ermittelt

werden können. Oberhalb dieser kritischen Legierungszusammensetzung

wird das Verträglichkeitsverhalten hauptsächlich von dem unverträglichen

Legierungspartner bestimmt~ während unterhalb dieser Zusammensetzung

das Verträglichkeitsverhalten von dem Grundmetall und den anderen

Legierungspartnern bestimmt wird.

Betrachtet werden in unserem speziellen Falle die Legierungskomponenten

Fe, Cr, Ni, die die wesentlichen Legierungsbestandteile der Stähle

12R 72HV und AISI316 darstellen.

Es sind nun die möglichen Wechselwirkungen von SiC mit Fe, Cr, Ni zu

diskutieren. In Abb. IV 2.1 sind die freien Bildungsenthalpien in Abhängigkeit

von der Temperatur für die denkbaren. Verbindungen des Kohlenstoffs aus dem

SiC mit den Hauptlegierungselementen des Stahles aufgetragen. Für SiC

sind wegen der Diskrepanz in den Werten für LlH298zwei Linien angegeben.

Man erkennt~ daß als einzige mögliche Wechselwirkung die Bildung von Cr4C
in Frage kommt, falls die SiC-Kurve nach LlOJ, LllJ~ L12J zugrunde

gelegt wird. Da die Differenz in den freien Bildungsenthalpien jedoch nicht

sehr groß ist kann damit gerechnet werden~ daß diese Wechselwirkung ver

nachlässigbar ist. Falls die SiC-Kurve nach L13J zugrunde gelegt wird

ist überhaupt keine Wechselwirkung möglich.

Die Wechselwirkung des Si aus dem SiC mit den Legierungselementen Fe, Cr, Ni

läßt sich mittels Abb. IV 2.2 diskutieren. Dort sind die freien Bildungsenthalp.

der denkbaren Silizidverbindungen aufgetragen. Bei den gestrichelten Kurven

ist nur der.6H
898-

Wert eingezeichnet. Die .1S
298-

Werte sind in diesen

Fällen nicht bekannt~ so daß auf die Berechnung der ~ßr-Werte verzichtet

werden mußte. Legt man die SiC-Kurve~ die nach LlW, LllJ, L12J berechnet

wurde zugrunde~ so erkennt man~ daß das Si mit fast allen Legierungselementen

(außer Cr) durch Absenkung seiner freien Bildungsenthalpie Silizide bilden

kann. Insbesondere ist die Bildung der Phasen FeSi und Ni
3Si

möglich. Falls

man die SiC-Kurve nach L13J zugrunde legt ist immer noch die Bildung

von Ni
3Si

energetisch möglich. Ob dieses Silizid Jedoch gebildet wird

hängt weitgehend davon ab~ ob laufend reaktionsbereites Si an die Phasengrenze
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gebracht werden kann. Für eine Auslegungstemperatur von 700
0 C für das

innere Rohr des Brennelementes dürften solche Diffusionsprozesse noch

keine große Rolle spielen, zumal auch erwartet werden kann, daß sich an

der Kontaktstelle eine Schutzschicht aus Si02 bilden wird.

Die Diskussion der Verträglichkeit von SiC mit CrNi-Stählen

wäre unvollständig, würde man nicht auf den besonderen Charakter dieser

Stähle eingehen, die dazu neigen passive Deckschichten zu bilden. Über

den Aufbau dieser Deckschichten, die die Passivität dieser Stähle bedingen,

besteht noch Unklarbeit ~14~. Fest steht, daß diese passiven Deckschichten

stark mit Sauerstoff angereichert sind, sei es in Form von Oxyden, sei es

in Form von adsorbiertem bzw. chemisorbiertem Sauerstoff. Der Charakter

dieser Stähle wird also an den Phasengrenzen weniger von den Legierungs

komponenten als vielmehr von deren Oxyden bestimmt. Das bede~tet, daß

man auch die Wechselwirkung zwischen SiC und dieser Deckschicht zu

betrachten hat. In Abb. IV 2.3 sind die freien Bildungsenthalpien der in Frage

kommenden Oxyde aufgetragen. Die Kurven wurden direkt aus ~12-7 uber

nommen. Man erkennt, daß das Si des SiC direkt mit den Oxyden der Deck

schicht zu SiO~ reagieren kann. Es ist deshalb damit zu rechnen, daß sich
Co -

an der KontaktsteIle sehr schnell eine schützende Deckschicht aus Si02
bildet, die nach ~15-7 eine gute Schutzwirkung haben soll. Ob die Schutz

wirkung ausreichend ist) um die Bildung von Ni
3Si

zu verhindern) sollte in

Versuchen geprüft werden. Die Möglichkeit einer Schädigung erscheint jedoch

gering, da denhochwarmfesten CrNi-Stählen oft zur Erhbbung der Zunder

festigkeit 3 %bis zu 4 %Si zulegiert werden ~14_7. Erst höhere Si

Gehalte dürften zur Bildung von Ni3Si führen.
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Zusammenfassung

Der vorliegende Bericht enthält die Ergebnisse von

Untersuchungen, die die Arbeitsgruppe "Physikalische

Kriterien" im Rahmen des Gas-Brüter-Memorandums durch

geführt hat.

Im einzelnen sind folgende Themen behandelt worden:

B I. Berechnung der nuklearen Daten der im Gas-Brüter

Memorandum behandelten Reaktorkonzepte.

Die in der Literatur vorhandenen Daten dieser Reaktor

konzepte sind unter verschiedenen Annahmen, nach

verschiedenen Methoden und mit unterschiedlichen

Gruppensätzen berechnet worden. Um einen sinnvollen

Vergleich der nuklearen Daten durchführen zu können,

wurden einheitlich

1. folgende Annahmen gemacht:

der maximal erreichbare Abbrand beträgt 100 000 MWd/t

Schwermetall. Dies bedingt eine Schmierdichte des

Brennstoffs im Core von 83% der theoretischen Dichte.

Die Schmierdichte im Brutstoff der Blankets beträgt

90% der theoretischen Dichte.

2. alle Rechnungen mit einem 2-dim. Diffusionscode

durchgeführt.

3. für die Rechnungen ein neuer, in den Kerndaten

wesentlich verbesserter Gruppensatz, der Karlsruher

MOXTOT-Satz, verwendet.

Die folgenden Reaktorkonzepte wurden untersucht:

1. Ein Entwurf der GGA mit "vented fuel", Dampf

turbine und oxidischem Brennstoff.

2. Ein Entwurf des Kernforschungszentrums Karlsruhe

mit Gasturbine, einer Vanadinlegierung als Hüll

material und oxidischem Brennstoff.
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3. Zwei schwedische Entwürfe mit 70 bzw. 130 bar

Primärgasdruck, Dampfturbine und oxidischem

Brennstoff.

4. Ein Entwurf der UKAEA mit "coated particles" und

oxidischem Brennstoff.

5. Ein Entwurf von GGA mit karbidischem Brennstoff.

B 11. Untersuchung des Langzeitverhaltens von gasgekühlten

Reaktoren an Hand des Karlsruher Reaktorkonzepts.

Dazu wurde eine Abbrandrechnung durchgeführt, aus

der sich folgende wesentliche Kenngrößen ergeben:

1. Standzeit der Brennelemente.

2. Die Leistungsverteilung im Core und in den

Brutmänteln.

3. Der Spaltstoffaufbau und die Plutoniumisotopen-

zusammensetzung in den Brutmänteln.

4. Die Reaktivitätsänderung für einen Abbrandzyklus.

Die Ergebnisse bestätigen in etwa die Voraussetzungen

für die Rechnungen im Teil.B I.

B 111. Abschätzung der Unsicherheiten der nuklearen Daten

bei Verwendung verschiedener Gruppensätze.

Es wurden dazu die neuesten Gruppensätze von

Argonne (ENDF/B), Studsvik (AB Atomenergi) , Karlsruhe

(MOXTOT), Cadarache (Vers. 2) und Winfrith (FD 4)

daraufhin untersucht, welche Werte sie für

a p u 239' cry,238 und cr f,Pu239 enthalten:

Weiter werden erste Ergebnisse aus einer im Rahmen der

IAEA von Baker durchgeführten Studie angegeben. Diese

betreffen die auftretenden Unterschiede bei der

Berechnung von Ke f f, kritischer Masse und Brutrate mit

den oben angeführten Gruppensätzen für ein ausgewähltes

Konzept eines natriumgekühlten schnellen Brüters. Ver

gleichsrechnungen mit dem Karlsruher MOXTOT-Satz und dem

Würenlinger GAM-III Gruppensatz für das Karlsruher Konzept

des gasgekühlten schnellen Brüters liefern ungefähr

dieselben Unterschiede.
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I. Einleitung

Zu Beginn ihrer Tätigkeit hatte es die Arbeitsgruppe

"Physikalische Kriterien" als eine ihrer Aufgaben angesehen,

die in der Literatur angegebenen nuklearen Größen der im

Rahmen des Gas-Brüter-Memorandums zu behandelnden Reaktor

konzepte kritisch zu überprüfen. Im Bedarfsfall sollten dann

einige wenige Daten neu bestimmt werden.

Im Laufe der Zeit zeigte sich dann jedoch, daß diese Konzeption

nicht aufrechterhalten werden konnte. Dafür gab es im wesent

lichen drei Gründe. Einmal waren die Daten der einzelnen Reaktor

konzepte nach ganz verschiedenen Methoden berechnet worden. Ein

merklicher Einfluß der Rechenmethode auf die Daten konnte daher

nicht ausgeschlossen werden. Zum andern fehlte eine für einen

sinnvollen Vergleich der Konzepte notwendige, gemeinsame Basis.

So sollten z.B. die nuklearen Größen aller Reaktoren mit ein und

demselben Gruppensatz berechnet werden. Ebenso sollte die Fest

legung des maximal erreichbaren Abbrands in allen Fällen auf den

selben Annahmen basieren. Dies war jedoch bei den betrachteten

Reaktorkonzepten nicht der Fall. Schließlich wurden in letzter

Zeit bei einigen Konzepten größere Änderungen vorgenommen,

so daß die in der Literatur angegebenen Daten als überholt

angesehen werden mußten.

Aus diesen Gründen war es notwendig, alle nuklearen Größen neu

zu berechnen. Ein zusätzlicher Vorteil dieser Neuberechnung war

auch noch, daß dabei ein neuer, in den Kerndaten wesentlich

verbesserter Gruppensatz, der Karlsruher MOXTOT-Satz,

verwendet werden konnte.

Der vorliegende Bericht enthält im II. Abschnitt eine kurze

Beschreibung der verwendeten Rechenprogramme. Der III. Abschnitt

gibt eine Beschreibung des Gruppensatzes MOXTOT. Im IV. Abschnitt

sind die für die nuklearen Rechnungen notwendigen Ausgangsdaten

der untersuchten Reaktorkonzepte ausführlich angegeben. Der

V. Abschnitt enthält die Ergebnisse der Rechnungen und in Abschnitt

VI schließlich werden die Ergebriisse diskUtiert und mit deriDciEen

eines natriumgekühlten Reaktors verglichen.
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11. Rechenprogramme

Für die Berechnung der integralen Daten von großen Leistungs

reaktoren (1000 MWe) genügen Rechnungen in Diffusionsnäherung

L-l_7 . Deshalb wurden Größen wie kritische Masse, Brutrate,

Konversionsrate, Leistungsverteilung u.ä. mit dem Karlsruher

zweidimensionalen Multigruppendiffusionscode "DIXY" berechnet.

Im r-z-Modell betrug die Zahl der Ortspunkte ca. 4000.

Die Zahl der bei der Rechnung verwendeten Energiegruppen ist

nicht von wesentlicher Bedeutung, vorausgesetzt, die Konden

sation auf wenige Energiegruppen wird geeignet vorgenommen,

d.h. zonenabhängig für die einzelnen axialen und radialen

Zonen. Bei den hier durchgeführten Rechnungen wurden fünf

Lethargiegruppen verwendet. Die Gruppengrenzen waren:

10 KeV - 46.5 eV ~ ABN-Gr. 12 - 18

46.5 eV - 0.465eV ~ ABN-Gr. 19 - 24

0.465 eV - 0.0252QV~ ABN-Gr. 25,26

1. Gruppe

2. Gruppe

3. Gruppe

4. Gruppe

5. Gruppe

10.5 MeV - 0.8 MeV ~ ABN--Gr.

0.8 MeV - 10 KeV ~ ABN-Gr.

1 - 5

6 - 11

Die Kondensation erfolgte, wie oben erwähnt, mit 26-Gruppen

spektren, die aus eindimensionalen axialen und radialen

Diffusionsrechnungen für den jeweils betrachteten Reaktor

gewonnen wurden. Vergleichsrechnungen - mit 26 bzw. 5 Gruppen,

die nach der angegebenen Vorschrift kondensiert wurden - haben

nur Unterschiede von wenigen )'00 in den berechneten Größen

ergeben.

Der Dopplerkoeffizient wurde direkt aus den Kernparametern mit

Hilfe einer eindimensionalen Störungsrechnung L-2_7 ermittelt.

Auch die Neutronenlebensdauer wurde eindimensional bestimmt.
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III. Gruppensatz

Wie schon erwähnt, wurde bei den Rechnungen der neueste Karlsruher

Gruppensatz (MOXTOT) verwendet. Er besitzt, wie alle früheren

Karlsruher Gruppensätze, eine Einteilung in 26 Energiegruppen.

Der Berechnung der Gruppenkonstanten lag das cr -Konzept /-3 7o t: -
zugrunde.

Der Gruppensatz "MOXTOT" besitzt gegenüber dem weithin bekannten

Gruppensatz "NAPPMB II im wesentlichen die folgenden Verbesserungen

in den Kerndaten:

1. Bei Plutonium 239 wurde das Verhältnis von Einfang- zu

Spaltquerschnitt (Pu-a) entsprechend den Messungen von

Gwin im Energiebereich von 0.5 bis 10 KeV beträchtlich

erhöht.

2. Der Einfangquerschnitt von U 238 im Energiebereich

von 5 eV - 100 KeV wurde verkleinert. (Im Bereich von

10 - 100 KeV um ca. 10%, im Bereich von 5 - 10 KeV um

ca. 30% und im Bereich von 5 eV - 5 KeV um weniger als

10%, verglichen mit den Werten des NAPPMB-Satzes). Die

neuen Werte entsprechen den Messungen von Moxon.

3. Die Daten der höheren Pu Isotope wurden entsprechend den

Auswertungen von Yiftah et ale und J.J. Schmidt ersetzt.

Für Pu 240 bedeutet dies eine Verringerung des Einfang

querschnittes etwa um den Faktor 2. Der Spaltquerschnitt

wurde etwas erhöht. Eine genaue Beschreibung des Gruppen~

satzes findet sich in L-4_7

Als Wichtungsspektrum bei der Erzeugung der Gruppenkonstanten

des MOXTOT-Satzes wurde das eines dampfgekühlten schnellen

Brüters verwendet (SNEAK-3A-2). Abgesehen von den Werten der

Streumatrix ist der Einfluß des Wichtungsspektrums auf die

Gruppenkonstanten sehr gering L-5_7. Um auch den Einfluß der

mit verschiedenen Wichtungsspektren erzeugten Streumatrix auf

die nuklearen Daten zu untersuchen, wurde das Karlsruher

Reaktorkonzept mit 2 Gruppensätzen berechnet, die sich nur im

Wichtungs spektrum der Streumatrix .. unterschieden (Wichtungsspektrum

eines natrium- bzw. dampfgekühlten schnellen Brüters).
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Es ergaben sich die folgenden Abweichungen:

Konversionsrate <0.4%; Brutrate <0.2%; kritische Masse <1%.

Dieses Ergebnis zeigt, daß sich der MOXTOT-Satz auch für die

Berechnung gasgekühlter schneller Brüter eignet, besonders

da es sich im vorliegenden Fall hauptsächlich um vergleichende

Betrachtungen handelt.
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IV. Daten der betrachteten Reaktorkonzepte

Es wurden die folgenden Reaktorkonzepte untersucht:

I. Oxidischer Brennstoff:

1. Ein Entwurf von Gulf General Atomic (GGA) mit

"ventedfuel" und sekundärem Dampfkreislauf 1..-6_7.

2. Ein Entwurf des Kernforschungszentrums Karlsruhe,

charakterisiert durch Vanadinlegierungen als Brenn

stoffhüllmaterial und direkten Kreislauf mit Gas

turbine 1..-7_7.

3. Ein schwedischer Entwurf mit Sandvik Stahl 12R72HV

als Hüllmaterial, einem Heliumdruck von 70 bar und

sekundärem Dampfkreislauf 1..-8_7.

4. Ein weiterer schwedischer Entwurf, der sich von dem

in 1..-8_7 angegebenen in der Hauptsache durch den

stark erhöhten Heliumdruck von 130 bar unterscheidet

1..-9_7.

5. Ein Entwurf der United Kingdom Atomic EnergyAuthority

(UKAEA) mit coated particles. Der Entwurf ist

charakterisiert durch Brennstoffpartikel mit einem Außen

durchmesser von 1,15 mm und einer Hüllwandstärke

von 0,15 mm 1..-10_7.

11. Karbidischer Brennstoff:

1. Ein Entwurf von GGA mit "vented fuel", direktem

Kreislauf und Gasturbine 1..-11_7.

Mit Ausnahme des schwedischen Entwurfs 1..-9_7 mit 130 bar

Heliumdruck handelt es sich um Konzepte, die im Rahmen des

Gas Brüter Memorandu.rns besonders betrachtet werden sollen.

Der schwedische Entwurf 1..-9_7 wurde nachträglich noch in

diesen Bericht mit aufgenommen, da es sich hierbei um das

neueste schwedische Konzept handelt. Außerdem kann damit der

Einfluß des Heliumdrucks auf die nuklearen Daten gut

demonstriert werden.
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Die für die nuklearen Rechnungen verwendeten Konstruktions

daten der einzelnen Reaktorkonzepte sind in Tabelle 1 aufge

führt. Zur Erleichterung einer eventuellen Neuberechnung

enthält der Anhang ein vollständiges Verzeichnis aller

Teilchenzahldichten.

Um einen sinnvollen Vergleich der nuklearen Daten der

verschiedenen Reaktorkonzepte zu ermöglichen, wurde für

alle Entwürfe/z.T. abweichend von den in der Literatur

angegebenen Daten,folgende Festlegung getroffen:,

1. Es soll ein maximaler Abbrand im Core von 100 000 MWd/t

(örtlich gemittelt 75 000 MWd/t) erreicht werden. Dies

bedingt eine Schmierdichte des Brennstoffs von 83% der

theoretischen Dichte.

2. Der Pu-Isotopenvektor im Core wurde folgendermaßen fest

gelegt:

Pu 239:Pu 240~Pu 241:Pu 242 = 0.7787:0.1863:0.0278:0.0072

nies en~sp~icht ungefähr der stationären Pu-Isotopen

zusammensetzung, wenn in der Wiederaufbereitungsanlage

nur Brennstoff von gasgekühlten schnellen Brütern ver

arbeitet wird (gemeinsame Aufbereitung von Core und

Blanketmaterial) •

3. In den Blankets wurde einheitlich eine Schmierdichte von

90% der theoretischen Dichte angenommen. Der Pu-Vektor war:

Pu 239:Pu 240:Pu 241:Pu 242 = 0.96:0.04:0.0:0.0

Alle Blankets wurden in zwei Zonen gleicher Dicke unter

teilt. In den äußeren axialen Blanketzonen betrug die

Spaltstoffkonzentration ca. 0.5%, in den inneren ca. 1%.

In der äußeren radialen Blanketzone wurde die Spaltstoff

konzentration zu 1%, in der inneren zu 2% angenommen. Diese

Annahmen berücksichtigen in etwa den Zeitpunkt der Rechnung

(mid of cycle, d.h. bei einem örtlich gemittelten Abbrand

von 37 500 MWd/t) und das unterschiedliche Management im Core

und in den axialen Blankets einerseits und im radialen

Blanket andererseits.
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11- ___e 1 -
Oxid Vanadin Hülle PHe = 70 bar PHe = 130 bar coated particle Karbid

GGA Karlsruhe Schweden Schweden UKAEA GGA

Coredaten

Gesamtleistung 2633
2486 2550 2930 2381

2677[MWt h_1

Corevol. [m 3_1 9,94 8,5 10.6 7.18 6.9 4.19

Corehöhe Hc [cm•.7 126,5 120 129.3 100 130 110.1

Coredurchmesser
316,2 300 .323.2 302 260.8 220.2

Dc [cm]

Kühlmittel He He He He He He

Vol.Anteil 0,6037 0,5524 0.5496 0.566 0.5907 0.6321

Dichte L-g/cm3_1 10- 3 5,11 • 10-3 -3
~.11 '10- 3 4.22 • 10-3 10- 34,51 • 4.5 • 10 8.02

Strukturmaterial Stahl 16/13 SS Sandvik12R72HV Sandvik12R72HV Teilch.enzahl- Stahl

Dichte L-g/cm3_1 8,09 8,0
dichten des Struktur

8.0 8.0 u.Hüllmaterials 8.0

Gewichtsanteile /.-%_1
Cr22.62/Fe 49.41 Cr16/Ni13/Mol,3/Si 0,45; Cr15/Ni15/Tio,44/ (10- 2 4) . Cr22. 62/ye49. 41
Ni 27.97 VO,7/NO,l/NBl/Fe67,45 Cr15/Nil5/TiO,44/Mol/ Mol/Fe68,56 Ni 27.97

l~e 68.56 10- 3
vot • Anteil 0,07789 0,073 0,13 C 10.86 0.07789

0.1273

Hüllmaterial Vanadinleg. Cr 2.56 • 10-3 (K)

Dichte L-g/cm3_1 -3
im StrUiktur-im Strukturmat. 5,96

Fe 1.55 • 10
:lm Strukturmat. im Strukturmat. Mo 2.99 • 10-5 material

Gewichtsanteil ("%_1 enthalten V96/Ti3/Sil 10-4 enthalten
enthalten enthalten Ni 2.50 •

Vol.Anteil 0,0766 Si 7.53 • 10- 3

Brennstoff Oxid Oxid Oxid Oxid Oxid Karbid

Vol.Anteil 0,3184 0,298
0.3231 0.304 0.144 0.29

Zahl der Corezonen 2 2 2 2 2 2

Radius der Corezonen

Rl [cm_1 111,79 106,1 126 119 77 77.85

R2 [cm_1 158,1 150
161. 6 151 130.4 110.1

(K) 'Wert enthält Kontrollstab follower (Cr)
mit einem Vol.Anteil von 0.0255
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von Tabelle 1 Oxid Vanadin Hülle PHe = 70 bar PHe = 130 bar coated particle Karbid
GGA Karlsruhe Schweden Schweden UKAEA GGA

Radiales Blanket

Dicke [cm_7 46 50 35.8 48.5 80 51

Kühlmittel

Vol.Anteil 0.3905 0.241 0.2553 0.29 0.447 0.4355

Dich.te [g/ent3_7 4.51 10-3 5.11 • 10-3 4.5 • 10-3 9.11 • 10-3 -3 8,02 • 10-34.91 • 10

Struktur und .Hüllmat\ Stahl Incoloy 800 Sa.ndvik 12R72HV Sandvik 12R72HV AISI 316 Stahl

Dichte ,-g/cm3_7 7.91 7.81 8.0 8.0 7.94 7.91

Gewichtsante.ile Cr22.17/Fe49~70/ Cr21/Fe46.5/Ni32.5 Cr15/Nil5/TiO. 44 cr15/Ni15/TiO.44/ Cr17.5/Nill.5/Sil/ Cr22.17/Fe49.70/
Ni 28.13 Mol/Fe68.56 Mol/Fe 68.56 Mo2,25/Mnl,5/Fe66,25 Ni 28,13

Vol. Anteile 0.1095 0.183 0.1662 0.148 0.114 0.1095

I3rutstoff Oxid Oxid Oxid Oxid Oxid Oxid

Vol.Anteil 0.5 0.576 0.5785 0.562 0.439 0.455

Axiale Blankets

Dicke [cm_7 60 60 60 70 60 60

Kühlmittel
wie im wie im wie im

Vol.Anteil oben wie im wie im 0.581
unten Core Core 0.587 Core

Core Core
Dichte [g/cm3j 4.22 • 10-3

Struktur und Hüllmat. AISI 316

Dichte ,-g/cm3_7 wie im wie im wiE! im wie im 7.94 wie im

Gewjchtsanteile Core Core Cr17.5/Nill.5/Sil/ Core
Core Core Mo2.25/Mnl.5/Fe66.25

Vol.Anteil oben 0.057
unten 0.051

Brutstoff Oxid Oxid Oxid Oxid Oxid Oxid

Vol.Anteil 0.3184 0.298 0.3231 0.304 0.362 0.29

Tabelle 1: Konstruktionsdaten der untersuchten Reaktorkonzepte,

die für die nuklearen Rechnungen benötigt werden.

b1
H.
(X)
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Die Annahmen sind z. Teil nur näherungsweise durch

eine Abbrandrechnung bestätigt worden (s , Ir. Teil des

Berichts der Arbeitsgruppe ). So ergab sich z.B. ein

örtlich gemittelter, maximaler Abbrand von nur 70 000 statt

wie hier angenommen 75000 MWd/t. Diese Abweichungen sind

jedoch für den Vergleich der Konzepte nicht von Bedeutung.

4. Beim Reaktorentwurf von GGA mit karbidischem Brennstoff

L-11_1 wurden, abgesehen von der Brennstoffdichte, die

selben Annahmen gemacht. Die Schmierdichte des karbidischen

Brennstoffs wurde jedoch auf 80% der theoretischen Dichte

erniedrigt, um der höheren Schwellrate des Karbids

Rechnung zu tragen.

Zu den betrachteten Reaktorkonzepten ist noch folgendes

zu bemerken:

1. GGA-Entwurf, Oxid:

Im ursprünglichen Entwurf L 6_1 war das Core in 4 Zonen

unterteilt. Einmal aus Gründen der Einheitlichkeit - eine

solche Möglichkeit besteht ja auch bei einigen anderen

Reaktorkonzepten - und zum anderen aus rechentechnischen

Gründen wurden für diesen Bericht jeweils 2 Zonen zu einer

zusarnrnengefaßt.

Weiter bestanden einige Unklarheiten bezüglich des Hüll-

und Strukturmaterials. Die in der Haupttabelle angegebenen

Werte für diese Materialien entsprechen nicht den bei der

Berechnung der physikalischen Daten angegebenen Teilchenzahl

dichten. Diese Diskrepanz wirkt sich jedoch nur geringfügig

auf die nuklearen Größen des Reaktors aus. Die in Tabelle 1

dieses Berichts angegebenen Dichten und Gewichtsanteile wurden

aus den in ,-6_1 angegebenen Teilchenzahldichten berechnet.

2. GGA-Entwurf, Karbid:

Die Teilchenzahldichten des Hüll- und Strukturmaterials

sind dieselben wie beim Entwurf mit Oxid. Der Brennstoff im

radial~n und in den axialen Blankets ist Oxid.
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3. UKAEA-Entwurf:

In Tabelle 1 nicht aufgeführt sind die Daten der beim

"coated-particle"-Reaktorkonzept vorhandenen Reflektoren

sowie der Zwischenräume zwischen Core und axialen Blankets.

Sie sind durch folgende Werte charakterisiert und wurden

bei den nuklearen Rechnungen berücksichtigt (Tab. 1a).

0.845 0.831
4.~2·10-3 4.22'10- 3

AISI316 AISI316

0.155 0.169

7.94 7.94

Cr17.5/Ni11.5/Si1.0/Mo2.25/Fe67.75

Dicke L-cm_7

Kühlmittel

Vol.Ant.
- 3 -

Di~hte L g/cm _/
Strukturmaterial

Vol.Ant.

Dichte

Gewichtsanteile

Dicke L-cm_7

Strukturmaterial

Teilchenzahldichte'1024

Fe

C

oberer
Zwischenraum

5

axiale
Reflektoren

30

Fe

unterer
Zwischenraum

5

radiale
Reflektoren

80

Fe,C

4.23'10-2

4.14'10-2

Tabelle 1a: Zusätzliche Daten des UKAEA

Entwurfs.

Weiter ist noch zu bemerken, daß bei diesem Entwurf ein Volumen

anteil von 2,55% für die "Followers" der Regelstäbe (Chrom)

berücksichtigt wurde. Bei den anderen Konzepten wurde der

entsprechende Anteil zum Kühlmittel geschlagen. Diese kleine

Inkonsistenz kann jedoch beim Vergleich der nuklearen Daten

vernachlässigt werden.
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4. Auf Grund der Arbeiten der ArbeitsgruppeBrennelemente

wurde, abweichend von den ursprünglichen Entwürfen, der

Heliumdruck beim Karlsruher Konzept zu 90 at und beim

GGA Konzept mit oxidischem Brennstoff zu 70 at ange

nommen.
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V. Ergebnisse der nuklearen Rechnungen

Tabelle 2 enthält sämtliche Ergebnisse der nuklearen

Rechnungen.

Zu den nuklearen Rechnungen ist folgendes zu bemerken:

1. Den verwendeten Querschnitten entspricht eine Temperatur

von 9000K. Es wurden also die Temperaturunterschiede zwischen

Kühlmittel, Hüllmaterial und Brennstoff nicht berücksichtigt.

2. Die Rechnungen wurden bei total herausgezogenen Abschalt- und

Regelstäben durchgeführt.

3. Abgereichertes Uran im frischen Reaktor enthält noch

ca. 0.2% U 235. Da dieser geringe Gehalt die Ergebnisse

praktisch nicht beeinflußt, wurde U 235 bei den Rechnungen

vernachlässigt.

4. Durch Veränderung der Anreicherung in den beiden Corezonen

wurde die Leistungsverteilung so iteriert, daß sich für die

maximalen Leistungsdichten in den beiden Corezonen ein

Verhältnis von etwa 1 ergab. Diese Festlegung wurde gewählt,

um das Integral des radialen Formfaktors über die Zeit zu

einem Maximum zu machen. Denn ist im frischen Zustand des

Reaktors das Leistungsmaximum in der äußeren Corezone um

den Betrag E höher als in der inneren, so sind im abge

brannten Zustand - bei geeignet gewähltem E - die

Verhältnisse genau umgekehrt,da - bei einer Konversionsrate

des Cores kleiner als 1 - wegen der höheren Anreicherung

in der äußeren Zone die Leistung mit zunehmendem Abbrand

stärker abnimmt. Unter der Annahme, daß dieser Vorgang

linear mit der Zeit verläuft, ergibt sich für einen

mittleren Abbrandzustand der oben festgesetzte Wert für

das Verhältnis der Leistungsmaxima. Gleichzeitig

liefert dieses Verhältnis bei volumengleichen Corezonen

den größten Wert für den radialen Formfaktor.

5. Der Kühlmittelverlustkoeffizient wurde nicht neu bestimmt.

Er liegt bei allen betrachteten Reaktoren in der Größen

ordnung bis zu 1 $.



Tabelle 2 Oxid Vanadin Hülle 70 bar 130 bar coated particle Karbid
GGA Karlsruhe Schweden Schweden UKAEA GGA

Ke f f 0,9968 1,0042 0,9959 1.0000 0,9999 1,0042

Yl 8,40 7,50 8,30 7,05 4,28 1,86

Y2 6,18 5,51 5,63 4,63 3,17 5,54

A [%_1 12,3 13,6 12,5 14,4 22,2 13,3

Spaltstoffrnasse (Metall)

Mc o r e 1 [k9_1 1358 1200 1809 1357 534 684

Mc o r e 2 [kg_1 1778 1568 1637 1184 1262 928

M [kg] 3136 2768 3446 2541 1796 1612core

BRReaktor 1,435 1,316 1,379 1,411 1,192 1,460

BRc or e 0,804 0,712 0,1116 0,664 0,417 0,693

BRal.ax. 0,306 0,273 0,278 0,382 0,299 0,285

BRal. rad. 0,325 0,331 0,285 0,365 0,476 0,482

BG 0,431 0,328 0,384 0,417 0,223 0,439

eRc 0,870 0,773 0,875 0,730 0,468 0,771

Dopplerkoeffizient rK-~ - 0,802 • 10-5 - 0,857 • 10-5 - 0,806 • 10-5 - 0,653 • 10-5 -1,170 • 10-5 - 0,617 • 10- 5

-Tg (T=900 °K) 7,21 • 10- 3 7,72 • 10- 3 7,26 • 10- 3 -3 10,53 • 10-3 5,56 • 10- 35,88 • 10

l' [Il sec_I 0,484 0,516 0,486 0,455 1,015 0,362

lax 0,82 0,82 0,-81 0,84 0,82 0,84

lrad 0,84 0,84 0,85 0,85 0,79 0,85

tl1
H

......
\)I



Fortsetzung Oxid Vanadin HUlle 70 bar 130 bar coated pa,rticle Karbid
von Tabelle 2 GGA Karisruhe Schweden schweden UKAEA GGA

Lge s [MWt h_? 2633 2486 255() 2930 2381 26'17

Lcor e 11 Lges 0~483 0,486 0,5'74 0,565 0,340 0,455

Lcor e 21 Lge s 0,418 0,417 0,3.'0 0,322 0,515 0,421

Lcor e I Lges 0,901 0,902 0,914 0,887 0,855 0,877

La!. ax I Lge s 0,038 0,034 0,0:32 0,044 0,043 0,035

LaI.radl Lge s 0,061 0,064 O,O~)4 0,069 0,102 0,088

Lmax I L1max 1,025 1,024 1,029 1,038 1,093 1,013coze 1 core 2

Rcor e 1 L-MWth/kg_? 0,938 1,006 0,810 1,2.20 1,515 1,778

Rcor e 2 [,,] 0,619 0,661 0,5:~9 0,798 0,971 1,213

R [,,] 0,757 0,811 0,677 1,024 1.133 1,456core

_1_ 0,806 0,790 0,8()2 0,802 0,738 0,822
1+a
D.T. [a] 12 16 15 11 30 8

Tabelle 2: Nukleare Daten der untersuchten
Reaktorkonzepte.

!:J'
H

....
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6. Der Einfluß vom Reflektoren und verschiedenen axialen
Blanketdicken wurde untersucht.
Läßt man die Reflektoren weg, so verringert sich beim
UKAEA-Konzept die Brutrate um 2,5 Punkte~. Bei den

Entwürfen von GGA (Oxid), Schweden (70 bar) und
Karlsruhe verkleinert sich die Brutrate um 5 - 7 Punkte,
wenn man die Dicke der axialen Blankets von 60 auf 40 cm
verringert.
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VI. Diskussion der Ergebnisse

Betrachtet man die Daten der Tabelle 2, so kann folgendes
festgestellt werden:

Im Vergleich zu den nuklearen Werten, die mit den früheren
Gruppensätzen - z.B. mit dem in Karlsruhe allgemein üblichen
Gruppensatz NAPPMB L-3-7 - errechnet wurden, zeigen die
Rechnungen mit dem Gruppensatz MOXTOT:

1. eine beträchtliche Abnahme der Gesamtbrutrate
(ca. 14 Punkte) SOlide eine Verringerung der Konversions
rate des Gores um ca. 9 Punkte,

2. nur eine geringfügige Verringerung der kritischen Masse
um etwa 40 kg.

Die Ursache dafür liegt natürlich in der Erhöhung des Pu-~

Wertes und in der Verkleinerung der Einfangquerschnitte von
U 238 und Pu 240. Im Gore ist der Anteil der Einfänge im
Brutstoff kleiner geworden. Die Leckage, die parasitäre Ab
sorption und die Absorption im Spaltstoff wurden dagegen
größer. Damit sinkt die Brut- und Konversionsrate des Gores.
Aber auch die Blankets sind transparenter geworden, so daß
trotz der vergrößerten Leckage von Neutronen aus dem Core
in die Blankets die Brutraten der Blankets ebenfalls kleiner
wurden. Beide Effekte ergeben den starken Rückgang in der
Gesamtbrutrate. Eine Erhöhung der Blanketdicken, soweit dies
von der konstruktiven und wirtschaftlichen Seite her möglich
ist, könnte den Verlust in der Gesamtbrutrate etwas verringern.
Die schwerwiegenden Einbußen bei der Konversionsrate des Gares
und damit der größere "reactivity swing" blieben von dieser
Maßnahme jedoch unberührt.

Die nur geringe Änderung in der kritischen Masse rührt von
zwei gegenläufigen Effekten her. Einmal ist das Verhältnis
von Einfang- zu Spaltquerschnitt bei Pu 239 beim MOXTOT-Satz
erhöht worden, zum anderen vergrößerte sich jedoch auch der
Anteil der im Spaltstoff absorbierten Neutronen, so daß sich
die Auswirkungen auf die kritische Masse z.T. aufheben.
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Vergleicht man die Daten der untersuchten Reaktoren mit

oxidischem Brennstoff untereinander, so läßt sich folgendes

feststellen:

1. Kritische Massen: Der Unterschied in den kritischen

Massen der einzelnen Konzepte wird im wesentlichen

bestimmt durch die unterschiedlichen Corevolumina und

Brennstoffvolumenanteile. Daher besitzt der "coated

particle"-Entwurf der UKAEA auch die mit Abstand kleinste

kritische Masse.

2. Brut- und Konversionsraten des Cores: Die Core-Konversions

rate ist im wesentlichen proportional dem Verhältnis von

Volumenanteil Brutstoff zu Volumenanteil Spaltstoff,

d.h. proportional zu 1-A (A = Anreicherung). Darüber-
A

hinaus spielt das Spektrum noch eine Rolle und zwar derart,

daß ein weicheres Spektrum eine höhere Konversionsrate zur

Folge hat. Aus diesen Gründen besitzt der UKAEA-Entwurf

mit seiner hohen Anreicherung die kleinste Konversionsrate

(0,47). Die Konversionsraten der anderen Reaktoren liegen

wesentlich höher zwischen 0,73 und 0,88.

Für die Core-Brutraten gelten dieselben Uberlegungen, nur

daß zusätzlich noch die Absorption im Spalts toff der

Blankets mit berücksichtigt werden muß. Sie liegen daher

um 0,05 bis 0,08 niedriger als die entsprechenden

Konversionsraten.

3. Blanketbrutraten: Im UKAEA-Entwurf ist wegen des

kleinen Cores die Leckage groß und daher ist auch der

Anteil der Blanketbrutrate an der Gesamtbrutrate groß

(65%). Oasselbe gilt auch für den schwedischen Entwurf

mit einem Primärgasdruck von 130 bar. Dort beträgt der

Anteil der Blanketbrutrate 53%. Bei den drei anderen

Reaktorkonzepten liegt er zwischen 41 und 46%
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4. Brutgewinn: Seiner Definition nach ist der Brutgewinn
B.G. (S.8. B I.2, ) nicht einfach die Brutrate -1, sondern
diese Größe wird noch multipliziert mit dem Verhältnis
von Absorption im Spaltstoff zu Spaltung im Brennstoff.
Da dieses Verhältnis spektrumsabhängig ist, erklärt sich
die Tatsache, daß in Tabelle 2 der Brutgewinn zum Teil
größer, zum Teil kleiner als die Brutrate -1 ist.

5. Dopplerkonstante: Der hohe Kohlenstoffanteil beim UKAEA
Entwurf hat ein relativ weiches Spektrum zur Folge und
dadurch ergibt siCh, trotz des geringeren Brennstoff
volumenanteils und der hohen Anreicherung,eine Doppler
konstante, die um ca. 25% größer ist als die Dopplerkon
stanten der Entwürfe von GGA (oxidischer Brennstoff) und
Schweden (70 bar Heliumdruck). Umgekehrt ist die Doppler
konstante beim schwedischen Entwurf mit 130 bar Helium
druck kleiner, da hier wegen des kleinen Cores ein relativ
hartes Bpektrum vorhanden ist. Die gegenüber demGGA-Konzept
mit oxidischem Brennstoff etwas höhere Dopplerkonstante des
Karlsruher Entwurfs wird im wesentlichen durch das Vanadin
des Hüllmaterials verursacht, denn es besitzt in dem für
den Dopplerkoefrizienten wichtigen Energiebereich Streu-
resonanzen, die zu einer Verbeulung des Flusses führen.

6. Leistungsverteilung: Ähnlich wie im Falle der Brutraten
spiegelt die Leistungsverteilung zwischen Core und Blankets
bei den einzelnen Konzepten die unterschiedliche Leckage
aus dem Core wider. Der UKAEA-Entwurf und der schwedische
Entwurf mit 130 bar Heliumdruck besitzen eine große
Leckage und daher auch einen großen Leistungsanteil der
Blankets (14,6 bzw. 11,3%). Umgekehrt ist beim schwedischen
Entwurf mit 70 bar Heliumdruck wegen des großen Ccres der
Leistungsanteil der Blankets klein, nämlich nur 8,6%. Der
Karlsruher Entwurf undder GGA-Entvrurf mit oxidischem Brenn
stoff liegen - was den Leistungsanteil der Blankets betrifft 
dazwischen (9,7 bzw. 9,9%).
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Aus den Werten der Tabelle 2 läßt sich ersehen, daß bezüglich

der nuklearen Daten der Übergang vom oxidischen zum karbidischen

Brennstoff große Vorteile mit sich bringt. Einmal ergibt sich

eine starke Reßuktion der kritischen Masse (1612 kg). Zum

anderen kann mit dem karbidischen Brennstoff eine hohe Gesamt

brutrate (1,,46) und eine mit oxidischem Brennstoff vergleich

bare Core-Konversionsrate (0,77) erreicht werden. Diese

Verbesserungen sind im wesentlichen eine Folge der höheren

Dichte des Karbids und des kleineren Corevolumens. Wegen der

dadurch bedingten höheren Leistungsdichte im Core muß jedoch der

Kühlmitteldruck zur Verbesserung der Wärmeabfuhr stark erhöht

werden. Auch mit oxidischem Brennstoff läßt sich eine deutliche

Verbesserung der nuklearen Daten erzielen, wenn man zu höheren

Kühlmitteldrucken und kleineren Corevolumina übergeht. Dies

erkennt man beim Vergleich der heiden schwedischen Entwürfe.

Hierbei muß dann allerdings immer eine drastische Verringerung

der Core-Konversionsrate in Kauf genommen werden. Diese ist beim

Übergang zum karbidischen Brennstoff nicht so stark wegen

der höheren Brennstoffdichte.

Für das Gas-Brüter-Memorandum erscheint es interessant, zum

Abschluß noch die nuklearen Daten der untersuchten gasgekühlten

schnellen Brüter mit denen eines natriumgekühlten schnellen

Reaktors zu vergleichen. Deshalb sind in Tabelle 3 die

wichtigsten nuklearen Größen eines natriumgekühlten Brüters

mit 1000 MWe Leistung L-12_/ angegeben. Es handelt sich hierbei

um Daten aus einer Studie, die nicht zu einem ersten, prototy

pischen Entwurf führen soll,sondern im Sinne der ENEA-Studien

für gas- und dampfgekühlte Reaktoren die charakteristischen

Merkmale eines natriumgekühlten achneLl.en Brüters aufzeigen

soll.
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Referenzentwurf

keff 1.02

krit. L-kg_1Masse 1630

BG 0.246

IB~eaktor 1.23

B~lanket 0.590 I
CR 0.688 ICore !

_Td k 0
10-3 I

I
Dopplerkonstante (T=900 K) 5.57 . IdT I
max.Störreaktivität
b. Kühlmittelverlust /"V 1.4%

L- 1 +D.T. a 17-
+ Bei der Berechnung der Verdopplungszeit wurde, um

einen Vergleich mit den gasgekühlten Reaktoren zu

ermöglichen, ebenfalls ein maximaler Abbrand

(örtlich gemittelt) von 75 000 MWd/t angenommen.

Tabelle 3: Nukleare Daten des natri~~gekühlten

Reaktors (Referenzentwurf) mit

oxidischem Brennstoff aus l-12_1.

Die Daten dieses Reaktors sind auf die gleiche Weise und mit

demselben Gruppensatz berechnet worden wie die Daten der

gasgekühlten Reaktoren, so daß ein Vergleich ohne weiteres

möglich ist, wenn auch gewisse Unterschiede bei den Ausgangs

daten (z.B. beim maximalen Abbrand) vorhanden sind.

Man erkennt, daß die kritsche Masse des natriumgekühlten

Reaktors ungefähr vergleichbar ist mit der kritischen Masse

des "coated particle"-Konzepts und des GGA-Konzepts mit

karbidischem Brennstoff. Bei allen anderen gasgekühlten

Reaktoren ist die kritische Masse beträchtlich größer.

Die Gesamtbrutrate und die Konversionsrate des Cores sind

beim natriumgekühlten schnellen Brüter im allgemeinen kleiner

als bei den gasgekühlten Brütern der Tabelle 2. Hier macht nur

der UKAEA-Entwurf eine Ausnahme. Die Verdopplungszeit entspricht

in etwa den· Verdopplungszeiten beim·KarlsruherEntwurr und beim

schwedischen Entwurf mit 70 bar Primärgasdruck.
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Zum Abschluß ist noch zu bemerken, daß der hier vorgenommene

Vergleich zwischen gasgekühlten und natriumgekühlten schnellen

Brütern nur einen sehr kleinen Teil, nämlich die nuklearen

Daten, umfaßt. Es bleibt den Arbeitsgruppen lISicherheitll

und lIWirtschaftlichkeitll vorbehalten, mit Hilfe der hier

angegebenen Daten einen vollständigeren Vergleich durch

zuführen.
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Erläuterung der verwendeten Abkürzungen

Pu 240 und Pu 242 zum Brutstoff

y = Vol.Anteil Brutstoff
Vol.Anteil Spaltstoff

dabei zählt U 238,

Pu 239 und Pu 241 zum Spaltstoff

1
A = 1+y = Volumenanreicherung

=

BRz = Brutrate der Zone z =
Einfangrate in U 238 und Pu 240 der Zone z

CR = Konversionsrate des Coresc

= Einfangrate in U 238 und Pu 240 im Core
Absorptionsrate im Spaltstoff des Cores

axialer bzw. radialer Formfaktor=~rad }

'iax

B.G. =

= (BR-l) • Absorptionen im Spaltsotff des Reaktors
Spaltungen im Brennstoff des Reaktors

1 = Neutronenlebensdauer

Rz = Spaltstoffbelastung in der Zone z

L z = Leistung der Zone z

1/(1+a) = Verbrauch von Spaltstoff durch Spaltung/Verbrauch

von Spaltstoff durch Spaltung und Einfang

D.T. = Verdopplungszeit (lineare) des Systems. Sie wurde

nach den ENEA-Grundregeln berechnet aus:

D.T. = Gesamtinventar des Systems
Pu-Produktionsrate pro Jahr

unter Berücksichtigung von 2 % Brennstoffverlust,

einem Lastfaktor von 0,8 und einer

"out-of-pile"-Zeit von 0,75 Jahren.
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Anhang

Reaktorskizzen und Teilchenzahldichten

der betrachteten Reaktorkonzepte
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Teil B Ir.:

Abbrandrechnung für das Reaktorkonzept des Kernforschungszentrums

Karlsruhe

zusammengestellt von

M. Schatz
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Abbrandrechnungen

Um einen Einblick in das Langzeitverhalteneinesschnellen
heliumgekühlten Brutreaktors zu gewinnen, müssen hierzu
Abbrandrechnungen durchgeführt werden. Die Abbrandrechnungen
wurden für das Reaktorkonzept der GfK-Karlsruhe ausgeführt.
Aus Zeitmangel konnten andere aussichtsreich erscheinende
Reaktorkonzepte nicht behandelt werden.

Zur Bestimmung des Abbrandes stand das von Interatoment
wickelte "Abbrandprogramm für Schnelle Brüter" (ASB) zur
Verfügung.

Als Wirkungsquerschnittsbibliothek wurde der neue Karls
ruher MOXTOT-Satz in 26-Gruppendarstellung verwendet.

Die Aufgabe der Abbrandrechnung besteht vor allem darin,
die Anreicherungen so festzulegen, daß der maximale lokale
Abbrand gerade dann erreicht wird, wenn kef f etwa den Wert
eins erreicht. Um diese Aufgabe zu lösen, sind aufwendige,
iterativ ablaufende Rechnungen mit einem zweidimensionalen
Abbrandprogramm notwendig.

Zur Durchführung der Abbrandrechnungen wurden zunächst
makroskopische 4-Gruppenquerschnittssätze durch zonenweises
Kondensieren in radialer und axialer Richtung mit dem
Siemensprogramm MAKAB und dem eindimensionalen Vielgruppen
diffusionsprogramm CONDAB erzeugt.
Diese Wirkungsquerschnitte wurden dann in das Abbrandpro~

gramm ASB eingelesen.

Die verwendeten Energiegrenzen für die 4-Gruppendaten sind:

1 Gruppe .. 1"\ 5 MeV 0.8 r.leV ABli Gr. A 5•• IV. - , -
2. Gruppe 0.8 MeV - 10 KeV ABN Gr. 6 -11

3. Gruppe 10 KeV - 46,5 eV ABN Gr.12 -18

4. Gruppe 46,5 eV - 0,0252 eV ABN Gr.19 -26

Als maximaler lokaler Abbrand wurden 100 OOOMWdlt Schwer
metall festgelegt.
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In der zweidimensionalen Rechnung wurde 1/4 des Reaktors mit
646 Punkten dargestellt. Für die Heliumdichte im axialen
Brutmantel wurde eine mittlere Dichte von 0.5729 • 10~2 g/cm3

eingesetzt. (Mittelwert ~wischen den beiden axialen Brutmänteln)

Zunächst wurden die beiden Anreicherungen so bestimmt, daß
die maximalen Spaltraten in den beiden Anreicherungszonen

des Kerns in Zyklusmitte etwa gleich groß waren, um einen

günstigen Gesamtformfaktor zu erzielen.

Anschließend wurden in mehreren iterativen Schritten die
Anreicherungen so festgelegt, daß ein ausreichend großes
kef f zu Beginn des Reaktorlebens entstand und sich ein kef f
von etwa eins ergibt, wenn der maximale lokale Abbrand

100 000 ~~d/t erreicht. Die sich ergebenden Anreicherungen
sind:

1. Zone: 14,75 % pu /PU+U (Gesamtplutonium) 11,895 10 Pu
spaltbar

2. Zone: 20,15 % 11 16.251 %Pu
spaltbar

Das keff am Anfang beträgt 1,0209.

Da im Kern ein Dreierzyklus beim Beladen gwählt wurde, ent
sprechen die obigen Anreicherungen einem Gleichgewichtskern
am Beginn eines Zyklus (3 Zyklen = 1 Standzeit des Brenn
elementes). Die Brutmäntel enthalten allerdings zunächst
kein Plutonium im Gegensatz zum echten Gleichgewichtszustand.
Die Mischung enthält also bezüglich des maximalen lokalen
Abbrandes

1/3 Brennelemente mit Abbrand 0
1/3 " n " 1/3 • 100 000 MWd/t

1/3 " " " 2/3 • 100 000 "
dies entspricht einem mittleren maximalen Abbrand für die
Mischung von 1/3 • 100 000 IDld/t.

Am Ende eines solchen Gleichgewichtszyklus
den maximalen lokalen Abbrand:

ergibt sich für

1/3 Brennelemente mit Abbrand 1/3 • 100 000 MWd/t

1/3 tI " tI 2/3 • 100 000 "
1/3 " tt " 3/3 • 100 000 "
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Dies ergibt einen mittleren maximalen Abbrand für die
Mischung von 2/3 • 100 000 MWd/t. Der Abbrandzuwachs beträgt
1/3 • 100 000 MWd/t (Tab. 1, Abb. 2).
Für die thermische Reaktorleistung wurde der vom Arbeits
kreis "Komponenten" erarbeitete Wert von 2850 MWt h verwen
det.

Aus dem Verlauf der Kurve für den maximalen lokalen Abbrand
(Abb. 2) entnimmt man die Zykluszeit, d.h. die Zeit zwischen
zwei Beladungen. Im vorliegenden Beispiel ergibt sich hierfür
eine Zykluszeit von 171*Tagen, was einer Brennelementstand
zeit von 513*Tagen entspricht.
Der mittlere Kernabbrand der hierbei erreicht wird beträgt
68 187 MWd/t Schwermetall.

Nach 171 Tagen verbleibt eine Reaktivität von kef f = 1,002.

kef f hat also nach 171 Tagen, d.h. wenn der maximale lokale
Abbrand von 100 000 I'1Wd/t erhalten wird, den Wert 1 noch
nicht ganz erreicht. Berücksichtigt man jedoch, daß der
Reaktor mit kalten Maßen gerechnet worden ist, so kann man
die verbleibende Reaktivität zur Deckung der Kalt-Heißspanne
verwenden.

Der Abbrandkoeffizient ergibt sich zu:

A kef f = 0.553 • 10-6 t/MWd
4 Abbr.

Bei den Wirkungsquerschnittsberechnungen wurden die echten
Temperaturverhältnisse berücksichtigt. "Das bedeutet eine
Brennstofftemperatur von 2100 °K.

* Vollasttage
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Ausgangsdaten fUr die A'Qbrandrechnung

Reaktorkonzept G 104 GfK

Volumenanteile und Zusammensetzung:

a.) Kern

Brennstoff: Oxid, Volumenanteil 0.298, Dichte 0.83 der
theoretischen Dichte, theoretische Dichte 10,9~ gjcm3 ,
Pu-Vektor: 0.7787:0,1863:0,0278: 0,0072, 0,2 %U 235
im Uran.
Kühlmittel: Helium, Volumenanteil 0.5524 (einschließlich
1.7 %Folgeranteil), Dichte 0,5389 • 10-2 gjcm3

Struktü.rmater i a1: 16 j 1355, Y0 1. Antei 1: 0, 073 ,
Zusammensetzung und Gewichtsprozente: Si 0,45 %,
Fe 67,45 %, Cr 16 %, Ni 13 %, V 0,7 %, N 0,1 %,
Nb 1 %, Dichte 8,0 gjcm3•

Hüllmaterial: Vanadinlegierung, Vol. Anteil 0,0766,
Dichte 5,69 gjcm3, Zusammensetzung: 96 %V, 3 %Ti,
1 % Si.

b.) Axiale Brutmäntel:
Die Verhältnisse entsprechen denen des Kerns bis auf:
Dichte des Heliums: oberer axialer ~rutmantel

0,6874. 10-2 gjcm3

unterer axialer Brutmantel
0,4585 • 10-2 gjcm3

.
Dichte des Brutstoffes : .0,9 der theoretischen Dichte,

theor. Dichte 9,9 gjcm3

c.) Radialer Brutmantel:

Hüll- und Strukturmaterial: Incoloy 800,
Dichte 7,81 gjcm3, Vol.Anteil 0,183,
Zllsarnmellsetzung ~~ :32,5 %, Cr 21 %, Fe 46,5 %.
Kühlmittel: Helium, Vol.Anteil 0,241,
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Dichte Ot5389 .10-2 g/cm3

Brutstoff: Oxid t Vol.Anteil Ot576 t Dichte Ot9 der
theoretischen Dichtet theoretische Dichte 9,9 g/cm3•
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Ergebnisse der Rechnung mit sechs Abbrandzyklen.

Aus der ersten Abbrandrechnung mit frischen Brutmänteln ergab
sich tür die Gleichgewichtsbeladung der Plutoniumaufbau im
axialen Brutmantel und die Spaltproduktvergiftung in den Kern
zonen und dem axialen Brutmantel. Es zeigte sich, daß die An
reicherung für den 2. Zyklus leicht erhöht werden muß, um
für den maximalen lokalen Abbrand von 100 000 HWd/t Schwer
metall ein ausreichendes kef f zu erhalte.n. Der Grund liegt
in der nun berücksichtigten Spaltproduktvergiftung des Kerns.
Ferner wird der Kern in der Leistungsentbindung durch die
Brutmäntel entlastet, was das Abbrennen an der heißesten
Stelle etwas verzögert und zu einer erhöhten Zykluszeit führt.

Die Anreicherungen zu Beginn des zweiten Zyklus sind:

1. Anreicherungszone

2. Anreicherungszone

14,96 % (12,06 % Pu spaltbar)

20, 43 % (1 6 ,48 % 11 11 ")

Insgesamt werden 6 Abbrandzyklen (2 Brennelementstandzeiten)
mit der konstanten Zykluszeit von 180 Vollasttagen gerechnet.*)
Am Ende des 6. Zyklus wird der innere Ring des radialen Brut
mantels entladen. Die beiden Anreicherungszonen des Kerns und
der axiale Brutmantel werden bei Beginn eines jeden Zyklus
zu je 1/3 entladen und mit frischen Elementen beladen. Die
Anreicherung der zugeladenen Brennelemente bleibt dabei kon
stant.
Der Verlauf von kef f für die sechs Zyklen ist aus Abb. 4 zu
entnehmen. Man sieht, daß der zunehmende Plutoniumaufbau
im radialen Brutmanteldie Anfangsreaktivität immer mehr an
steigen läßt. Gleichzeitig verringert siph der maximale lo
kale Abbrand (s. Tabelle 4), da die vermehrte Leistungserzeu
gung des radialen Brutmantels den Kern immer mehr entlastet.
Für den tatsächlichen Reaktorbetrieb wird man bestrebt sein,
den zulässigen maximalen lokalen Abbrand möglichst in jedem
Zyklus zu erreichen. Bei konstanter Zyklusdauer ist dies
nur möglich, wenn man innerhalb der Standzeit des inneren
radialen Brutmantels den zugeladenen Brennstoff ständig in
der· Anre-icherung verxingert. Falls man aber ungleiche bzw.

*) Der 1. Abb~andzyklu8 hat 171 Tage
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wachsende Zykluszeiten zulassen will, kann man den Reaktivi
tätszuwachs wenigstens teilweise für die Erzielung des maxi
mal zulässigen lokalen Abbrandes verwenden. Genauere Unter
suchungen über den Grad der Abreicberung und der Veränderung
der Zykluszeiten müssen einer zukünftigen Arbeit vorbehalten
bleiben.

Der Plutoniwnaufbau in den Brutmänteln

a) Der radiale Brutmantel

In Tabelle 5 sind die Teilchendichten für den inneren
und äußeren Ring des radialen Brutmantels angegeben,
und zwar nach drei und sechs Zyklen. Die Teil.chendichten
nach sechs Zyklen sind die Entladedichten des inneren
Ringes.
Aus den Werten ergibt sich, daß nach drei Zyklen im
inneren Brutmantelring ein Plutoniumaufbau der spaltba
ren Isotope PU 239 und Pu 241 von 1,228 %erfolgt ist.
Der Isoto~envektor dazu:
0,9805/0,019/0,000226 /0,00000161

Nach sechs Zyklen ergibt sich ein Aufbau von 2,312 %
Pu 239 und Pu 241.
Der Isotopenvektor dazu:
0,9583/0,0395/0,0009/0,0000279

Im äußeren Brutmantelring baut sich bis zum dritten
Zyklus 0,248 %spaltbares Plutonium auf mit dem Isoto
penvektor
0,9953/0,0046/0.,00001234/0
Nach sechs Zyklen enthält der äußere Ring 0,531 %
spaltbares Plutonium mit dem Isotopenvektor
0,9895/0,0104/0,000069/0
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b) Der axiale Brutmantel

Die Teilchendichten für den axialen Brutmantel sind aus
Tabelle 6 zu entnehmen.
Der axiale Brutmantel wurde in zwei Zonen gleicher Dicke
eingeteilt. Aus Tabelle 6 ergibt sich, daß am Ende des
Gleichgewichtszyklus in der äußeren axialen Brutmantel
zohe eine Spaltstoffkonzentration von 0,843 %und in
der inneren von 1,52 %vorhanden ist.
Die Spaltstoffteilchendichten in Zyklusmitte ergeben sich
zu 0,721 %in der äußeren und zu 1,061 %in der inneren
Zone.

Der Plutoniumvektor am Ende des Zyklus ergibt sich für
die äußere Zone zu

0,983/0,0164/0,000178/0,000025

für die innere Zone zu

0,976/0,0236/0,000336/0

Gleichgewichtsbeladung des Reaktorkerns

In Tabelle 7 sind die Teilchendichten für die Gleichge
wichtsbeladung der beiden Kernzonen Cl und C2 enthalten.
Die Spaltstoffmassen in den beiden Zonen sind:

1. Zone

2. Zone

insgesamt

1246 kg

1643 kg

2889 kg

Die mittlere spez. Spaltstottbelastung

= 0,916 MWth/kg Spaltstoff

Aus Tabelle 7 folgt ein Abbrand der spaltbaren Plutonium
isotope pro Zyklus von 2,11 %.
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Die Entladevektoren sind

1. für Kernzone C1

0,7604/0,2056/0,026/0,00795

2. für Kernzone C2

0,7609/0,2041/0,027/0,00789

Masse der spaltbaren Plutoniumisotope Pu 39 und Pu 41
beim Be- und Entladen des Kerns und des axialen Brutmantels
im Gleichgewichtszyklus (je 1/3 der Brennelemente werden
am Ende des Zyklus entladen und durch frische Elemente er
setzt)

1.) Kern

Belademasse

Kernzone C1

Kernzone C2

Entlademasse

Kernzone C1

Kernzone C2

423,9 kg
575,9 kg

999,8 kg

397,7 kg
490,6 kg

888,3 kg

2.) Axialer Brutmantel

Entlademasse 1;1,1 kg

Gesamtentlademasse

(Kern + axialer Brutmantel) 1019,4 kg
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Masse der spaltbaren Plutoniumisotope im radialen Brutmantel

Entlademasse des inneren Ringes
RBM 1 nach sechs Zyklen 711,5 kg

Der äußere Ring RBM 2

enthält nach sechs Zyklen 189,1 kg
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Tab. 1

Ergebnisse der Abbrandrechnung

für den Anfangskern

o Tage 100 Tage 200 Tage

Anreicherung
1 Zone %
Pu/Pu+U

2 Zone %

14.75 (11.895)

20. 15 (16,25)

Spaltstoff: (kg)
k ef f

Gesamtleistung (MW)

Leistung Kern (MW)

2827

1.0209

2850

2739

1.0097

2850

2691

0.9994

2850

2642

Leistung Brutmantel(MW) 111 '59 208

Leistungsdichte 322,9 317,2 311.48
im Kern(W/cm3)

Verhältnis der max. 0.9929 1.037 1,078
Spaltraten Sp,/ SP2

Gesamtform.faktor 1.482 1.487 1.493

Geamtbrutrate (BR) 1.3545 1.3534 1.3513

BR intern 0.7695 0.76125 0.7520

BR extern 0.5850 0.5922 0.5993

BR radial 0.3111 0.3139 0.3169

BR axial O.273Q 0.2783 0.2824

Maximaler lokaler 0 19480 38860
Abbrand (MWd/t )

~ittlerer Kernabbrand 0 13337 26443
MWd/t]
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Tab. 2

Teilchendichten am Beginn und Ende eines Zyklus
Frische Gleichgewichtsbeladung am Anfang

0 Tage

C1 C2 RBM1 RBM2 AB1 AB2

U 35 O.1048E-4 O.9816E-5 O.2575E-4 O.2575E-4 O.1332E-4 O.1332E-4

U 38 0.5163E-2 O.4836E-2 O.1269E-1 0.1269E-1 0.6565E-2 0.6565E-2

Pu 39 0.6942E-3 0.9483E-3 0 0 0 0

Pu 40 O.1653E-3 0.2259E-3 0 0 0 0

Pu 41 O.2457E-4 O.3357E-4 0 0 0 0

Pu 42 0.6338E-5 0.8659E-5 0 0 0 0

171 Tage

U 35 0.8245E-5 0.8405E-5 0.2469E-4 0.2556E-4 0.1231E-4 0.1260E-4

U 38 0.5008E-2 O.4741E-2 O.1263E-1 0.1267E-1 0.6511E-2 0.6532E-2

Pu 39 0.6819E-3 O.9024E-3 O.5291E-4 0.9343E-5 O.4860E-4 0.~061E-L

Pu 40 0.1842E-3 O.2410E-3 O.4750E-6 0.1588E-7 O.8236E-6 0.3298E-E

Pu 41 O.2344E-4 O.3201E-4 O.2701E-8 0.1715E-10 O.8638E-8 O.2309E-~

Pu 42 0.7108E-5 O.9294E-5 0 0 O.4724E-8 0



'rab. 3

o Tage

°1 °2 RBM1 RBM2 AB1 Al32

-,-----------------.....-------,------------------------.--------_...------

0.99938E+1 0.30786E+2 0.35524E+2 1.12220E+1 1.08318E+1

1.2489E+3 O.530368]~+2 0.453166E+1 O.324970E+2 O.208920E+2 tJS
H
I-f
•

O.2997E+3 O.8657E+'1 O.6411E+0 0.7529E+1 O.5014E+1 ....
VI

L~1stung (MW.) 1.4900E+3

O.43162E+7 0.41662E+7 0.61260E+7Volumen
(c~3 )

Schwermetall-·
m~sse (t) 1.03538E+1

L~istungs- O.3452E+3
dichte

( KW/ 1)

L.istungs- 0.1439E+3 0.1249E+3 0.1722E+1
dichte
(KW/kg)

0.70686E+7

0.1275E+0

0.43162E+7

0.2895E+1

0.41662E+7

0.1928E+1

Abbrand
mich
100 Tagen
(~d/t )

Atlbrand
n~ch
200 Tagen

(M\'?d/t)

0.143122E+5 0.123273E+5 0.198231E+3 0.135184E+2

0.285510E+5 0.242601E+5 0.454939E+3 0.3008E+2

0.369119E+3 0.225092E+3

0.92559E+3 O.523876E+3



Tabelle 4.1

Ergebnisse der Abbrandrechnung mit sechs Zyklen

° Tage 171 Tage 351 Tage 531 Tage 711 Tage 891 Tage 1071 Tage,----------------_.---_.---------------------------------
kef f !

Zykl~s Anfang 1,0209
" Ende

Leis~ung Kern MW
Zyklus Anfang 2739

n Ende

Leis~g. Brutmantel MW
Zykl'l.ls Anfang 111

,

tl Ende

Leis~ungsdichte Kern W/cm3

Zyklus Anfang 322,9
" Ende

1,0200
1,002

2686
2656

164
194

316,7
313,1

1, 0(~24
1,0000

2655
2605

1195
(?45

}'12,9
307,1

1,0246
1,0023

2622
2574

228
276

305,3
303,4

1,0268
1,0045

2590
2513

260

307

305,3
299,8

1,0289
1,0066

2558
2512

292
338

;01,6
296,1

1,0087

2481

txI
....
H

369 :

292,5

Spaltratenverhältnis
SPi ISP2
Zykl~s Anfang

tt Ende

Gesamtformfaktor
Zyklus Anfang

It Ende

0,9929

1,482

0,964
1,066

1,479
1 ,491

0,971
1,039

1,476
1,460

0,949
1 ,032

1,472
1,444

0,941
1,008

1,479
1 417

0,925
1,0

1 ,475
1,401

0,984

1,407
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°Tage 171 Tage 351 Tage 531 Tage 711 Tage 891 Tage 1071 Tage

Gesamtbrutrate (BR)
Zyklus Anfang 1,3545 1,3189 1,3078 1,2978 1,2875 1,2776

lt Ende 1,3519 1,3228 1,3133 1,3038 1,2941 1,2846

BR intern
ZYk~usAnfang 0,7695 0,7384 0,7279 0,7168 0,7062 0,6954.. Ende 0,7546 0,7272 0,7163 0,7057 0,6952 0,6849

BR extern
Zyk~U8 Anfang 0,5850 0,5805 0,5799 0,5810 0,5813 0,5823 '"Hn . Ende 0,5972 0,15956 0,5969 0,5981 0,5989 0;5997 ~.....

VI

BR ~adial

Zyklius Anfang 0,3111 0,3133 0,:~165 0,3216 0,3257 0,3304
lt ' Ende 0,3160 0,:~199 0,3255 0,3310 0,3359 0,3409

BR aixial
Zykl:~8 Anfang 0,2739 0,2672 0, :2634 0,2594 0,2556 0,2518.. Ende 0,2812 0,2758 0,2714 0,2671 0,2629 0,2588

~aximaler lokaler
Abbr~nd MWd/t ° 100 000 100 000 98940 96341 94256 91778
Mittlerer Kernabbrand
MWd/it ° 68 187 70 169 69490 68669 67843 67015
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Tabelle 5

Teilchendichten im radialen Brutmantel

Innerer Ring RBM 1
Äußerer Ring RBM 2

Nach drei Zyklen

RBM1 RBM 2

U 35 0,2265E-4 0,2511E-4
U 38 0,1251E-1 0,1265E-1
Pu 39 0,1559E-3 0,3158E-4
Pu 40 0,3012E-5 0,1415E-6
Pu 41 0,3589E-1 0,3916E-9
Pu 42 0, 2561E':"9 0,0

Nach 6 Zyklen

U 35 0,1996E-4 0,2431E-4
u 38 0,1233E-1 0,1261E-1
Pu 39 0,2924E-3 0,6741E-4
Pu 40 0, 1204E-4 0,1115E-6
Pu 41 0, 2148E-6 0, 4739E:..8
Pu 42 0,8521E-8 0,0
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fabelle 6

TeilchendichtenimaxialenBrutmantel

Äußerer Teil
Innerer Teil

AHM 11

ABM 12

Beginn des Gleichgewichtszyklus

ABM 11 ABM 12

U 35 0, 1332E-4 O,1332E-4
U 38 O,6565E-2 O,6565E-2
Pu 39 0,3962E-4 0,3962E-4
Pu 40 O,5774E-6 O,5774E-6
Pu 41 0, 5959E-8 o,5959E-8
Pu 42 0,2225E-8 O,2225E-8

Ende des Gleichgewichtszyklus

U35
U 38
Pu 39
Pu 40
Pu 41
Pu 42

0, 1297E-4
0, 6547E-2
0,5576E-4
O,9293E-6
0,1007E-7
O,1431E-8

0, 1200E-4
0,6493E-2
0,1007E-3
O,2437E-5
0,3461E-7
0,0
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Tabelle .1

Teilchendichten in den beiden Kernzonen

1. Kernzone C1
2. Kernzone C2

Beginn des Gleichgewichtszyklus

u 35
U 38

Pu 39
Pu 40
Pu 41
Pu 42

0,1043E-4
0,5139E-2
0,7023E-3
0,1673E-3
0,2486E-4
0,6413E-5

0,9760 E-5
0,4809 E-2
0,9594 E-3
0,2286 E-3
0,3397 E-4
0,8761 E-5

Ende des Gleichgewichtszyklus

u 35
U 38

Pu 39
Pu 40
Pu 41
Pu 42

0,8149E-5
0,4983E-2
0, 6883E-3
0,1861E-3
0,2355E-4
0,7194E-5

0,8295 E-5
0,4710 E-2
0,9095 E-3
0,2439 E-3
0,3222 E-4
0,9439 E-5
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1. Einleitung

Die Eigenschaften schneller Reaktoren werden hauptsächlich

von folgenden Kerndaten beeinflußt:

1) Verhältnis von Einfang zu Spaltquerschnitt von Plutonium-239

cxpu239. (Abb. 2)

2) Spaltquerschnitt von Plutonium-239, crf,Pu239.

3) Einfangquerschnitt von Uran-238, cry , U23S.

Einen geringeren Einfluß haben die Spalt- und Einfangquer

schnitte der höheren Plutoniumisotope, sowie die Absorptions

und Streuquerschnitte der Struktur- und Kühlmaterialien.

Zur Bestimmung dieser Kerndaten sind umfangreiche Meßprogramme

durchgeführt worden, doch zeigen sich in den Meßergebnissen

starke Diskrepanzen, die nicht alle geklärt werden können.
Besonders die Werte von cxpu239 sind durch neuere Messungen(10),(11)

im Energiebereich 0,5 - 30 keV stark erhöht worden. Nach J.J.
~, ' .. (1).(2). .. " .
~CnmlQ~ .,. Des~enen ZWlscnen QleSen Messungen nocn VlsKrepan-

zen in den Bereichen 4-7 keV und 10-30 keV.(Abb.2). Die Messun

gen des Spaltquerschnitts von Pu-239 h~ben eine Streubreite von

ca. 10-20%, der Einfangquerschnitt von Uran-238 ebenfalls.

Den heutigen Stand der Diskussion zeigt ein Konferenzbericht
der British Nuclear Energy Society(3) •

Die Kerndaten werden in aufbereiteter Form als Gruppensätze

zur Reaktorberechnung benutzt. Die Diskrepanzen in den Kern

daten der wichtigen Reaktormaterialien verkleinern natürlich

die Aussagefähigkeit und die Sicherheit der berechneten Zahlen

werte für die Reaktorparameter wie effektive Multiplikations

konstante keff, kritische Masse und Brutrate.

Um abzuschätzen, wie groß die Unsicherheit der berechneten

Werte sein kann, sollen im folgenden einige Vergleichsrechnun

gen mit verschiedenen Gruppensätzen beschrieben werden. Außer

dem wird ein überblick über die zur Zeit gebräuchlichsten

Gruppensätze gegeben.
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2. Beschreibung verschiedener Gruppensätze

Die Berechnung Schneller Reaktoren wird in den verschiedenen

Kernforschungszentren mit unterschiedlichen Gruppensätzen

durchgeführt. Diese Unterschiede rühren von der unterschied

lichen Bewertung und Auswahl der nur ungenau gemessenen Kern

daten her. Um die Unsicherheit der berechneten Reaktorparameter

zu verkleinern, werden kritische und unterkritische Experimente

und Anordnungen nachgerechnet und die Gruppensätze so angepaßt,

daß ausgewählte integrale Parameter (keff, Verhältnisse von

Reaktionsraten) mit möglichst kleinem Fehler durch die Rech

nungen wiedergegeben werden können. Diese angepaßten Wirkungs

querschnitte (oder die Anpassungstendenz) unterstützen die

Richtigkeit einiger direkt gemessener Kerndaten oder schließen

sie aus.

Von den durch diese Methode entstandenen Gruppensätzen werden

im folgenden beschrieben, ein Gruppensatz aus Argonne(4) (ENDF/B

mit modifiziertem a 49), einer aus Studsvik(S) (AB Atomenergi),
der Gruppensatz aus Karlsruhe(2),(6) (MOXTOT), der aus Cadarache(7

(Cadarache Version 2) und ein Gruppensatz aus Winfrith(8)(FD4).

2.1 Argonne: ENDF/B mit modifiziertem apu239

Messungen an kritischen Anordnungen wurden mit Rechnungen, für

die der ENDF/B-Gruppensatz benutzt wurde, verglichen. Dabei wur

den drei Datensätze für apu239 getes~et: der ursprünglich im

ENDF/B-Gruppensatz enthaltene KAPL(9J-Datensatz für apu239' die
von Schomberg(1o) gemessenen und die von Gwin(11) gemessenen

Datensätze für apu239.(Abb. 2)

Der Vergleich der Rechnungen mit den in den kritischen Anord

nungen gemessenen a-Werten stützt die W~rte für a Th • 2 ? Q von
J. u. v.;J

Gwin. Die Nachrechnung der gemessenen Reaktionsraten mit dem

ENDF/B-Gruppensatz zeigte, daß die Verhältnisse der Reaktions

raten von Pu-239-Spaltung und Uran-238-Spaltung zu Uran-23S

Spaltung um 10-20% unterschätzt, wogegen die Verhältnisse von
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Uran-238 Einfang und Uran-235 Einfang zu Uran-235 Spaltung
ausreichend genau wiedergegeben werden.(4)

Der modifizierte ENDF/B-Gruppensatz von Argonne enthält

- für apu239 die von Gwin(ll) gemessenen Werte,

- zu niedrige Spaltquerschnitte für Plutonium-239 und Uran-238

(im Vergleich zum integralen Experiment).

2.2 ·Studsvik: AB Atomenergi

übereinstimmen, im Bereich zwischen 5 und 10 keV aber etwas

höher liegen. Ab 50 keV stimmt der Gruppensatz mit Werten von

White(14) überein; nahe an 1000keV sind höhere Werte verwen

det.

- für den Einfangquerschnitt von Uran-2380"y,U238 sind die
Werte von Schmidt(12) übernommen, die aber gegenüber den

neueren Werten von Moxon(15) zu hoch s i.nd s Clm Bez-e i.ch von

10 - 100 keV um ca. 10%, von 5-10 keV um ca. 30% und von

5 eV - 5 keV weniger als 10%).

2.3 Karlsruhe: MOXTOT

Im Kernforschungszentrum Karlsruhe existiert seit kurzem der
Gruppensatz MOXTOT(2),(S) für 26 Gruppen mit dem Wichtungs

spektrum der kritischen Anordnung SNEAK-3A2, der gegenüber

den früheren Sätzen (NAPPMB) folgende Verbesserungen enthält

(vgl. Bericht von E. Eisemann, Abschn. I1I):
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fü d i TJ t G . (11)- r apu239 1e ,er e von W1n ,
- für den Einfangquerschnitt von Uran-238 cry,U238 die Werte

von Moxon(lS),

- für die höheren Plutoniumisotope von Yiftah(lS) angegeb.Kerndaten.

Der Einfangquerschnitt von Plutonium-240 cry'Pu240 wurde
zwischen 1 keV und 10 MeV beträchtlich reduziert, während

der spaltqUerSchn~tt cr f,Pu240 von 1 keV bis 100 keV stark
vergrößert wurde( ).

- für den Spaltquerschnitt von Plutonium-239 cr f,Pu239 wurden
die Werte-vonWhite(14) über~ommen.

Der MOXTOT Datensatz wurde an einer Versuchsreihe mit schnellen
kritischen Anordnungen(2),(S) überprüft und weitgehend bestä

tigt. Eine noch bessere übereinstimmung zwischen Rechnung und
Experiment könnte erreicht werden(S), wenn

- die Spalt- und Einfangquerschnitte von Uran-235 auf die Werte

von Pönitz (vgl. Ref. 1) gesenkt werden,

- der Transportquerschnitt von Uran-238 im Energiebereich 200 keV

- 2 MeV erhöht wird,
- der Spaltquerschnitt von Plutonium-239 über die Werte von

White(14) erhöht wird,

- der niedrige Einfangquerschnitt von Uran-235 unter 300 eV,

wie er von Saussure angegeben wird, benutzt wird.

Unabhängig davon bestehen noch Diskrepanzen beim a-Wert von
Plutonium-Z39 zwischen den niedrigen Werten von Gwin(11) und

den neueren Messungen von Schomberg (pers. Mitteilung in Ref.
6 und 8), die gegenüber den alten l1essungen(10) kleiner sind,

sowie den Abschätzungen von James, Patrick und Michaudon (dis

kutiert in Ref. 1) im Energiebereich 4-7 keV und 10-30 keV.

2.4 Cadarache: CADARACHE Version 2

Mit Hilfe eines Vergleichs von nuklearer Rechnung und inte

gralen Experimenten wurde der Gruppensatz von Cadarache modi-
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fiziert(7). Der neue Gruppensatz, Cadarache Vers. 2, enthält

folgende Kerndaten:

- für apu239 im Energiebereich 0,1 - 30 keV die Werte von

Gwin(ll), oberhalb von 30 keV im Unterschied zu den anderen

Gruppensätzen gegenüber den de Saussure Messungen(17) um

10% erhöhte Werte.

- für den Einfangquerschnitt cry,U238 bis 100 keV die alten

Werte von Moxon (1963), über 100 keV um 10% niedrigere Werte

I d · ··bl· h B (18)a s le u lC en von arry •

- für den Spaltquerschnitt cr f,Pu239 bis 100 keV die Werte von

White(14), über 100 keV teilweise um 10% höhere, teilweise

niedrigere Werte.

2.5 Winfrith: FD4

Der ED4-Gruppensatz hat 35 Energiegruppen und wurde aus einer

FGL4-Library über ein typisches Natriumbrüterspektrum konden

siert. FGL4 ist ein 2000-Gruppensatz, der aus der UK Nuclear

Data Library kondensiert worden ist, wobei die Einfangquer

schnitte von Uran-238 unter 40 keV verkleinert und die Spalt

und Einfangquerschnitte von Plutonium-239 über 25 keV erhöht

wurden. Diese FGL4-Librarywurde mit integralen Experimenten

verglichen(8). Die daraus resultierenden Anpassungen scheinen

im kondensierten FD4-Gruppensatz aber noch nicht berücksichtigt

zu sein.

Der FD4-Gruppensatz enthält folgende Kerndaten:

- für apu239 bis 10 keV Werte von Gwin(ll), über 10 keV neuere

Werte von Schomberg (1969) (in Ref. 8 als pers. Mitteilung
1-1 ~,

zitiert), die gegenüber den in \~V/ angegebenen Werten nie-

driger sind.
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- für 0Y,U238 etwas niedrigere Werte als die neueren Werte von
Moxon(1S).

- für 0f,Pu239 gegenüber den Daten von James u. Patrick(13) um

10% erhöhte Werte.

Die integralen Experimente bestätigen die Werte von apu239'

verbessern für 0y,U238 die übereinstimmung mit den Moxon-Werten

und erniedrigen den Spaltquerschnitt 0f,Pu239 etwas.

3. Vergleichsrechnungen

3.1 Vergleich der Gruppensätze (Natrium-Konzept)

Um die Größe der Unterschiede von Reaktorparametern wie keff'

krit. Masse, Brutsatz usw. festzustellen, wurden von Baker(19)

Vergleichsrechnungen für ein Referenzkonzept des Natriumbrüters

mit verschiedenen Gruppensätzen durchgeführt, an der sich alle

Kernforschungszentren beteiligten. Das Referenzkonzept enthält

nur Plutonium-239, Uran-238, Natrium und Stahl. Für diesen

Bericht sind die Ergebnisse für die fünf oben beschriebenen

Gruppensätze ausgewählt, die die nach dem letzten Stand der

Diskussion neuesten Meßwerte enthalten und an Experimenten ge

testet sind. Würde man alle Gruppensätze vergleichen, erhielte

man größere Abweichungen, da viele Gruppensätze veraltete Kern

daten enthalten.

Die Ergebnisse für diese Gruppensätze zeigt Tabelle 1. Sie sind

in Abb. 1 aufgetragen. Die effektive Multiplikationskonstante

keff ist mit der Corezusammensetzung berechnet werden, die für

den FD4 Gruppensatz Kritikalität ergibt; der Wert für das Ver-

hältnis von Einfang zu Spaltung von Plutonium-239 a49 ist der

Coremittelwert (gemittelt über den gesamten Energiebereich)

für den, mit den verschiedenen Gruppensätzen berechneten, kri

tischen Reaktor.
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Bis auf den keff-Wert, der mit dem ENDF/B Gruppensatz(4) be

rechnet wurde, liefern alle Gruppensätze keff-Werte, die in

einem Intervall von ca. 1% um den Mittelwert (ohne L) von

0,9923 liegen. Der mit dem ENDF/B Gruppensatz berechnete k e f f
Wert von 0,9604 ist wahrscheinlich wegen der zu niedrigen

Spaltquerschnitte von Flutonium-239 und Uran-238 so niedrig

Cvgl , Kap. 2.1), Der FD4 Gruppensatz liefert das größte keff'

da er einen sehr hohen Spaltquerschnitt von PlutoniQm-239

enthält (vgl. Kap. 2.5).

Die Abweichungen für apu239 sind größer als bei k e f f• Der

Cadarache-Gruppensatz(7) überschätzt den a-Wert sehr stark,

da er oberhalb von 30 keV höhere apu239-Werte als die anderen

verwendet (vgl. Kap. 2.4).

Aus der Streuung der Keff-Werte um ~ 1% um den Mittelwert

folgt, daß die kritische Masse wegen der Unsicherheit der

Kerndatennäherungsweise bis auf ~ 2-3% genau berechnet wer

den kann. Da der gemittelte a-\lJert von Plutonium-239 nur bis

auf,:, 2% für die verschiedenen Gruppensätze übereinstimmt und

der Einfangquerschnitt von Uran-238 und der Spaltquerschnitt

von Plutonium-239 in den verschiedenen Grupp.ensätzen ebenfalls

nicht übereinstimmt, ist auch der l'1ert für die Brutrate mit

einer großen Unsicherheit von ~ 5 Punkten Cca • 4-5 %) behaftet,

was bei der Diskussion der 1.Jirtschaftlichkeit des Reaktors be

rücksichtigt werden muß.
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Bezeichnung
in Fig. 1
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Gruppensatz

12.5
i

!2.4
:2 2: .
;2.3

12.1

A FD4 1.0002 0.306

H Cadarache Vers.2 I 0.9926 0.334
I

F AB Atomenergie i 0.9892 0.295,
i

D MOXTOT I 0.9873 0.312;

L ENDF/B mit Mod. 0.9604 0.305
(149

l'1ittelwert 0.9859 0.3104

l'1ittelwert 0.9923
ohne L

l'1ittelwert 0.3045
ohne H

Tab. 1: ke f f und a49 - Werte der verschiedenen Gruppensätie.

":) ,., Ver-z l e i ~-,.... der- r::~'·'·T""rl.T"I""'\?"\sa··+-"'1""'l M()vX'T'.l.V"" l1nn ~Lt:..LNf~....T ....T ....Tv. L V C "9.J.. .J..\,.,O.l.1 U J..- -...l. U.V}JCJ.l L,;,.c...C _.... _ _ .... _ _ ....

Das Karlsruher Konzept eines Kasgekühlten schnellen Brüters

G 104 (Auslegungsdaten vgl. Bericht 1 von E. Eisemann) wurde

mit den im EIR Würenlingen zur Verfügung stehenden Program

men(20) und dem GAM-III Gruppensatz nachgerechnet, um den

Einfluß der Abweichungen vom Karlsruher Gruppensatz MOXTOT

abzuschätzen.

Zur Kondensation der gruppengemittelten Wirkungsquerschnitte

wurde der schnelle Teil des Spektralprogramms GGC-3 und der

GAM-III Gruppensatz mit mittleren Teilchenzahldichten für

die im Core enthaltenen l'1aterialien verwendet (Tabelle 2).

Die effektive Multiplikationskonstante und die Brutrate wurde

mit dem zweidimensionalen Diffusionsprogramm RZGAUGE in 10

Energiegruppen (Tabelle 3) mit der in Abb. 3 gezeigten Reak

toreinteilung und den entsprechenden Teilchenzahldichten

(Tabelle 4) und 522 Maschenpunkten im Viertelreaktor berech

net.
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Das ~pektralprogrammGGC-III (schneller Teil) benutzt die

B1-Approximation, in der der ortsabhängige Fluß durch Ein

gabe eines Bucklings als Cosinusverteilung und eine Rich

tungsabhängigkeit der Streuung (Kugelfunktionsentwicklung

bis zum 1. Glied) berücksichtigt wird. Eine Resonanzberech

nung zur Berücksichtigung der energieabhängigen Selbstabschir

mung wurde für Uran-238, Plutonium-239, Plutonium-240 und

Plutonium-242 nach der Methode von Nordheim durchgeführt,

wobei eine homogene Mischung der Reaktormaterialien ange

nommen wurde und die schweren und leichten Nuklide in zwei

Moderatoren zusammengefaßt wurden. Die Resonanzberechnungen

wurden für eine mittlere Brennstofftemperatur von 900
0K

und

12000K durchgeführt.

Diese Berechnungsmethode ist nicht konsistent mit der in

Karlsruhe verwendeten Methode, bei der die Selbstabschirmung

durch Selbstabschirmfaktoren berücksichtigt wird und die

) ~

axiales
Blanket

radiales
Blanket

Corezone 1
Core-

zone 2

-120

180

,
Zlcrn

240

o 1,06 150 ?nn rfrrY'\l
-....,...., • Lv 11. J

Abb.3: Skizze des Viertelreaktors
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Karlsruher Reaktorkonzept G 104

Corehöhe Hc = 120 cm

Coredurchmesser Dc = 300 cm
. 2 -4Buckl1ng B = 5,36753"10

Teilchenzahldichte der Materialien

0,108209"10 22 Pu 239 0,745902·10+21
Cr

0,424790"10 22 Pu 240 0,178453"10+21
Fe

He 0,428070"10 21 Pu 241 0,266291"10 20

Mo 0,476503"10 20 Pu 242 0,689674"1019

0,249222·10 20 Si 0,148686"10 21
N

0,378766.1020 Spalt- 0,167390"10 21
Nb

prodl

Ni 0,778868.10 21 Ti 0,163166"10 21

0 0,121738"10 23 U 238 0,496163"10 22

V 0,499489"1022

Tabelle 2: Teilchenzahldichte in der GGC-3 Rechnung.

Kondensation zonenweise mit Hilfe von eindimensionalen
Spektralrechnungen vorgenommen wurde.

Der GAM-I1I Gruppensatz enthält

- für apu239 die niedrigen KAPL-Werte(9),

- für den Einfangquerschnitt von Uran-238 cry,U238 die Daten
von SChmidt(12),

für den Spaltquerschnitt von Plutonium-239 cr f,Pu239 die
l'lerte von Patrick(13) und ~vhite(14) 1
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Gruppe Energie-Intervall (eV)

1 1,49182.107 bis 3,67879·10 6

2 3,67879'106 bis 1,35335'106

3 1,35335'106 bis 4,97871.105

4 4,97871'10 5 bis 1,83156'105

5 1,83156'105 bis 6,73795'104

6 6,73795.10 4 bis 2,47875.104

7 2,47875'104 bis 9,11882'10 3

8 9,11882'10 3 bis 3,35463'10 3

9 3,35463'10 3 bis 4,53999'10 2

10 4,53999'10 2 bis 4,13994'10-1

Tabelle 3: Energiegruppeneinteilung der Diffusionsrechnung.

Tabelle 5 zeigt, daß der mit dem GAM-III-Gruppensatz in

Würenlingen berechnete keff-Wert (2) um 1% kleiner ist, als

der in Karlsruhe mit dem MOXTOT~Gruppensatz berechnete Wert

(1), was für die kritische Masse einen Unterschied von ca.

70 kg bedeutet. Die Verkleinerung der effektiven Multipli

kationskonstanten mit dem GAM-III-Gruppensatz rührt haupt

sächlich vom höheren Einfangquerschnitt von Uran-238 her,

der im MOXTOT-Gruppensatzauf die niedrigen Werte von Moxon

verkleinert wurde. (vgl. Kap. 2.3). Die höhere Brutrate er

hält man wegen der Verwendung der alten KAPL-Werte von

apu239 im GAM-III-Gruppensatz. Ein Bruchteil der Abweichun

gen dürfte außerdem von den unterschiedlichen Berechnungs

methoden herrühren~

Insgesamt bestätigt die Neuberechnung im Rahmen der in

Kap. 3.1 festgestellten Genauigkeit von ca. 1% für die ef

fektive Multiplikationskonstante die Karlsruher Ergebnisse,

wobei anders als bei den Vergleichsrechnungen von Baker der

Einfluß der höheren Piutonium:i.sotope mItberücksicht:i.gt ist.



Teilchenzahldichten • 10-21

I : ]Corezonen Radiales Axiales

1 2 Blanket Blanket

CR 52 1.082095 1.082095 3.475898 1.082095

Fe 56 4.247896 4.247896 7.166948 4,247896

He 4 0,4673235 0.4673235 0.233018 0.565235

Mo 96 0.04765029 0,04765029 - 0,04765029

N 14 0.02492216 0,02492216 - 0,02492216

NB 93 0,0378766 0,0378766 - 0,0378766 O:J
H

NI 59 0,7788683 0,7788683 4,765298 0,77886 H
H.

0 16 12.16458 12.18721 24,515 13,12098 ..-.
.j::::'

Pu 39 0,7026566 0,9308208 0,1402528 0,07506649

Pu 40 0,1210572 0,1603665

Pu 41 0.0178498 0,02364593

Pu 42 0,004399007 0,00582743

Si 28 0,1486862 0,1486862 - 0,1486862

SPP 9 0,1672629 0,167574

Ti 48 0,1631655 0,1631655 - 0,1631655

U 38 5,069066 4,805367 12,11725 6,485425

V 51 4,994888 4,994888
.

4,994888-
Tabelle 4: Teilchenzahldichten in den Reaktorgebieten der Diffusionsrechnung.



Nr, Fall Brennstoff-i mit He mit spp k e f f ßrutrate
tempera.tur I

1 Karlsruhe, MOXTOT 9000K I ja ja 1,0050 1,3147I

2 Würenlingen ~ 9000K ja ja 0,9950 1,3912

3 GGC-3 9000K nein nein 1,0042 1,3924

4 RZGAUGE 12000K ja ja 0,9914 1,4074

5 GAM-III-LIBRARY J 12000K nein ja 0,994.3 1,4085

boK -5 ° -1= - 1,23'10 K
boT

1200-9000K

,

Tabelle 5: Vergleich des MOXTOT- und des GAM-III-Gruppensatzes für das Karlsruher Konzept

G 104,

tJj

H
H
H.
I-'
V1
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4. Schlußfolgerungen

Die Untersuchung der neuesten Gruppensätze aus Argonne(4)

(ENDF/B)t aus Studsvik(S) (AB Atomenergi)t aus Karlsruhe(2)t(6)

(MOXTOT)t aus Cadarache(7) (Version 2) und aus Winfrith(S)(FD4)

zeigt:

Für den a-Wert von Plutonium_239 sind in allen im strittigen

Energiebereich von 0tS - 30 keV näherungsweise die Werte von

Gwin(11) enthalten t wobei allerdings die Diskrepanzen mit

den neuesten Meßwerten von Schomberg(1969) im Bereich von

4-7 keV und besonders 10-30 keV auch durch Vergleich mit

integralen Experimenten nicht geklärt worden sind.(Abb.2)

- Die Werte des Einfangquerschnitts von Uran-238 und des

Spaltquerschnitts von Plutonium-239 stimmen bis auf ca. 10%

überein.

Aus Vergleichsrechnungen mit diesen Gruppensätzen für ein

Natrium-Referenzkonzept folgt:

- k e f f wird ca. ~ 1% unterschiedlich berechnet.

- Daraus folgt für die kritische Masse eine unsichere Berechnung

von ca , 2-3%

- Für den gemittelten a-Wert

Abweichungen von ca. + 2%t

ca. + 5 Punkte ( 4 - 5

von Plutonium-239 ergeben sich

so daß die Brutrate bis auf

%) richtig angegeben werden kann.

Die Vergleichsrechnung für das Karlsruher Referenzkonzept des

gas gekühlten schnellen Reaktors mit dem Würenlinger GAM-III

Gruppensatz bestätigt in diesem Genauigkeitsrahmen die Karls

ruher Ergebnisse.
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1. Von den beteiligten Stellen bearbeitete Sa~hgebiete

Sachgebiete

Die Gesamtfassung und Konzipierung des Berichtes erfolgte

durch die KFA. Dabei wurden die einzelnen Beiträge der be

teiligten Stellen übernommen und in das Kapitel eingefügt.

Brown, Boveri & eie. AG, Mannheim

Primärkreislaufumwälzgebläse für
Zweikreisanlagen ( Weiskopf )

Verhalten von Dampferzeugern bei
Schnellabschaltung ( Schatz )

Brown, Boveri/KRUPP, Reaktorbau GmbH, Mannheim

Dampferzeuger ( Schmidt )

Gutehoffnungshütte Sterkrade AG, Oberhausen-Sterkrade

Gasturbinenkreislauf ( Hewing )

Gesellschaft für Kernforschung, Karlsruhe

Reaktoranlage ( Malang, Ihle )

Fried. KRUPP, Industriebau u. Maschinenfabriken, Essen;

KRUPP Universalbau, Essen

Spannbetonbehälter und Anlagenpläne
( Hohnerlein, Fried. Krupp, Bindseil,
Krupp U. )

Kernforschungsanlage Jülich GmbH, Jülich

Leitung d.es Arbeitskreises "Komponenten"
( Förster )

Kühlsystem ( Förster )

Direktkreislaufvariante ( Förster )

Siemens AG., Erlangen

Dampfturbinenteil ( Sänger, Preuß )



C3

2. Einleitung

Unter Verwendung der bereits bekannten einschlägigen Unter

suchungen werden unter Abwägung konstruktiver, ökonomischer,

sicherheitstechnischer und betrieblicher Gesichtspunkte Mög

lichkeiten für die Auslegung der Komponenten des Kraftwerkes,
mit einem gasgekühlten Schnellen Brüter und für die Gesamt-

anordnung des Kernkraftwerkes aUfgezeigt.

Als Kühlmittel wurde nur Helium betrachtet. Den Studien zu

grunde gelegt wurden sechs durch die Art des Kreislaufes und

die Art des Reaktors festgelegte Varianten:
Vier Zweikreisvarianten:

1. GGA/USA, cn,
2. Atomenergi ABIS:

3. GGA/USA:

4. UKAEA/GB:

Zwei Einkreisvarianten:

5. UKAEA/GB:

6. GGA ICH u. GfK/D:

hängender Kern, oxidisch, vented

hängender Kern, oxidisch, strong clad

hängender Kern, carbidisch, vented

stehender Kern, beschichtete Teilchen

stehender Kern, beschichtete Teilchen

hängender Kern, oxidisch, strang clad.

Im Rahmen der zur Verfügung stehenden Zeit konnten nicht alle

bekanntgewordenen Gasbrüterkonzepte im einzelnen und im Detail

untersucht werden. Um eine geschlossene und übersichtliche

Darstellung zu ermöglichen, schien es deshalb sinnvoll, zahl

reiche vereinheitlichende konstruktive Annahmen zu treffen,

die zur Folge hatten, die in der ENEA-Studie ursprünglich vor

handenen acht Konzepte auf praktisch zwei, repräsentiert durch

einen GSB mit Dampfturbine (Zweikreisanlage) und einen solchen

mit 'Heliumturbine (Einkreisanlage),zu reduzieren. Untervarian

ten dieser beiden Haupttypen ergeben sich dann aus der Ver

wendung der unterschiedlichen Reaktorkonzepte mit den dazuge

hörigen Brennelementen. Alternativlösungen sowie spezielle

Auswahlgesichtspunkte zu den Gesamtanordnungen und Komponenten

ausführungen werden an den entsprechenden Stellen im Text dis

kutiert. Die bei den gewählten Gesamtanordnungen kritischen Aus

legungsmerkmale und schwerwiegenden Probleme sind am Ende dieses

Kapitels in Abschnitt 8 zusammengestellt.
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Die hier näher beschriebenen Anlagen weisen Züge der schon

früher vorgeschlagenen Konzepte (Atomenergi/Schweden, EIR, GGA,

GGAE, UKAEA) auf, ohne jedoch mit ihnen jeweils identisch zu

sein. Bei dem ausgewählten Vorgehen ergibt sich, daß aus der

nachfolgenden Beschreibung nicht ohne weiteres der Entwick

lungsvorsprung, besonders auf dem Gebiet der Komponenten, deut

lich wird, den der GSB mit Dampfturbine gegenüber demjenigen

mit Heliumturbine besitzt. Daß dies nicht so deutlich wird,

liegt daran, daß als oberstes Ziel die Beschreibung einer je

weils vollständigen Anlage angestrebt worden ist, um einen Ver

gleich des betrieblichen und sicherheitstechnischen Verhaltens

sowie der Stromerzeugungskosten zu ermöglichen. Damit dieser

Vergleich durchgeführt werden konnte, mußte angenommen werden,

daß beide Anlagen so wie beschrieben realisierbar sind. Daß ein

Unterschied im Stand der Technik für beide Hauptkonzepte besteht,

ist daraus ersichtlich, daß sich die Zweikreisanlage weitgehend

auf die Erfahrungen abstützen kann, die nicht nur durch die be

reits heute in Auftrag gegebenen (oder kurz vor einer Auftrags

vergabe stehenden) HTR's , sondern auch durch die schon in Bau

und Betrieb befindlichen AGR's gewonnen werden (wobei letztere

allerdings CO 2-gekühlte Reaktoren haben). Demgegenüber kann

sich die Einkreisanlage vorerst nur auf bestehende geschlossene

Gasturbinenanlagen mit fossiler Beheizung und Luft als Arbeits

mittel und auf die im Rahmen des HHT-Projektes geplanten Unter

suchungen sowie auf solche, die in England und in der Schweiz

diskutiert werden, abstützen.

Im Abschnitt 8 dieses Kapitels wird für die beiden Hauptvarian

ten der zur Realisierung erforderliche Entwicklungsaufwand

weiter charakterisiert. Aufgrund der Ergebnisse dieser Studie

kann gesagt werden, daß die Zweikreisanlagen zur Zeit leichter

realisierbar sind als die Einkreisanlagen.

Alle in diesem Bericht gemachten Aussagen sowie die zeichneri

schen Darstellungen und·Konstruktionsangaben haben vorläufigen

Charakter und erheben daher weder Anspruch auf Vollständigkeit

noch auf EndgÜltigkeit.
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2.1 Auswahl der Gesamtanordnung und Hauptauslegungsmerk

male der Zweikreisanlage (s. Abb. 1)

Der Reaktor, die Dampferzeuger und die Primärkreis-Umwälz

gebläse sind aus Sicherheitsgründen in integrierter Bauweise

in einem Spannbetonbehälter mit Pods untergebracht. Jeder

der acht Dampferzeuger ist zusammen mit einem elektrisch be

triebenen Gebläse in einem Pod mit beidseitigen Öffnungen an

geordnet. Die Dampfkraftanlage arbeitet ohne Zwischenüber

hitzung und hat eine Kondensationsturbine. Als Kühlsystem ist

die Verdunstungskühlung vorgesehen.Bei anderen Dampferzeuger

anordnungen wie z.B. im Spannbetonbehälter (SBB) um den Reaktor

oder unterhalb des Reaktors oder aber außerhalb des SBB's in

nicht integrierter Anordnung sind entweder höhere Kosten durch

kompliziertere Konstruktionen oder schlechtere Zugänglichkeit

oder geringere Sicherheit zu erwarten. Die gewählte Anordnung

der Dampferzeuger stellt einen günstigen Komprorniß zwischen

Kosten, Zugänglichkeit und Sicherheit dar. Ein druckfestes Con

tainment um den SBB ist nicht vorgesehen. Zur Sicherstellung der

elektrischen Gebläseantriebsleistung nach Störfällen und Reaktor

abschaltung (Nachwärmebetrieb) sind zwei vom Netz unabhängige

und ständig in Betrieb befindliche Stromerzeugungsaggregate

(offene Gasturbinenanlagen) vorgesehen. Der in Abb. 1 dargestell

te Reaktor hat einen hängenden Kern (mit stabförmigen Brennele

menten), der von oben nach unten durchströmt wird. Die Art des

Reaktors (hängender oder stehender Kern) beeinflußt jedoch die

Gesamtanordnung kaum. Für die Wahl der einfachen Dampfüberhitzung

waren vor allem niedrigere Kosten in den Dampfleitungen und in

den Dampferzeugern maßgebend. Sicherheitstechnisch ist dabei ge

währleistet, daß bei Dampferzeugerlecks wegen des höheren Drucks

im Sekundärkreis kein Helium aus dem Primärkreis austritt.

2.2 Auswahl der Gesamtanordnung und Hauptauslegungsmerkmale der

Einkreisanlage (s. Abb. 2)

Die gesamte Anlage ist in einem druckfesten, äußeren Containment

untergebracht, das 1m Normalbetrieb drucklos ist. Das Containment

ist so ausgelegt, daß es im Fall von Gasverlust aus dem System

das ausströmende Gas aufnimmt und den entstehenden Mischdruck

aushält {Dieses ist aus Gründen der Sicherstellung der Nachwärrrte

abfuhr erforderlich).
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Seine Innenwände sind mit Abschirmungen zum Schutz gegen ber

stende Teile und austretendes Heißgas geschützt. Außerhalb die

ses Containments befinden sich bis auf die Heliumspeicheranlage

keine primärgasführenden Teile (Ob die Speicheranlage im äuße

ren SBB untergebracht werden kann, wurde nicht näher untersucht).

Für den Reaktor ist ein Spannbetonbehälter vorgesehen. Alle

anderen Hauptkomponenten sind in druckfesten Gehäusen unterge

bracht und durch druckfeste (doppelwandige) Leitungen mitein

ander verbunden. Es ist ein einwelliger Turbosatz mit einem

Generator in horizontaler Anordnung unter dem Reaktor vorge

sehen.

In Abb. 2 ist die Gesamtanordnung mit stehendem und hängendem

Kern dargestellt, wobei auch hier wieder die Coreanordnung

wie bei der Zweikreisanlage ohne großen Einfluß ist. Der rekupera

tibe Wärmeaustauscher und die Kühler sind jeweils vierfach in

Parallelanordnung vorgesehen. Dadurch ergeben sich an den Gasein

und Gasauslässen am Reaktor und am Turbosatz jeweils vier Lei

tungsanschlüsse. Als Kühlsystem ist die Verdunstungskühlung

vorgesehen. Die Verwendung der trockenen Luftkühlung ist möglich,

scheint jedoch bei den gegebenen Auslegungsdaten vorerst wirt

schaftlich nicht vertretbar zu sein.

Zur Sicherstellung der Nachwärmeabfuhr nach Reaktorabschaltung

und Ausfall des Turbinenkreislaufs sind zwei unabhängige Gas

kreisläufe am Reaktor angeordnet. Sie bestehen jeweilS aus einem

Kühler und einem von einer offenen Gasturbinenanlage direkt an

getriebenen Gebläse (Ein zusätzlicher rekuperativer Wärmeaus

tauscher in diesen Kreisläufen ist möglich ).Die offenen Gas

turbinenanlagen sind ständig mit der Hauptanlage im Nennlast

betrieb und geben außer beim Antrieb der Gebläse für die Nach

wärmeabfuhr ihre Leistung ins Netz.

Diese Ges~~tanordnung wurde gewählt vor allem im Hinblick auf

Freizügigkeit in der Konstruktion und Zugänglichkeit. Wenn bei

Gasverlust aus dem System keine gefährliche Strahlenbelastung der

Umgebung auftritt und bei Gasverlust die Nachwärme abgeführt

werden kann, ist es bei dieser Gesamtanordnung auch möglich, das

druckfeste äußereCC>l1tcii.nment durc}1e:ll1edruckioseHciIle zu er

setzen.
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Eine Alternativlösung für die Gesamtanordnung besteht darin,

die Hauptkomponenten in einem ständig unter höchstem Kreislauf

druck stehenden Spannbetonbehälter unterzubringen.

Eine Alternativlösung für die Kreislaufausbildung ist elne

solche mit drei parallelgeschalteten Hauptturbosätzen anstelle

eines Turbosatzes. Dabei werden keine zusätzlichen Nachwärme

abfuhrsysteme benötigt.

Bei beiden angegebenen Alternativlösungen sind vermutlich höhere

Anlagekosten zu erwarten. Dazu dürften die schlechtere Zugäng

lichkeit beim erstgenannten Alternativsystem und ungünstigere

betriebliche Verhältnisse beim letztgenannten System zu niedri

gerer Verfügbarkeit als bei der vorgeschlagenen Lösung führen.
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3. Auslegungsdaten

Die Daten sind, soweit vorhanden und ermittelt, für alle

betrachteten Varianten zusammengestellt. Sie stellen die

quantitative Ergänzung zu den nachfolgenden beschreibenden

Abschnitten dar. Entsprechend dem Charakter der Studie sind

alle Angaben als Orientierungswerte anzusehen.

Reaktorkühlgas ist bei allen Varianten Helium.

Die in den folgenden Tabellen mit laufender Nummer 1 bis 6 be

zeichneten Typen sind in Tabelle 1 erläutert:

Tabelle 1

Übersicht der ln diesem Kapitel betrachteten Anlagen

Typ
Kernanord- Brennstoff; Anlehnung an ENEA
nung BE-Umhüllung Konzept-Studien von:

1 I hängend oxidisch; vented GGA/USA, CH
r--

(J)

2
.r-l

" oxidisch; strong clad Atomenergi ABI SQ)
i--- >... Q)

..!>:::b.O
" carbidisch; vented GGA/USA.-L .r-l rd

Q)r-i
~ ~

4 N rd stehend beschichtete Teilchen UKAEAI GB
I

(J) .
beschichtete Teilchen UKAEAI GB5 I .r-l b.O "- ~Q)r-i

.r-l >... ~

6 ~..!>:::rd hängend oxidisch; strong clad GGAI CH und GfK/D
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Für die thermodynamische Auslegung der Kreisläufe wurde die

mittlere Gastemperatur am Reaktorauslaß in Anlehnung an

die in der ENEA-Studie angegebenen Werte für die verschiedenen

Varianten festgelegt. Die Gastemperatur am Dampferzeugereintritt

bzw. am Turbineneintritt wurde gleich der am Reaktorauslaß

gesetzt.
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3.1 Auslegungsdaten (Auslegungs
zustand)

Zweikreis - Variante Ein kre i s - Va ri an te I Bemerkungen

3.1.1 Kreislaufdaten, Hefiumkreislauf
Dim. 1 2

/Typen I bis 6 im vor-

(Ein- und Zweikreisanlage)
3 4 5 6 ;stehenden erläutert

I

Mittlere Reaktorauslaßtemperator C 640
590

720 1 720 720 IBerechnungstemp. fUr
(600)+) 590 (675-7oot) I (675-700)+) (706)+) IIKompon.Äuslegung

I 1+)derzeit mit RUcksiclii
I auf hct-spet-Temp.

an BE-Oberfll::lche
zu Il::lssig

Mittl ere Reaktore inlaßternperatur C 320+) 320+) 320+) 320+)
+)nicht zu verwechseln

(Einlaß,am SBB)
370 370 m.Gastemp.am DE-

Austritt (s.3.2.2)

Aufhei:zspanne im Reaktor (~TR) C 320 270 270 400 350 350

Druck ..:or Reaktor bar 70 70 120 70 90 +) 90+) +) .
Druck vor Turbine

-
Summe aller bezogenen Druckverluste % 4,48 4,73 4,93 3,48 15 15 (;.,p/p) • 100

Druckverhdltnis Turbine (Einkr.-Anl.) .1· 3 3

Untere Prozeßtemp. (Einkr.-Anl.) C 28 28
bei Verdunstungs-
rUckkUhlung

Ausnut:zungsgrad Wl::lrmetcluscher %
(Elnkr , "!"Anl.) 90 90

Massenstrom im Reaktor (rn) kg/s 1740 2045 2040 1410
1578 1578 +)Druckseite Kompres-

(1596)+) (1596)+) sor(bei KUhlung des
Turb, Rotors)

3.1.2 Kreislaufdaten, Dampfkreislauf

Frischdcmpftemperotur C 530 530 530 530

Frischdampfdruck bar 120 120 120 120

I



188 188 genauer Wertl88,2

r ---- - --I
0,075 0,075 I I

----------- j

236 2361genauer Wert 235,8
i

- Va r i antel Ein kr eis - Va r i an tel Bemerkungen

I

I 5 6 I
!

43

3.1.3 Kreislaufmerkmale

Zweikreis

Dim.1 1 2

l~Spe isewasserdruck 188 188

Speisewcsserremperctur 236 236

Kondensatordruck I bar I 0,075 0,075

Kondensatortemperatur ~c I 40
40

Dampf~enge (DE-AustrHt) 1220kg/s I 1220

VerdunstungsrUckkUhlung,

Anzahl der ZwischenkUhlungen (Einkr .Anl.), Stck

und d~r ZwischenUberhi1'zungen (Zweikr. 11 )

Externes KUhlsystem

o o o o

VerdunstungsrUckkUhIung
kein Zwischenkuhlkreisl.

Frischwasserkuhlung
mC:lglich

,
r:\
""'"V'•

I

35,1 37,1 I 34,9 34,9 1 _

3.1.4 Leistungs- und Warmebilanz

Thermische Reaktorleistung t;1 2836+) 2810+)

Elektrische Gebl<::iseleisturig IMW I 118 147

An Darnpfkreislauf ubertragene thermische
MW 2950 2950

LeistuI;\9

Elektrische Speisep. -Le'istung MW 33 33

Elektrische Eigenbedarfsleistung MW 25 25

Netto Leistung (Oberspqsselre) Trafo MW 1024 995

Nettowirkungsgrad % 36,2 35,4

2805+) 2879+)

152,5 75

2950 2950

33 33

25 25

989 1067

2860

28,5

1000

2860

28,5

1000

+)aufgrund der Werte
in dritter Zeile

Gebläse Wirkungs
grad 0,8;
Gebl.allein 0,85
einheitliche Werte
fur. 1-4

11

11
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-Zweikreis - Vc r l cn f e Einkreis - Variante Bemerkungen
!

Dlm, 1 2 3 4 5 6

Bereitstellungsleistung fur Nachwörme-
MW 2x2 2 x 2 2 x 2 2 x 2 2 x 2,5 2 x 0,4

Offene Gasturbine
betrieb mit fossiler Feuerung

3.2 Betriebsdaten (Auslegung)
+) ungeftthre, durch

Vereinheitlichung

3.2.1 Reaktor (s.avch 6.4) +)
festgelegte Werte

Anordnung des Reaktors höngend hangend höngend stehend stehend höngend
. --' ."_..__..

Reaktor(einschl. Blankets)Durchm. 4,4 4,4 4,4 4,2 4,2 4,4
.Vte5e Moae· werden

m zur AuslegWlf eines
Höhe m 2,7 2,7 2,7 3,0 3,0 2,7 eittheitl ichen SJ8

angeflOl''''Iefl.
-

Relativer Druckverlust im Reaktor % 3,2 3,0 3,7 2,9 2,2 4,4 umgerechnet fur neue
mund ATR aus Wer-
tenE NEA-Studie

Thermische Leistung Kern MW 2581 2585 2517 2500 2642 Leistungsantei I im Ke
- 280S undimBtonket aus

Thermische Leistung Blankets MW 255 225 362 360 218 ENEA Studie entn.

3.2.2 Dampferzeuger (OE)
(Zwe ikre isanICJ{iä)"

Thermische Daten

LeistuhQ pro OE-Einheit MW 369 369 369 369



Zweikreis - Variante Einkreis - Variante Bemerkungen

Dlm, 1 2 3 4 5 6

Gastemp. Eintritt} H I" e 640(610) 590 590 720
( )-Wert fUr Beurtei -

e rum Iung der Änderung
Gaste'rlP. Auslaß e ::::l306 ~306 ~306 -.t;3l0 der Abmessungen

,

Frischdampftemp. (nach Uberhitzer) e 530 530 530 530

Speisewassertemperatur e 236 236 236 236

Frischdampfdruck bar .120 120 120 120

Speisewasserdruck bar ~170 ~170 Jtl170 -170 Speisewasserpumpen ...

Gasdruchsatz pro OE ke/s 217(238) 255 255 176
druck 188

Oampfdurchsatz pro OE ke/s 153 153 153 153 = 550 t/h
I

Drucleverlust Gasseite bar 0,6(0,76) 0,99 0,58 0,·22

Druckverlust Dampfseite bar 50 50 50 50

Rohrw~ndtemp.im Uberhitzer e 564 557 557 555

Geom~trische Daten

Anzahl OE Stck 8 8 8 8

Dampf+-Strömung im Verdampfer aufw<:lrts aufw<:lrts aufw<:lrts aufw<:lrts abw~rts möglich
-

,. . innen mm 1100 1100 1100 610
Durchmesser des RohrbUndeis Be 2800 2800 2800 2800.. au n mm

Höhe des RohrbUndel Si ohne Verb. -Rohre mm 6400 (7000) 7400 7400 5900
zwischen den Heizfl<:lchEln
mit Verbindungsrohrenzwischen den Heizfl. mm 7900(7500) 8900 8900 7400

Anzahl, der parallelen Rohre pro DE Stck 210 230 230 200

Helzflßche aller OE
2 15700 18350 18350 14800m'

07100)

I

~
.....
\J'I
I



Zweikreis - Variante Einkreis - Variante I Bemerkungen

Dlm, 1 2 3 4 5 6
,

, I

Rohreußendurchmesser Economiser mm 23 23 23 23 i iI
Verdampfer 23 23 23 23 . Imm •
Überhitzer 27 27 27 26,5 I I

'mm •Ii I,
i I

3.2.3: Gebläse und Antriebsmotoren, i I
{Zweikreisanlage) I

Anordl)ung Gebl. u, N\otor Vertikal

Anzahl Gebl./Motor-Einheiten Stck 16

Geblliseart Radialgeblliile, einstufjg

Drehzahl U/mir 3000
I Auslegungswert

Elektrische Leistungsaufl1ahme MW 14,8 18,4 19,1 9,4
cc , 30 % höher

Polytr ~ Gebllisewirkungsgrad % 85 Annahmen
Gebl.~irkungsgrad einschl.mech. Verluste % 80

Gastemperatur Gebläseelnttltt C ~306 *306 ~306 ~310

Gastemperatur Gehl liseclustri tt C 320 320 320 320

3.2.4 Dampfturbine,Kondensator, Pumper
(Zwei kreisanlage)

pam.pJ ! !:!!:.b.i!'2

Anzahl Stck 1

Gehäuseenzchl und -Art 1 HDGeh.,doppelflutigi 3ND Geh.,doppelflutig

Drehzahl U/min 3000

Außen'durchmesser des letzten Schaufelrades m 3;78

Anza~1 der ungesteuerten Entnahmen Stck 6

Theoret. Endnlisse cm NlD-Austritt % 14,3

Wellenleistung MW 1230 rne,a"" wH un9S-
rad 0,975

I

C"\
....
~



Zweikreis - Variante lEi n kreis - Va r i an tel Bemerkungen

[)im.1 1 2 3 4 f 5 6 I
Kondensator---_..:_-----

i

Kuhl.,yassermenge

Kuhl~rfll:lche

~~!!'~!l

Haup*peisepumpEiln 1
Haup~kuhlerpumpen ( Anzahl/Leistung
Haup~kondensatpumpenJ je Pumpe

i

m
3/h
2

m

tck/
MW

I ;
I I
! 1

151 • 10
3 I I

62 • 10
3 I

I
3/19,5
6/2,2
3/1,9

Orehi,ahl

,

Anzalll
"

i
Gehl:luseanzahl und -Art

,

Außerldurchmesser:letztes Turbinenschaufel
rad

erstes Kornpressorschaufelrad

3.2.~ Gasturbinenan lage
(Einkreisanlager-

~/mif1

m

m

1 Turbosatz (best.aus. Tur
bine mit Kompressor)
1 Geh; NO- u, HO-Kom
pressor einflutig; Turbine
zweiflutig

3000

2,54

2,49

1 ZwischenkUhl ung,
1 Welle

\
c")...
~

Polytr,oper Wirkungsgrad:
Kompressor
Tur~ine

Kuhlu'ng der Turbine

%
%

90
90

RotorkUhl ung; durch separa
ten KUhlgasstrom vom Ver
dlchterrwlrksem in 1.u.2.
'Stufe



Zweikreis - Variante Einkreis - Variante I Bemerkungen

Dlm, 1 2 3 4 5 6 I
, , ,

Turbi~en-/Kompressordruckverhal tn is - i 3/3,40 3/3,40 i bezogener Druckver-
I lust i.Zw.-K. 1,6%

GastelT'peratur Turb, Eintr ./Austritt C 1720/398 720/398
,

Kemp, 11 11 C I 28/123 28/123 l:fUt~i.,j{OJ"'_"'~!

! i ' _orit!tchr:itte bleich,

3.2.6! Generator
I
I

I

Ausfu~rung 2-pofig,mitWasserkuhlung in Stander- U. Lauferwicklung

ErregJng rotierende Gleichrichter

Sponn'ung kV 27
I

Drehz~hl U/mir 3000

Klemt1lenleistung MW 1200 1200 1200 1200 1029 1029 Nicht Nettoleistung
,

der Anlage (s.3.1.4)
i

3.2.~ Warmeubertr~,er
,

{Einkr:eisanlage}I

i

~~~~g~~~Q~~~~~tT~t~~s:~!_~1Y!l
I

Gaste;mp. ND-Seite; Eintr ./Austritt C 398/150 398/150

Gradi:gkeit C 27 27

Bezog:ene Druckverl.; HDIND-Seite % 3/4 2,4/3,3 (~p )

Bauar~
p

Glattrohr, Gegenstrom,
,

HO-Gas um RohreI
I

Anor~nung und Anzahl d.Einheiteri stehend,4 Stck Parallelschaltung

Rohrbünde1-Lange/Durc:hmesser m 11,5/2,9 11,2/3,04 Werte je Einheit;ohne
Zuschlag F, Ein-u.
Auslauf

\

C"
~

ce
I



Zweikreis - Variante Ein kre i s - Va ri an te I Bemerkungen

Dim. 1 2 3 4 5 6 I,
,
! j

Anzahl paralleler Rohre Stck ! 33900 37175 I,

IWan dstärke 1, 8 mm
I

Rohrdußendurchmesser "mm I 13,5

Effek~ive W<:irmeubertr .. -Fläche 2 • I
m ! 12080 12990 ~e Einheit! 3 IEffek!tives BUndelvolumen m I 76,0 81,7

i II

Vorkühler (VK) I bei VeFdunstungs-
----~---------

kOhlung

Gostemperctur Eintri tt/Austnitt C 150/28 150/28

Wassertemp. Eintritt/Austritt C 21/45 21/45
I

Bezogener Druckverlust (Gasseite) % 1,9 1,9

Bauart Glattrohr, Gegenstrom Einlaßseite direkt
i Gas in Rohren mit RWT verbunden
,

Anorpnung u, Anzahl d.Einh , stehend, 4 Stek parallel

Rohr~undel-L<:inge/Durchmesser m 4,26/3,24 4, 25ß, 23 Werte je Einheit o.
I Zuschlag fUr Ein- u,

i
Auslauf

I
Stck 29350 29150Ani~hl paralleler Rohre

,

Rohraußendurchmesser mm 13,5 Wandstarke 1,8 mm

Effe~tive W<:irmeuber. Flache
2

3890 3855 ~e Einheit
m

Effelhives BUnelvolumEIl'l
3

m 35,1 34,8
I

~~~~b!~~~bL~_t~~2,

Gas~empTEin tri tt/AustJri tt C 123/28 123/28
I

Was~ertemp. -Eintri tt/Austri tt C 21/45 21/45

Bezogener Druckverlust (Gasseite) % 1,6 1,6

I

I

Bauqrt Glattrohr, Gegenstrom,
Gas in Rohren

("")
.~

\0,



Zw e l kr e l s - Variante Einkreis - Variante I Bemerkungen
i

! I,

Dim. 1 2 3 4 5 6
I I

I
t 1

Anor~nung u. Anz. d, Einh. Istehend, 4 Stckparallel I
Rohr~iundel-Ujnge/Durchmesser m 14,35/2,49 4,34/2,48 fWerte je Einheit, ohne

I I IZUSChlag fur Ein- und
!

/17400

Auslauf
I

Anza~1 paralleler Rohre Stck 17300
I

Rohr'a,ußendurchmesser mm 13,5 Wandsti:lrke 1,8 mm

effektive Wl:irmeubertr.Fläche
2

2354 2332m
je EinheitI

3
effektives BUndelvolum4~n m 21,2 21,0

i

3.2.~ Rohrleitungen
:

(Einkreisanlage)i

I

Gas-?eschwindigkeit LInd (Innen durch-
, messer)
I

i' Reaktor-Turbine 150{0,88) 150{0,88) 4 parallele Strl:inge
Turbine-RWT 2oo{1,08) 2oo{1,08) "
RWT-Vorkuhler m/s (150{1,01U (150(1 , 01)] 4 Strl:inge, direkte Ver-

(m) bindung RWT-VK
Vorkv-Kompr.J 100{1,05) 1oo{1,05) 4 parallele Strl:inge
Kompr.1 - Zw. K. 80{0,99) 80{0,99) "
Zw. K.-Kompl'.2 80{0,87) 80{0,87) "
Kompr.2-RWT 80{0,73) 80{0,73) "
RWT-Reaktor 80{0,95) 80{0,95) "

3.2.9, Externes KUhlsystem
I

Art RUckkUhlung mit Verdunstung, Naturzug (ohne Zusatzventilator)
Kein ZwischenkUhlreislauf, B. Einkreisanlage He-
8 parallele Kuhlwasser- Leck-Meßeinrichtung
strl:inge mit Wasservorlagen

I

r:'l
I'\,)
o
I



~im. 1

zwei:rei. - va~ante 4 IEln:r.;. - var~antei Bemerkungen

! I

Umlaufwasser Vcrleuftemperctor

RUcklauftemperatur

Kuhlzonenbreite

C

C

IC

33

23
101)

33

23
101)

33

23
101)

33

23
101)

45

21

242)

45

21

242)
11 )GrCldigkeit Kondens.
. 9C
2)Wegen mex, Wasser

tempo (45 C) nicht
höher

1870

18,6

0,7391 Einschl.AbschlClmmung

AbzufUhrende WClrmemenge
I

Umlaufwassermenge

Zusatiwasser
I
I

Bei FrischwasserkUhl ung 1)

Kühlzcnenbrelte

KUhlwpssermenge

Tonne/s

Tonne/s

Tonne/s

MW

c

1810

43,3

0,715

18

24

1815

43,4

0,717

18

24, 1

1827

43,6

0,721

18

24,2

1810

43,3

0,715

18

24

1870

18,6

0,739

18

24,8

18

24,8

1) Werte gUI tig fUr
AnIage-Wirkungs
grade wie bei Ver
dunstuhgskUhlung

1
~
N
.....
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it. Be0chre:1bung der gewählten Zweikreisanlage

(mit Dampfturbine)

4.1 Wahl der thermodynamischen Hauptauslegungsdaten

( siehe auch Abschnitt 3.1)

Bei der Zweikreisanlage werden bei vorgegebenem Reaktor und

vorgegebener Reaktorauslaßtemperatur die Abmessungen und

die Gestaltung der Hauptanlagekomponenten und somit die Anlage

und die Stromerzeugungskosten entscheidend beeinflußt von

folgenden Größen und Voraussetzungen:

al 1m Primärkreis

Kreislaufdruck

- Temperaturerhöhung im Reaktor

b) 1m Sekundärkreis

- Prozeßführung

- Frischdampfzustand

- Kondensatordruck

( Druck, Temperatur )

(bzw. - temperatur)

Diese Größen und Voraussetzungen sind mit Rücksicht auf hohen

Anlagewirkungsgrad und niedrige Anlagekosten festzulegen. Die

im folgenden dazu gemachten Angaben begründen die getroffenen

Festlegungen der Betriebsdaten. Diese Daten sind als Richtwerte

anzusehen, die durch Optimierungsrechnungen verbessert werden

können.

Kreislaufdruck im Primärkreis

Die Größe des Heliumdrucks im Primärkreis wirkt sich bei sonst

gleichen Bedingungen vor allem aus auf die Gebläseeistung und

auf die Druckbeanspruchung des Spannbetonbehälters sowie

seiner Abschlüsse, was in Änderungen des Wirkungsgrades und

der Anlagekosten zum Ausdruck kommt.
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Im Hinblick auf kleine Gebläseleistung ist ein hoher und im

Hinblick auf kleine Druckbeanspruchungen des Spannbetonbe

hälters ist ein niedriger Gasdruck erstrebenswert. In grober

Näherung ist die Gebläseleistung umgekehrt proportional zum

Quadrat und die Kosten des Spannbetonbehälters einschließlich

Anschlüsse leicht überproportional dem Gasdruck. Mit zunehmen

dem Heliumdruck wird daher die Gebläseleistungsabnahme immer

kleiner ( und damit die Kosten und die Wirkungsgradverbesserung),

so daß dabei die Kosten für den Spannbetonbehälter stärker ins

Gewicht fallen.

Infolge der hohen Leistungsdichte beim Typ 3 ( carbidische BE)

müssen auch die unterschiedlichen Druckverluste im Reaktor

mit in die Gasdruckbetrachtung einbezogen werden. Bei gleichem

Gasdruck (p) wie bei den anderen Reaktoren wären dann beim

Typ 3 die bezogenen Druckverluste und somit die Gebläseleistung

erheblich größer. Bei Erhöhung des Gasdrucks ermäßigen sich die

bezogenen Druckverluste ( umgekehrt proportional zu p). Daher

liegt der optimale Gasdruck bei den Reaktoren mit der kleineren

Le is tungs d i cht eni-edrige r .

Aufgrund dieser überlegungen wurden die Primärgasdrücke zu 70 bar

( bei den Typen 1, 2 und 4) und zu 120 bar ( beim Typ 3) fest

gelegt.

4.1.2 Temperaturerhöhung lm Reaktor

Bei gleicher Wärmeleistung des Reaktors ist der Temperatur

anstieg um so größer, je kleiner der Massenstrom wird ( oder

umgekehrt). Mit Rücksicht auf kleine Druckverluste im Primär

kreislauf ist ein kleiner Hassenstrom anzustreben. Andererseits

ist ein kleiner Temperaturanstieg günstig in bezug auf möglichst

kleine Dampferzeuger ( weil dann die Temperaturunterschiede

zwischen dem Helium- und dem Dampfkreis groß sind und die Dampf

erzeuger ( -Flächen) klein werden).
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Bei vorgegebenen Werten für die Reaktorauslaßtemperatur und

für die Frischdampftemperatur ( s. weiter unten) läßt sich

eine wirtschaftlich günstige Reaktoreinlaßtemperatur er

mitteln. Die in der ENEA-Studie angegebenen Reaktoreinlaß

temperaturen entsprechen dieser Optimierung. Hier wurde aus

Gründen der besseren Vergleichbarkeit aller Zweikreisvarian

ten eine einheitliche Reaktoreinlaßtemperatur von 3200 C zu

grundegelegt. Auch bei sorgfältiger Optimierung sind gegen

über dieser Temperatur keine großen Temperaturänderungen und

damit verbundene wirtschaftliche Gewinne zu erwarten.

4.1.3 Prozeßführung 1m Dampfkreis

Bei Kraftwerken mit schnellem Reaktor ist für die Wirtschaft

lichkeit ein hoher Anlagewirkungsgrad wegen der relativ nie

drigen Brennstoffkreislaufkostenweniger wichtig als die

Forderung nach niedrigen Anlagekosten. Das erfordert u.a.

eine einfache und möglichst billige Dampfkraftanlage. Dieser

Forderung entspricht zunächst am besten ein D~lipfprozeß mit

einfacher überhitzung, weil dadurch die Dampferzeuger und die

Dampfleitungsführungen einfacher und billiger werden als beim

Prozeß mit einer Zwischenüberhitzung.Der Verzicht auf eine

Zwischenüberhitzung bringt eine Wirkungsgradverschlechterung

von etwa 1,5 % mit sich. Bei dieser Prozeßführung ergibt sich

zusätzlich der sicherheitstechnische Vorteil, daß kein Helium

bei Dampferzeugerlecks in den Sekundärkreislauf gelangt.

Frischdampfzustand (Druck, Temp.) und Kondensatordruck

Für den so gewählten Dampfkreislauf läßt sich bei den für

alle Varianten gegebenen Reaktorauslaßtemperaturen eine

Frischdampftemperatur von 5300 C erreichen. Diese Temperatur

entspricht denen bei modernen Dampfkraftanlagen.
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Entsprechend dieser Frischdampftemperatur und der ein-

fachen Expansion in der Dampfturbine muß der Frischdampf

druck kleiner sein als bei Prozessen mit Zwischenüberhitzung,

um zu große Dampfnässe im ND-Teil zu vermeiden ( s. Abb. 9).

Als günstiger Frischdampfdruck wurde 120 bar gewählt.

Der Kondensatordruck wurde, auch mit Rücksicht auf nicht

zu große Volumenströme,bei der für 3000 u/min vorgesehenen

Turbine zu 0,075 bar gewählt. Dabei ist die auftretende Kon

densatortemperatur mit 40 0 C in bezug auf kleine Kühlerab

messungen ( große Grädigkeit zwischen Kondensator und Um

laufwasser) günstig. ( Die Rücklauftemperatur des externen

Verdunstungskühlsystems wurde zu 23 0 C festgelegt; siehe

auch 4.5.4).

Bei allen Varianten wurde neben diesen Hauptdaten auch die

an den Dampf übertragene Wärmemenge als gleich voraus

gesetzt ( QDE = 2950 I1vJ), so daß nur eine Dampfkraftanlage

untersucht zu werden brauchte.

4.2 Gesamtanordnung

Die Gesamtanordnung der Zweikreisanlage geht aus dem Schnitt

bild der Abb.l hervor. Dargestellt ist die Ausführung mit

hängendem Kern. Die Dampfkraftanlage ist von der Reaktoran

lage getrennt und radial angeordnet, was unter Berücksichti

gung der Aufstellung der übrigen Gebäude (s. Abb. 10)

günstig ist.

Der Spannbetondruckbehälter ist ln einer Reaktorhalle unter

gebracht. Unterhalb des SBB ist Platz vorhanden für die

Brennelementhandhabung und das Brennelementlager sowie

für den Ausbau der Gebläse und Gebläseantriebsmotore.

Die insgesamt acht vorgesehenen Dampferzeuger können nach

oben ausgebaut werden.
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Für die Reaktor- und Dampfkraftanlage sind getrennte Boden

fundamente vorgesehen. Nicht dargestellt sind die offenen

Gasturbinensätze für die Stromversorgung der Gebläse für

den Nachwärmebetrieb bei Netzausfall. Aus dem Lageplan

Abb. 10 gehen die zur Anlage gehörenden Bauten hervor. Die

Darstellung gilt für Flußwasserkühlung.

Beim Reaktor mit stehendem Kern ergeben sich keine wesent

lichen Änderungen der Gesamtanordnung.

4.3 Heliumumwälzgebl~se

4.3.1 Vorgeschlagene Ausführung

Zum Umwälzen des Kühlgases im Primärkreis des Reaktors sind

8 Gebläse vorgesehen. Die Gebläse sind untereinander gleich

und arbeiten parallel. Jedes der 8 Gebläse ist saugseitig

einem Dampferzeuger zugeordnet; das umzuwälzende Kühlgas

strömt unmittelbar nach Austritt aus dem Dampferzeuger dem

Gebläse zu.

Die Kühlgasgebläse mit Antrieb sind innerhalb des Spannbeton

behälters angeordnet und werden unterhalb der Dampferzeuger

in Pods mit vertikaler \vellenlage eingesetzt. Die Gebläse

öffnung im Spannbetonbehälter wird durch ein doppelt wirkendes

Abschlußsystem ( Deckel sowie Durchflußbegrenzung durch Motor

körper oder Doppeldeckelabschluß) nach außen hin abgeschlossen.

Gebläse und Motorantrieb sind zu einer Einheit integriert und

stehen unter dem Druck des Kühlgases im Primärsystem. Abb. 3

zeigt ein Gebläse-/Hotor-Aggregat, das dem in Frage kommenden

ähnlich ist.

Als Gebläse wurde ein einstufiger Kreiselverdichter radialer

Bauart gewählt. Diese Konstruktion ergibt günstige Einbau

maße und ist gegen Schwingungsanregungen weitgehend unempfind

lich. Auch wurde die radiale Bauart des Gebläses mit Motoran-



c 27

trieb gewählt, weil diese Konzeption bereits für große gas

gekühlte Kernkraftanlagen (AGR, THTR) ausgeführt ist bzw.

wird und somit kein ins Gewicht fallender Entwicklungs

aufwand erforderlich ist. Außerdem sind bei der für alle

Dampfvarianten zugrundegelegten gleichen Auslegung die Ab

messungen der Gebläse und Motore gegenüber denen für die

Gasumwälzung beim AGR- und THTR-Kernkraftwerkstyp nicht

wesentlich größer.

Das Gebläserad ist fliegend auf der verlängerten Motorwelle

befestigt. Die Fördermenge des Gebläses wird bei konstanter

Antriebsdrehzahl durch im Betrieb verstellbare Vordrall

schaufeln am Eintritt in das Gebläse verändert. Der Kühlgas

volumenstrom kann im Bereich von ca. 5 % bis zum vollen

Volumenstrom beliebig einstellbar variiert werden.

Zum Antrieb des Gebläses ist ein zwei-poliger Drehstrom

Kurzschlußläufer-Motor mit 25 MW+) und 3000 u/min vorgesehen.

Der Motor wird durch einen internen Gaskreislauf gekühlt.

Das Medium zur Aufnahme, zum Transport und zur Abgabe der Wärme

ist das im Motorraum befindliche Primärkreis-Helium. Die von

dem Motorkühlgas aufgenommene Motor-Verlustwärme wird an

einen um den Motorstator angeordneten wasserbeaufschlagten

Kühler abgegeben.

Der vertikal angeordnete Rotor des kombinierten Gebläse-Motor

aggregates stützt sich in einem Einscheiben~Kammlagerab.

Zwei Gleitlager führen die Rotorwelle. Das Kammlager und

die beiden Gleitlager werden mit Drücköl geschmiert bzw. ge

kühlt. Jedes Gebläse erhält ein eigenes Ölversorgungssytem.

Die Anordnung der Gebläse-Motor-Aggregate geht aus Abb. 5

bis 7 hervor.

+)
Auslegungswert
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bläse mit Vordrallregulierung)
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4.3.2 Weitere Ausführungsmöglichkeiten

Unter Beibehaltung der gekapselten, im Spannbetonbehälter

integrierten Bauart sind weitere Ausführungsarten für das

Gebläse und seinen Antrieb gegeben. Die hauptsächlichen

Modifikationen liegen in der Wahl der axialen Bauart für

das Gebläse und im Einsatz einer Dampfturbine zum Antrieb

des Gebläses ( GGA, UKAEA).

Die Anwendung der axialen Bauart sollte nur in Verbindung mit

Turbinenantrieb untersucht werden, da nur unter dieser Vor

aussetzung eine strömungstechnisch und kostenmäßig günstige

Anordnung gewählt werden kann ( größere Drehzahl).

Bei Dampfturbinenantrieb ist die Versorgung der Gebläse während

der Anfahrperiode und bei Störfällen gesondert zu betrachten.

Konstruktiv ist ein bei allen auftretenden Betriebszuständen

sicher arbeitendes Abdichtungssystem zwischen Helium und

Wasserdampf vorzusehen.

In Abb. 4 sind zwei He-Gebläse-Dampfturbinenaggregate von

G.GA im Längsschnitt dargestellt. Das Aggregat links wurde

für den 330 MWe-HTR ( Fort St. Vrain) entwickelt, das Aggre

gat rechts wird für die Gasumwälzung beim He-GSB vorgeschlagen.

Auffällig sind auch hier die trotz fünffach größerer Wellen-

leistung nur wenig unterschiedlichen Abmessungen~

Nach den bisherigen Untersuchungen ergeben sich für die ge

wählte Konzeption keine wirtschaftlichen Nachteile gegenüber

anderen möglichen Ausführungen. ( Die bei den Gebläsen mit Tur

binenantrieb niedrigeren Kosten - nach GGA ca. 25 % - werden

durch die für die Dampfversorgung der Turbine ( Leitungen, An

fahrkessel) entstehenden Mehrkosten kompensiert.)



HIGH TEMPERATURE
GAS-COOLED REACTOR

(HTGR)
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HTGR GCFR
5200 24,600
9550 13,000
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151 465·
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736 900
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Abb. 4

Mit Dampfturbine (Frischdampf}betrie
bene He-Umwälzgebläse nach GGA. links
für HTR; rechts für GSB.
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4.4 Dampferzeuger

4.4.1 Annahmen

1. 8 Dampferzeuger werden in pod-Bauweise angeordnet.

2. Jedem Dampferzeuger ist ein Gebläse zugeordnet.

3. Die Ausbaubarkeit der Dampferzeuger muß gewähr
leistet sein

4. Der Sekundärkreislauf wird ohne Zwischenübe~hitzung

ausgeführt.

5. Die Rohre des Dampferzeugers sind schraubenförmig
gew i.cke Lt ( wi,e beim THTR-300 MWe).

6. Unabhängig von der Kühlgasströmungsrichtung im Kern
soll im DE-Verdampferteil zunächst eine Aufwärts
verdampfung vorgesehen werden.

Zu diesen Annahmen werden folgende Erläuterungen gemacht:

ad 1) Es wurde davon ausgegangen, daß die Zahl der Dampferzeuger

für eine 1000 MWe-Anlage nicht kleiner als 6 und nicht

größer als 12 sein soll. Im Hinblick auf die festigkeits

mäßige Auslegung des Spannbetonbehälters einschließlich

des Abschlußdeckels .wird eine große DE-Zahl angestrebt,

da die Kavernendurchmesser dann relativ klein sind ( ca.

2,5 m bei 12 DE). Bei Berücksichtigung der Isolierungs

und DE-Kosten ist jedoch eine kleine Kavernenzahl vorteil

haft. Die Zahl von 8 Dampferzeugern ist als Kompromiß

anzusehen.

ad 2) Die hier e rwährrt e Annahme ist direkt mit den unter Punkt 1

angestellten überlegungen gekoppelt. Aus Gründen der Wirt

schaftlichkeit ist es sinnvoll, wenige Gebläse großer Lei

stung ( jedoch kleiner als 20 HWproEinheit) vorzusehen.

Die Möglichkeit, ein Gebläse je zwei Dampferzeugern zuzu

ordnen, wurde aufgrund der konstruktiven Schwierigkeiten

ausgeschlossen. Die AntriebSleistung pro Gebläse ist bei

allen Varianten kleiner als 20 MW.

ad 3) Hier gelten die gleichen Bedingungen w.i.e bei Hochtempera-

turreaktoren.

ad 4) Abgesehen von konstruktiven Vorteilen, insbesondere bei den

Dampferzeugern und deren Zuleitungen und abgesehen vom

Nachteil eines geringeren Prozeßwirkungsgrades als mit
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Zwischenüberhitzung ist ohne Zwischenüberhitzung die

Gefahr eines Heliumeinbruchs in den Sekundärkreislauf

ausgeschlossen.

ad 5) Diese Anordnung wurde gewählt, da die im Rahmen des THTR

Projektes durchgeführten Untersuchungen gezeigt haben,

daß schraubenförmig gewickelte Rohrschlangen im Vergleich

zu evolventenförmig geformten Rohren einen etwas kleineren

Platzbedarf haben und kostengünstiger sind.

ad 6) Für das THTR-Projekt wurden in Zusammenarbeit mit mehreren

Kesselfirmen Untersuchungen über die Verdampfungsrichtung

angestellt, welche ergaben, daß eine Abwärtsverdampfung

auch bei Teillast möglich ist. Die erarbeiteten Argumente

gelten im wesentlichen auch für die Dampferzeuger eines

gasgekühlten Schnellen Brüters. Es muß jedoch berücksich

tigt werden, daß sich aufgrund der kleineren Reaktorkern

abmessungen eine ca. 40mal kleinere Wärmekapazität im

Vergleich zum Hochtemperaturreaktor ergibt. Bei schnellen

Laständerungen muß daher beim Schnellen Brüter mit einer

größeren Instabilitätsneigung des D~~pferzeugers gerechnet

werden. Eine generelle Aussage kann für dieses komplexe

Problem zur Zeit noch nicht gemacht werden.

Es wurde daher beschlossen, den Dampferzeuger zunächst so

anzuordnen, daß sich eine Aufwärtsverdampfung ergibt. Nach

Erhalt hinreichender Kenntnis über das dynamische Verhalten

elnes Schnellen Brüters kann man dann gegebenenfalls zu

einer Abwärtsverdampfung übergehen. Dabei kann beim Reaktor

mit hängendem Kern eine einfachere Gasführung ( am Reaktor

SBB-Gasauslaß unten, Gaseinlaß oben) erreicht werden.

4.4.2 Beschreibung der gewählten Anordnungen

Anordnung mit hängendem Kern für Varianten 1, 2, 3

Die im folgenden beschriebene Anordnung (Abb. 5) wurde nach eln

gehender Diskussion unter Berücksichtigung der verschiedenen Aspek

te als die günstigste ausgewählt.
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Wie aus Abbildung 5 ersichtlich, tritt das Heißgas über eine

Rohrleitung in den unteren Teil der Kaverne ein, wird ln

einem 90o-Krümmer umgelenkt und dann in einem zentral ln

der Kaverne angebrachten Kanal ( li.Durchmesser 1,0 m

bis 1,2 m) nach oben geführt. Am oberen DE-Rand erfolgt eine

weitere Gasumlenkung. Das Gas durchströmt dann nacheinander

die Heizflächen des im Gegenstrom geschalteten überhitzers,

Verdampfers und Economisers. Das Gas wird am unteren Rand

des Dampferzeugers in einem Zulaufstutzen gesammelt und dem

Gebläse zugeführt. Der Gebläsedruckstutzen geht in einen

Doppelkrümmer über, welcher mit einer um den Heißgaskanal

liegenden koaxialen Leitung verbunden ist. Dadurch werden die

Kosten für die Isolierung zwischen der Heißgasleitung und

dem Spannbeton stark herabgesetzt.

Falls schwerwiegende Bedenken gegen die Anordnung einer

koaxialen Leitung entstehen sollten, kann das Kaltgas in einer

hinter dem Gebläse liegenden Ringleitung gesammelt und über

Einzelleitungen in den Spannbetonbehälterinnenraum zurückge
führt werden (in Abb. 5 gestrichelt gezeichnet).

Der Einbau der Dampferzeuger erfolgt von oben. Für den Kavernen

abschluß sind Doppeldeckel vorgesehen (s.Ahb.16)~Es KaPA auch eine
Kombination von Deckel und Durchflußbegrenzungsplatte benutzt

werden. An dieser Platte kann der Dampferzeuger aufgehängt

werden.

Die Gebläse sind im unteren Teil der Kaverne untergebracht

und können nach unten ausgebaut werden. Der Außenabschluß ist

durch eine Flanschdeckelkonstruktion gewährleistet. Als Durch

flußbegrenzung wirkt der Gebläseantriebskörper, der am Panzer

rohr angeflanscht ist.
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Die zentral in der Kaverne angeordnete Heißgasleitung ist

nicht mit den Rohrschlangen des DE verbunden, wodurch der

Dampferzeugerausbau erleichtert wird.

Aufgrund des relativ hohen Druckverlustes im Gaskreislauf

( ca. 4 % des Systemdruckes) muß der Druckfestigkeit und

Dichtigkeit des gesamten Gasführungssystems besondere Be

deutung beigemessen werden. Wie aus Abbildung 5 ersichtlich,

ergibt sich bei der gewählten Anordnung vor allem im Raum

zwischen Gebläse und Dampferzeuger eine relativ komplizierte

Gasführung in Form von Doppelkrümmern, welche einander

durchdringen. Die dabei auftretenden konstruktiven Probleme

werden jedoch als lösbar betrachtet.

Weitere konstruktive Schwierigkeiten ergeben sich bei der

Kompensation der Wärmedehnungen und der damit zusa~menhängenden

Abdichtungen, wobei an eine Lösung unter Benutzung von Falten

bälgen gedacht ist.

Anordnung mit stehendem Kern, Variante 4

Bei dieser Variante ( siehe Abb. 6) wird der Kern von unten

nach oben durchströmt, so daß das Heißgas direkt in den

oberen Kavernenteil eintreten kann. Das Gas durchströmt nach

einander den im Gleichstr$m geschalteten überhitzer und den

in Gegenstrom geschalteten Verdampfer und Economiser.

Das Kaltgas wir& von dem im unteren Kavernenteil angebrachten

Gebläse angesaugt und kann dann um einen um den Dampferzeuger

liegenden Ringkanal nach oben strömen. nie Rückführung des

Kaligases in den Spannbetonbehälterinnenraum erfolgt vorzugs

weise wieder über eine koaxiale Ringleitung.
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Bei der hier vorgeschlagenen Gasführung wird der äußere DE

Mantel, die Heißgasleitung und das thermische Schild gekühlt.

Falls aufgrund der Sicherheitsbetrachtungen eine koaxiale

Leitung verworfen wird, kann das Kaltgas hinter dem Gebläse

direkt in den unteren Teil des Reaktorinnenraumes zurückgeführt

werden ( Abb. 7). In diesem Fall wäre es jedoch notwendig,

sowohl den äußeren DE-Mantel als auch die Abschirmung durch

einen Bypaß-Strom zu kühlen. Im Vergleich zu den im vorher

gehenden Kapitel beschriebenen Varianten entfällt hier die Um

lenkung des Heißgases, so daß die konstruktive Gestaltung des

Raumes zwischen Gebläse und Dampferzeuger einfacher wird. Die

Gebläse sind wie bei den Varianten mit hängendem Kern unter

den DE angeordnet.

Die sich aus der Kompensation der Wärmedehnungen und den Gas=

abdichtungen ergebenden SChwierigkeiten sind in erster Näherung

für ~lle Varianten gleich.

4.4.3 Dimensionierung der Dampferzeuger

Aufgrund der Auslegungsrechnungen für den gesamten Sekundär

kreis wurden folgende Daten festgelegt:

Speisewasser-Zustand am DE-Eintritt:

Dampf-Zustand am DE-Austritt:

t = 236 0
C

P = 170 bar

t = 530 0
C

P = 120 bar

Für die verschiedenen Varianten des Zweikreissystems wurden

die Dampferzeugerdaten mit Hilfe eines Rechenprogramms er

mittelt. Die wichtigsten Ergebnisse sind im Abschnitt 3.2.2
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zusammengefaßt. Die Dampferzeuger wurden für die Varianten

1 bis 4 wegen der unterschiedlichen Gastemperaturen und

Drücke am Reaktorauslaß getrennt berechnet.

Für die Dimensionierung der DE wurden die Pod-Durchmesser 1m

SSB bei allen Varianten gleich groß gewählt (3,5 m).

4.4.4 Auswirkung ~iedr~~~r~r Reaktopa~slaßtemp~raturauf die

Dampferzeugergröße

Die im Abschnitt 3.1.1 vorausgesetzten Reaktorauslaßtemperaturen

können u.U. nicht erreicht werden ( aus Festigkeitsgründen der

Brennelemente; s. Kapitel II). Dann ergibt sich die Frage,

ob die Reaktoreinlaßtemperatur ebenfalls abzusenken ist, was

mit Rücksicht auf Kleinhaltung des Massenstroms und damit der

Gebläseleistung erstrebenswert ist.

So vergrößert sich beispielsweise bei der Absenkung der Heiß

gastemperatur (tGH) von 640°C auf 600°C unter Beibehaltung der

Kaltgastemperatur am DE-Austritt (tGK) von 306°C die DE-Heiz

fläche von 15700 m2 auf 17700m2• Für den Fall, daß man t GK auf

270°C herabsetzen würde, müßte der Dampferzeuger eine Gesamtheiz

fläche von ca. 36 000 m2 aufweisen. Dieser große Wert für die

DE-Heizfläche kommt dadurch zustande,aaß für die Auslegung der

Zweikreisanlage eine Speisewassertemperatur von 235°C gewählt

wurde und somit der Temperaturunterschied i:lelH20 relativ klein

wird. Bei einer Speisewassertemperatur von 180°C .... bei diesem

Wert kann die Anlage ohne HD-Vorwärmer ausgelegt werden - benötigt

man für das Temperaturgefälle von t GH = 600°C auf t GK=2700c eine

DE~Heizfläche von 19600 m2•
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Hieraus folgt, daß bei gleichzeitiger Absenkung der Reaktor

Einlaß- und Auslaßtemperatur über einen weiten Bereich der

Speisewassertemperatur die Dampferzeuger-Heizflächen erheblich
größer werden. Bei einer mäßigen Absenkung der Reaktoreinlaß

temperatur können die Kostenerhöhungen durch Heizflächen- und

Gebläsevergrößerungen minimal gehalten werden.

4.5 Dampfkraftanlage und externes Kühlsystem

4.5.1 Auswahl des Dampfprozesses unter Berücksichtigung des

Gebläseantriebs für den Primärkreis lauf

Der Dampf- und Speisewasserkreislauf für ein Kernkraftwerk mit

einem gas gekühlten schnellen Brüter entspricht bei den zur Zeit

diskutierten Reaktoraustrittstemperaturen der heutigen Dampf

krafttechnik. Es werden keine Techniken erforderlich, die vom

heutigen Stand aus erst entwickelt werden müßten. Diese Aussage

gilt unbeschadet der Tatsache, daß es zum jetzigen Zeitpunkt
. h t .. l' h ..:I • 1 1 • h t . h • , .... rl •

n~c L mog_1.C__ unu v~e__e~c.... n1.c..rt e~nlna.. nö t a g a.s t , U.~e

genauen Spezifikatiomen für den Dampfprozeß festzulegen.

Nach dem jetzigen Stand der Untersuchungen sind folgende

Dampfprozessefür einen gas gekühlten schnellen Brüter möglich,
wobei die Art des Gebläseantriebs eine wichtige Rolle spielt.

Dampfprozesse ohne Zwischenüberhitzung

Bei Antrieb der Hauptgebläse durch Elektromotore wird der aus

den Dampferzeugern kommende Dampf direkt in die Hauptturbine

gegeben.

Bei Antrieb der Hauptgebläse durch Dampfturbine kann man ent

weder den gesamten Frischdampf zur Speisung der Antriebsturbinen
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verwenden (GGA-Vorschlag) und diesen anschließend der Haupt

turbine zuführen oder nur einen Teilstrom zum Gebläseantrieb

verwenden.

Dampfprozesse mit Zwischenüberhitzung

Bei Antrieb der Hauptgebläse durch Elektromotore wird der Dampf

wie in der konventionellen Dampftechnik üblich der Hauptturbine

entnommen und nach der Zwischenüberhitzung im Dampferzeuger .zur

Turbine zurückgeführt.

Bei Antrieb der Hauptgebläse durch Dampfturbine ist es möglich,

den gesamten Dampf nach Durchströmen der Antriebsturbine

zwischenzuüberhitzen und ihn dann der Hauptturbine zuzuführen.

Denkbar ist des weiteren: Zwischenüberhitzung eines Teilstromes

nach Teilexpansion in der Generatorturbine.

Für die nachfolgenden Untersuchungen wurde ein Dampfprozeß ohne

Zwischenüberhitzung und Antrieb der Gebläse mit Elektromotor

ausgewählt. Diese Auswahl erfolgte nicht als Ergebnis einer

detaillierten Optimierung, sondern unter anderem auch weil es

als Arbeitsunterlage praktisch ist, sich auf einen einfachen

Fall zu beschränken. Die technischen Gründe sind bereits im

Abschnitt 4.1.3 angegeben.

Es soll damit nicht gesagt sein, daß andere Möglichkeiten

(z.B. der Fall mit zO und Dampfturbinenantrieb der Gebläse)

nicht auch interessante technische Lösungen darstellen. Für

sämtliche zur Diskussion stehenden Gasbrüterkonzepte wurde

- soweit sie mit einer Dampfturbine arbeiten - der gleiche

Dampfkreislauf gewählt.

In Abb. 8 ist der Wärmeschaltplan und in Abb. 9 ist der Expan

sionsverlauf im MOllier-Diagramm dargestellt.
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4.5.2 Dampf- und Speisewasserkreislauf (s. Abb. 8 u. 9)

Der in den acht Dampferzeugern erzeugte Frischdampf wird in

acht parallelen Rohrleitungen aus dem Reaktor zu vier Ein

strömventilen der Turbine geführt. Das Speisewasser wird

durch Anzapfdampf in einer sechsstufigen Vorwärmeanlage

( 3 ND-Stufen t 1 Mischvorwärmerentgaserstufe mit Speisewasser

behälter und 2 HD-Stufen) vorgewärmt. Die Hauptkondensat

pumpen und die Hauptspeisewasserpumpen sind für 3 x 50 %

ausgelegt ( eine Pumpe in Reserve). Drei 100%-Notspeise

pumpen stellen auch bei Ausfall der normalen elektrischen

Eigenbedarfsversorgung die Nachzerfallswärmeabfuhr über die

Dampferzeuger in der ersten Nachkühlphase sicher. Das Zusatz

wasser wird in einer Vollentsalzungsanlage aufbereitet und

in zwei Deionat-Behältern gespeichert. Das Einleiten des Zu

satzwassers erfolgt in den Kondensator oder in den Speise

wasserbehälter.

4.5.3 Turbo...Generator-Satz

Zum Antrieb des Generators dient eine 3000-tourige viergehäusige

Einwellenkondensationsturbine mit direkt gekuppeltem Drehstrom

Synchron-Generator.

Das erste Gehäuse der Turbine enthält dendoppelflutigen HD

Teil. Der ND-Teil ist sechsflutig t wobei je zwei Fluten in

einem Gehäuse zusammengefaßt sind. Zur Verringerung der End

nässe des Abdampfes sind in den überströmleitungen zwischen

Hochdruck- und Niederdruckteil Wasserabscheider eingebaut. Hier

sei auf den wesentlich kompakteren He-Turbosatz beim Direkt

kreislauf hingewiesen: Ein Gehäuse umschließt die Turbine und

den Kompressort der beim Direktkreislauf an die Stelle der Haupt

speisewasserpumpen und Umwälzgebläse tritt ( s. Abb.12 ).

Die Kondensation des Abdampfes aus der Turbine erfolgt in zwei
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unterhalb der ND-Gehäuse quer zur Maschinenachse angeordneten

Oberflächenkondensatoren ( Kastenbauweise), s. Abb. 1.

Die Stromerzeugung erfolgt in einem zweipoligen Turbogenerator,

dessen Läufer- und Ständerwicklung direkt mit Wasser gekühlt

werden.

Die wichtigsten Auslegungs- und Betriebsdaten sind im Abschnitt

3.2.4 zusammengestellt.

4.5.4 Externes Kühlsystem

Als KÜhlsystem wird wie auch bei der Einkreisanlage das Ver

dunstungs-Rückkühlsystem vorgeschlagen. Aufgrund der relativ

hohen Kondensattemperatur ( 40°C) ist ein Kühlgrenzabstand

von etwa 13°C möglich (Bei Kondensattemperaturen in konventionel

len Dampfkraftwerken ( um 30°C) ist der Kühlgrenzabstand etwa

10 bis 12°C). Dadurch ist eine kostengünstige Auslegung des

Verdunstungskühlsystems möglich, wobei man mit drei, möglicher

weise zwei Kühltürmen auskommt.

Die Kühlzonenbreite beträgt 10°C und die Wasser-Rücklauftemperatur

( vom Kühlturm) 13°C. Die trockene Rückkühlung, bei der kein

Zusatzwasser für die Kühlung benötigt wird, wurde wegen zu

großer Kosten vor allem im Wasser/Luft-Kühler nicht in Erwägung

gezogen. Die Flußwasserkühlung ist möglic~, jedoch scheinen bis

zum möglichen Einsatz der GSB-Kraftwerke in innereuropäischen

Gebieten keine Standorte an ausreichend ergiebigen Flußläufen

mehr vorhanden zu sein.

4.6 Bauteil

4 .6 .1 Bauwerke der Kraftanlage

Aus Abb. i geht die Art der Anordnung der Bauwerke der Kraftanlage

hervor. Links ist die Reaktoranlage, rechts die Dampfkraftanlage
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dargestellt.

Der Reaktor-Spannbetonbehälter ist in einer Reaktorhalle (8)

untergebracht. Um den Spannbetonbehälter herum sind Räume

in mehreren Etagen für die Reaktormeß- und Hilfsanlagen an

geordnet. über dem Reaktor ist eine Krananlagefür den Aus

bau der Dampferzeuger und des oberen Deckels der Reaktor

kaverne angeordnet. Unter dem Spannbetonbehälter ist genügend

Raum für die Brennelementhandhabung und Lagerung ( 9) sowie.

für den Ausbau der Gebläseeinheiten vorhanden. Die Höhe der

Reaktorhalle beträgt 50 m, das Maschinenhaus ist auf einem

von der Reaktoranlage getrennten Fundament errichtet. Es hat

eine Höhe von 32 m und eine Länge von 80 m. Die Speisewasser

behälter sind aus Raumgründen auf der Dachkonstruktion ange

ordnet.

4.6.2 Sonstige Gebäude

Außer der reinen Kraftwerksanlage gehören noch eine Anzahlande

rer Gebäude zum Kraftwerkskomplex. Diese Gebäude sind zusammen

mit der Kraftwerksanlage im Lageplan derA!>b.l0 dargestellt.

Die Darstellung gilt für den Anschluß des Kraftwerks an einen

Flußlauf, aus dem das Wasser im Einlaufbauwerk (11) entnommen

und in de:D es ü])er das Auslaufbauwerk (12) zurückgegeben wird.

Bei der vorgeschlagenen Rückkühlungs-Verdunstungskühlung

treten anstelle der beiden letztgenannten Bauwerke die bereits

erwähnten Kühltürme ( mit Nebenanlagen .zur Viasserau:['berei t.un g J,

die in einem Abstand von etwa 60 m vom KraftWerk aufgestellt

werden (yermeidung von Windschattenwirkungder übrigen Gebäude).

Die einzelnen Bauwerkpositionen sind in Abb. 10 erklärt. Be

merkenswert ist der gegenüber der reinen Kraftwerksanlage

( Pos. 1 u. 4) verhältnismäßig große Flächenbedarf der sonstigen

Bauwerke. Hieraus geht indirekt hervor, daß auch bei kompakteren

Bauweisen der Kraftanlage, wie das z.B. der Fall bei der
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Direktkreislaufvariante ist, die sonstigen Gebäude bei allen

betrachteten Kraftwerksvarianten etwa gleich und mit denen

bei anderen Kernkraftwerken direkt vergleichbar. Daher wurde

hier auf spezielle Beschreibungen verzichtet.

4.7 Gasspeicherung und Gasreinigung

Das Gasspeichersystem dient zur Vorratshaltung, zur Deckung

von Leckagen und zur Abspeicherung von Gas im Primärkreislauf.

Während des Betriebs der Anlage bleibt die Kreislaufgasmenge

konstant, im Gegensatz zum Einkreissystem, wo während des

Betriebs für Laständerungen mittels der Druckpegelregulierung

vorübergehend Gas aus dem Kreislauf abzuspeichern ist

( s. 5.7). Die Gasspeicheranlage bei den Zweikreisanlagen ist

relativ einfach im Aufbau. Sie kann als Reingasanlage ausgeführt

werden, wobei abzuspeicherndes Gas stets durch die Gasreinigungs

anlage geleitet wird. Außerdem kann sie aus raumsparenden Hoch

druckspeichern aufgebaut werden, wobei die Förderung des Kreis

laufgases in den Speicher mit Kompressoren ( z.B. Membran

Kompressoren) kleiner Leistung ( ca. 100 kW Antriebsleistung)

erfolgt. Das Speichervölumen ist so zu bemessen, daß das

Primärkreis laufgas bis auf etwa 1 bar Systemdruck abgepumpt

werden kann. Hinzu kommt eine Speicherkapazität zur Vorrats

haltung von etwa 50 % des Kreislauf-Helium-Inventars.

Das gesamte Helium-Inventar beträgt etwa 75.000 Nm 3 • Die außer

halb des SBB angeordnete Gasspeicheranlage muß mit sicheren

Absperrorganen am SBB versehen sein.

Die Gasreinigungsanlage dient der Reduzierung der Verunreinigungen

im Kreislauf ( Staub u. Gase wie z.B. 02'C02, H20 ) unter den

zulässigen Verunreinigungsgrad. Der bei thermischen Hochtempera

turreaktoren geforderte Reinheitsgrad des Heliums wird als aus

reichend für das GSB-Kühlgas angesehen.
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Verunreinigungen entstehen bei der Inbetriebsetzung und

während des Betriebes. Die Gasreinigungstechnologie für

nukleare Zwecke hat einen hohen Stand erreicht (z.B. beim

AVR-, Peach Bottom-, Dragon-Reaktor) und kann ohne weiteres

für GSB-Zwecke übernommen werden. Die Auslegungsspezifikationen

wurden daher nicht näher untersucht. Die Anordnung der etwa

1000 m
3Bauvolumen

beanspruchenden Reinigungsanlage erfolgt

ln der Reaktorhalle.

Es müssen daher in den Gas-Anschlußleitungen genügend sichere

und schnellschließende Absperrorgane für den Fall von Gas

verlust aus dem Gasreinigungskreislauf vorgesehen werden.

4.8 Konstruktive Maßnahmen zur Beherrschung von Störfällen

Zur Beherrschung von Störfällen ist von der Anlagen-Konstruktion

her dafür Sorge zu tragen, daß keine weiteren und u.V. größere

Folgeschäden in der Anlage auftreten. Im Kapitel IV (Sicherheit)

ist dargelegt, daß alle entsprechend ihrer Wahrscheinlichkeit

anzunehmenden Störfälle ohne schwerwiegende konstruktive Maß

nahmen beherrschbar sind. Das rührt im wesentlichen von der

Z~Jeikreiskonzeptionher, bei der der primäre Helium-Gaskreis

lauf vollständig im Spannbetonbehälter integriert und zusätzlich

vorn sekundären Dampfkreislauf getrennt ist.

Der Fall von DampfeintTitt_ in den Primärkreis, der zu unzuläs

sigen Druckerhöhungen im Primärkreis führen kann, ist beherrsch

bar durch die Anordnung eines Mischkühlers außerhalb des SBB.

In diesen Mischkühler, der einen Teil Wasser enthält, wird

nach Öffnen von doppelt vorgesehenen Sicherheitsventilen das

HeliumfDampf-Gemisch eingeleitet, wobei der Wasserdampf

im Wasser kondensiert. Dieser Mischkühler ist als Sicher

heitseinrichtung beim THTR 300 MWe-Reaktor vorgesehen und

stellt kein technisches Problem dar.
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Durch die Integration aller Primärkreis laufteile lm SBB

mit den doppelten Abschlüssen sind die denkbaren Störfall

folgen bei Störfällen im Primärkreis klein und bedingen keine

besonderen Schutzmaßnahmen.

Für Störfälle im Sekundärkreis kann das Störverhalten von

anderen Dampfkraftanlagen in Kernkraftwerken übernommen

werden. Besondere Gesichtspunkte, die sich aus Schnellab

schaltungen im Hinblick auf den Primärkreis lauf ergeben,

wurden nicht näher untersucht. Größere Probleme sind jedoch

nicht zu erwarten, da die Wärmeabfuhrkapazität der Dampfer

zeuger stets ausreichend groß ist, die bei Nachwärmebetrieb

erzeugte Reaktorwärme aufzunehmen. Die Sicherstellung

der Nachwärmeabfuhr beim Zweikreissystem ist im Abschnitt 7.1

beschrieben. Die Belastung der Dampferzeuger bei einer Schnell

abschaltung ist in Anhang B beschrieben.
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5. Beschreibung der gewählten Einkreisanlage (mit Gasturbine)

5.1 Wahl der thermodynamischen Hauptauslegungsdaten

(siehe auch Abschnitt 3)

Beim Direktkreislauf werden bei vorgegebenem Reaktor und vorge

gebener Reaktorauslaßtemperatur die Abmessungen und die Gestal

tung der Kreislaufkomponenten einschließlich des Kühlsystems

und somit die Anlage- und die Stromerzeugungskosten entscheidend

beeinflußt von folgenden Auslegungsgrößen:

Kreislaufdruck

Expansionsverhältnis in der Turbine

Kreislaufdruckverluste

Ausnutzungsgrad des Wärmetauschers

Anzahl der Zwischenkühlungen während der Kompression

Untere Prozeßtemperatur

Diese Größen sind mit Rücksicht auf hohen Anlagewirkungsgrad

und niedrige Anlagekosten festzulegen. Die im folgenden dazu

gemachten Angaben begründen die getroffenen Festlegungen der

Betriebsdaten. Diese Daten sind als Richtwerte anzusehen und

später durch Optimierungsrechnungen zu verbessern.

5.1.1 Kreislaufdruck

Bei sonst gleichen Betriebsdaten und bei gleicher Leistung sind

die Gas-Volumenströme direkt umgekehrt proportional zum Druck.

Außerdem wird mit zunehmendem Druck das Verhältnis der viskosen

zu den trägen Kräften kleiner. Daher führen höhere Drücke zu

kleineren Komponentenabmessungen und zu geringerem Raumbedarf

für die Gesamtanlage sowie zu flexibleren Rohrleitungen. Auf der

anderen Seite ergeben höhere Drücke bei Behältern oder Gehäusen,

die, wie der Reaktor-SBB und die Turbomaschinen, gleichbleibende

oder nur wenig veränderliche Abmessungen haben, größere Festigkeits·

probleme und wachsenden Materialaufwand. Unter Berücksichtigung

beider Argumente wurde der obere Prozeßdruck zu 90 bar gewählt.

Bei den hier erforderlichen Turbomaschinen und Reaktorabmessungen

scheinen die dazugehörigen Gehäuse und Behälter auch heute schon

für Drücke bis 120 bar ausführbar zu sein.
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5.1.2 Expansionsverhältnis in der Turbine (~T)

Mit zunehmendem Expansionsverhältnis in der Turbine wird

einerseits wegen der zunehmenden Wärmegefälle-Differenz

aus Turbinen- und Kompressor-Wärmegefälle der Massenstrom

kleiner; andererseits werden dabei die spezifischen Volumen

ströme auf der Niederdruckseite größer und die Stufenzahlen

ln den Turbomaschinen nehmen zu. Im vorliegenden Fall sind

im Bereich für das Entspannungsdruckverhältnis < 3 die

Massenstromänderungen und im Bereich > 3 die spezifischen

Volumenstrom- und Stufenzahländerungen dominierend. Daraus

folgt, daß bei dem Entspannungsverhältnis von ~T=3 , das.

auch gewählt wurde, kostengünstige d.h. kleine Kreislauf

komponenten zu erwarten sind. Geringe Abweichungen von diesem

Wert ergeben keine wesentlichen Änderungen in den Komponenten

kosten, und der Prozeßwirkungsgrad ändert sich im Bereich des

Entspannungsverhältnisses von 2, S bis 3,,5 nur 'wendg ,

5.1.3 Kreislaufdruckverluste

Die Erhöhung der Druckverluste im Kreislauf ergibt einerseits

niedrigere Prozeßwirkungsgrade, aber andererseits die Möglich

keit, die Rohrleitungen und Wärmeübertrager kleiner zu bauen

( wegen höherer zulässiger Strömungsgeschwindigkeiten uhd damit

kleinerer Strömungsquerschnitte bzw. Wärmeübertragungsflächen).

Die Verschlechterung des Prozeßwirkungsgrades ist der Erhöhung

der bezogenen Druckverluste im Kreislauf, ausgedrückt in Pro

zenten etwa gleich. Bei kleinen Kreislaufdruckverlusten ergeben
Änderungen der Druckverluste große Änderungen in den Kosten der

wärmeübertragenden Apparate, und die durch Wirkungsgradänderungen
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verursachten Änderungen der spezifischen Anlagekosten und

Stromerzeugungskosten sind gering. Bei großen Kreislaufdruck

verlusten sind diese Verhältnisse umgekehrt. Im Bereich der

gewählten Kreislaufdruckverluste von 15 % liegen in Bezug

auf geringe Stromerzeugungskosten günstige Verhältnisse vor.

Die Auf teilung der Druckverluste im rekuperativen Wärmeaus

tauscher und in den Kühlern ist so vorgenommen, daß die

Summe aller Wärmeübertragungsflächen möglichst klein wird.

5.1.4 Ausnutzungsgrad (e:) des rekuperativen Wärmetauschers

( RWT )

Er gibt das Verhätlnis aus der zwischen Turbinen- und

Kompressorauslaß im RWT tatsächlichen zur theoretischf größt

möglichen übertragenen Wärmemenge an. Bei Ausnutzungsgraden

e: > 0,9 nimmt die Wärmeübertragungsfläche, die proportional

zum Ausdruck ----1e: ist, progressiv zu, was dann zu sehr
- e:

voluminösen und teuren Wärmeübertragern führt.

Obwohl der Wirkungsgrad mit zunehmendem E: größer wird, ist die

mögliche Wirkungsgradverbesserung für E: > 0,9 nur noch gering.

Bei den hier betrachteten Röhren-RWT ist der gewählte Aus

nutzungsgrad von 0,9 ein t.olirtschaftlich günstiger Wert. Bei

der Ausführungsmöglichkeit der Wärmetauscher in Plattenbauweise,

der in letzter Zeit immer mehr Beachtung geschenkt wird, und

bei der neben Kostensenkungen Volumenverringerungen

um 70 % erzielbar sind, könnte der Ausnutzungsgrad bis auf

Werte von 0,94 angehoben werden.
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5.1.5 Anzahl der Zwischenkühlungen während der Kompression

Die Gaskühlung zwischen zwei aufeinanderfolgenden Kompressions

schritten bringt bei vorgegebener Druckerhöhung im Kompressor

um so niedrigeren Kompressionsarbeitsaufwand, je zahlreicher

die Zwischenkühlungen sind. Das führt bei gleichbleibendem

Turbinengefälle zu geringerem Massenstrom im Kreislauf und zu

kleinerer Rohleistung der Turbine. Außerdem wird der Prozeß

wirkungsgrad besser. Bei Erhöhung der Anzahl der Zwischen

kühlungen steigt aber auch der konstruktive Aufwand für die

immer zahlreicher werdenden Gasein- und -auslässe am Kompressor

gehäuse und für die insgesamt größer werdenden Zwischenkühler

( kleinere Abkühlspannen des Gases). Da bei zwei Zwischen

kühlungen anstelle einer Zwischenkühlung die erzielbaren Vor

teile gegenüber dem Nachteil erhöhten Konstruktionsaufwands

der Kühler und Kühleranschlüsse am Kompressor kaum noch ins

Gewicht fallen, wurde eine Zwischenkühlung gewählt.

5.1.6 Untere Prozeßtemperatur

Bei vorgegebener Kühlmitteltemperatur (Wasser) werden mit

Erhöhung der unteren Prozeßtemperatur der Prozeßwirkungsgrad

und der Aufwand für das Kühlsystem kleiner. Während die

Wirkungsgradänderung pro Grad Temperaturänderung im Bereich"

zwischen 20 und 400C nahezu gleich bleibt, nehmen die Knhl-~* -:'t'l
systemkostenverringerungen mit zunehmender unterer Prozeß- ~

temperatur ab. Bei der vorgesehenen Verdunstungskühlung führt

eine untere Prozeßtemp~ratur von etwa 2SoC zu einer

wirtschaftlich günstigen Lösung.

Bei Verwendung eines Zwischenkühlkreislaufs zur Spaltprodukt

rückhaltung im Falle von Kühlerlecks in den Heliumkühlern müßte
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die untere Prozeßtemperatur auf etwa

Dabei würden die Anlagekosten um die

Kühlkreislaufs größer.

o33 C angehoben werden.

Kosten des zusätzlichen

Möglicherweise kann auf den Zwischenkühlkreislauf durch Auftei

lung in mehrere parallel geschaltete Helium/Wasser-Kühler und

gesondere Helium-Leck-Meßgeräte in den Wasserkühlern verzichtet

werden; dabei wird ein Kühlstrang mit Helium-Leckagen bis zur

Reparatur abgesperrt. Die untere Prozeßtemperatur wurde daher
ozu 28 C angenommen.

5.2 Gesamtanordnung

Wie aus dem Schaltplan (Abb. 11) und der übersichts zeichnung

(Abb. 2) hervorgeht, sind alle Hauptkreislaufkomponenten in

einem druckfesten Containment (1) untergebracht. Es sind ein

Turbosatz (6) mit einer Zwischenkühlung während der Kompression

sowie jeweils vier parallel geschaltete Wärmeübertrager (3)

Vorkühler (4) und Zwischenkühler (5).

Dabei entsteht eine Anordnung, bei der eine komponentengerechte

Konstruktion möglich ist. Außerdem ist durch die Verwendung

eines Turbinenkreislaufs das Betriebs- und Regelverhalten

leichter überschaubar als bei mehreren, z.B. drei parallel

geschalteten Kreisläufen.

Der Einsatz von einem Turbosatz in horizontaler Bauweise und

in Freiaufstellung unter dem Reaktorspannbetonbehälter ist aus

folgenden Gründen vorteilhaft:
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- Weitgehend konventionelle Bauweise und gute Zugänglichkeit

erwartet
( für Montage, Wartung und Reparatur)

- Günstige Auslegungsbedingungen für den Turbosatz ( hohe

innere ( polytrope ) Wirkungsgrade in Turbine und Kompressor

( etwa 0,9'; Einwellenausführung)

- Niedrigere Kosten als bei mehreren parallel geschalteten

Turbosätzen

Zur Nachwärmeabfuhr sind zwei unabhängige Gebläse (7) vorgesehen,

deren ,Antrieb mittels offener Gasturbinenanlagen (8) erfolgt.

Von den beiden offenen Gasturbinensätzen befinden sich

die Turbinen für den Gebläseantrieb im Inneren des äußeren

Containments.

Der in einem Spannbetondruckbehälter untergebrachte Reaktor (2)

ist 1n Abb. 2 links in hängender und in Abb. 2 rechts in

stehender Ausführung dargestellt. Eine etwas kompaktere Anlagen

bauweise ergibt sich beim Reaktor mit stehendem Kern wegen des

dabei tiefer liegenden Reaktorspannbetonbehälters.

Das Brennelementlager (11) ist bei beiden Reaktorausführungen

seitlich unterhalb des Reaktorspannbetonbehälters untergebracht.

Die Helium-Speicheranlage, die als Mehrkammerspeichersystem

in Kaskadenschaltung ausgeführt ist, ist außerhalb des Containments

angeordnet ( in Abb. 2 u. 11 nicht dargestellt). Es ist zu

untersuchen, ob sie aus sicherheitstechnischen Gründen im druck

festen Containment untergebracht werden muß.
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5.3 Maschinenteil

Er umfaßt im wesentlichen den Turbosatz und den Generator.

Der Turbosatz ist einwellig und hat je einen einflutigen

Niederdruck- und Hochdruckkompressor und eine zweiflutige

Turbine. Ein Gehäuse umschließt den ganzen Maschinensatz.

( Im Vergleich zur Dampfturbine gleicher Leistung ist die

He-Turbine erheblich kleiner.) Die Gasdrücke und Gastempe

raturen am Turbosatz sind in Abschnitt 3.2.5 angegeben.

Die Hauptabmessungen sowie die Lage und Größe der jeweils

vier Leitungsanschlüsse am Gehäuse gehen aus Abb. 12 hervor.

Der Generator ist auf der Turbinenseite angeschlossen.

Die Fundamentabstützung von Turbosatz und Generator ist weich,

um keine Schwingungskräfte in die Fundamente einzuleiten. Der Aus

bau des Turbosatzes und des Generators erfolgt durch seitliches

Ausfahren. Vor dem Ausbau des Turbosatzes sind die mit Schweiß

lippendichtungen versehenen Flanschverbindungen am Turbinen

gehäuse zu lösen. Das Turbinengehäuse ist zweischalig und hat

eine horizontale Trennfuge. Der Turbosatz ist nicht viel größer

als der im HHT-Projekt für die 600 MWe-Anlage vorgesehene.+)

Seine Realisierbarkeit kann bis zum möglichen Baubeginn einer

GSB-GT-Anlage als mö~lich angesehen werden.

Die Drehzahl des Turbo-Generatorsatzes betrigt 3000 u/min.

Der Generator ist wassergekühlt ( Abmessungen u. Gewichte

kleiner als bei H2-Kühlung).
Anlaufvorgang
Auf der Verlängerung der Generatorwelle ist der Erregerteil

( schleifringlos) und der Anwurfmotor angeordnet. Mit dem

Anwurfmotor wird die Anlage bei etwa 600 u/min für 1 1/2 Std.

betrieben, wobei der Kreislauf bis auf etwa 4500C aufgeheizt

wird. Bei Anfahrbetrieb unter Volldruck ist die erforderliche

±) Beim HHT;,;,Projekt ist der Druck vor der Turbine 60 bar.
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Antriebsleistung 2 MW, entsprechend einern Antriebsdrehmoment

von etwa 1 % des VollastdrehmomeniB bei 3000u/min. Danach

wird die Wärmeabgabe des Reaktors erhöht und gleichzeitig

der Turbo-Generatorsatz im Leerlauf auf Nenndrehzahl gebracht.

Zur Beschleunigung des Turbosatzes bis zu einer Drehzahl zwischen

2000 und 2500 uimin wird zusätzliche Antriebsleistung benötigt.

Die maximale Antriebsleistung beträgt etwa 8 MW. Oberhalb

des genannten Drehzahlbereichs beschleunigt sich der Turbosatz

von selbst und bei Erreichen von 3000 u/min kann der Generator

an das Netz geschaltet und bei allmählicher Lastanhebung

Leistung ins Netz gegeben werden.

5.4 Apparateteil und externes Kühlsvstem

5.4.1 Apparateteil

Die jeweils vier parallel geschalteten rekuperativen Wärme

austauscher ( RWT ), Vorkühler und Zwischenkühler sind in

Röhren-Bauweise mit glatten, geraden Rohren ausgeführt. überall

ist das Gegenstromprinziprnit zusätzlicher Querstromwirkung

um die Rohre zugrundegelegt. Die Hauptabmessungen und Aus

legungsdaten der Wärmeübertrager sind im Abschnitt 3 • 2.7

angegeben.

Im RWT strömt das Hochdruckgas um die Rohre. Darnitwird bei

vorgegebenem bezogenen Gesarntdruckverlust die übertragungs

fläche kleiner als bei Führung des Hochdruckgases in den

Rohren. Bei der gewählten Bauweise sind dann allerdings die

Außenwände mit Hochdruck beansprucht, was höhere Mantel-Kosten

ergibt als bei Niederdruckgasführung um die Rohre. Diese Mehr

kosten sind jedoch kleiner als die Kosteneinsparungen durch

die kleineren Wärmeübertragungsflächen.



C 61

In den Vor- und Zwischenkühlern strömt das Helium ebenfalls

durch die Rohre. Das ist mit Rücksicht auf kleine Wärmeüber

tragungsflächen bei vorgegebenen Druckverlusten günstiger als

die Strömung um die Rohre. Außerdem sind die Kühlergehäuse

im zylindrischen Teil nur dem wesentlich niedrigeren Wasser

druck ausgesetzt.

Jeweils ein rekuperativer Wärmeaustauscher und ein Vorkühler

bilden eine bauliche Einheit, wobei der Vorkühler direkt dem

RWT nachgeschaltet ist. Abb. 13 zeigt den Aufbau einer

solchen Einheit.

Durch die stehende Anordnung der rekuperativen Wärmeaustauscher

und Vorkühler sind eine gute Raumausnutzung im äußeren

Containment, günstige Leitungsführungen zwischen Reaktor und

Turbosatz sowie leichte Montierbarkeit möglich.

5.4.2 Externes Kühl~ystem

Das vorgeschlagene Verdunstungs-Rückkühlsystem (VR) ist, was

die Kosten und den Wasserbedarf sowie die erzielbare untere

Prozeßtemperatur betrifft, zwischen den Kühlsystemen mit

trockener (Luft-) Kühlung und Flußwasserkühlung einzuordnen.

Während die Flußwasserkühlung einen etwa 30-mal höheren Wasser

bedarf aber niedrigere Kosten als das VR-System hat, ist bei

der trockenen Kühlung der Wasserbedarf praktisch null,aber die

Kosten sind bei den gegebenen Auslegungsdaten gegenüber dem

VR-System erheblich höher ( wegen der großen Kühlerflächen im

Kühlturm). Die untere Prozeßtemperatur kann bei wirtschaftlichen

Kühlsystemen bei der F~ußwasserkühlungniedriger ( ca. 20oC)

und muß bei der trockenen Kühlung .höher (ca. 350C) als bei~
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VR-System.sein. Da nicht anzunehmen ist s daß bis zum

möglichen Einsatz von Kernkraftwerken mit gasgekühlten Brütern

noch Standorte mit Flußwasserkühlung vorhanden sein werdens

wurde die VR-Kühlung gewählt. Die Kühlwassermengen sind im

Abschnitt 3.2.9 angegeben.

Die Unterbringung der Außenkühler (Rieselflächen) erfolgt in

dreis möglicherweise auch in zwei Kühltürmens die dann einen

Durchmesser um 70 m und Höhen um 100 m haben müßten. Der

Kühleraufwand ist gegenüber dem für die Zweikreissysteme

geringer wegen der größeren KÜhlzonenbreites d.h. wegen der

größeren Wassererwärmung im Umlaufwasser ( 24 0C gegenüber

10oC). Die Verdunstungsmenge ist wegen etwa gleich großem

Wirkungsgrad bei beiden Systemen ( Zweikreis- s Einkreisanlage)

nahezu gleich ( s. 3.2.9).

5.5 Rohrleitungen und Armaturen

Für die Verbindung aller Hauptkomponenten sind doppelwandige

Rohrleitungen vorgesehen. Die einzelnen Rohrleitungsabschnitte

sind mit Kompensatoren gelenkig ausgebildets um außer den

Gaskräften nur kleine zusätzliches durch Wärmedehnungen ver

ursachte Spannungen in die Leitungen oder an den Komponenten

anschlußstellen einzuleiten~ Beide doppelwandige Leitungen

sind für vollen Druckunterschied aus Betriebs- und Umgebungs

druck ausgelegt sund die Innenleitung kann gegenüber der Außen

leitung Wärmedehnungen folgen.

Im Betriebszustand ist im Ringspalt der Rohrleitungen der

gleiche Druck wie im inneren Rohr ( durch Druckausgleich

bohrungen in der Innenleitung) vorgesehens so daß das Innere
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Rohr druckentlastet ist. Bei Bruch der Außenleitung über

nimmt das Innenrohr die Funktion des Druckmantels. Die

Leitungsausbildung als Doppelrohrleitung ist zwar aufwen-

dig, sie sollte jedoch im Prinzip den totalen Leitungsbruch

und die damit verbundenen hohen Druckabsenkungsgeschwindig

keiten ausschließen, da gleichzeitiger Bruch beider Rohre

nicht anzunehmen ist. Die Innenleitung ist so konstruiert,

daß im Falle des Bruchs der Außenrohrleitung ein Ausbrechen

an den Kompensationsstellen nicht möglich ist. Die Prüfbar

keit solcher Rohrleitungen ist schwierig. Eine alternative
Ausbildung der Doppelrohrleitungen besteht darin, daß im

Ringraum Umgebungsdruck herrscht und nur bei Bruch der Innen

leitung die Außenleitung den vollen Druckunterschied aufnimmt.

Der Vorteil ist die bessere Prüfbarkeit, der Nachteil die er

höhten Kosten bei heißgasführenden Innenleitungen.

Die Leitungsdurchmesser der Innenleitungen betragen bei den

überall viersträngigen Gasführungen etwa 1 m. Die Außenlei

tungen haben etwa 1,4 m Durchmesser. Die Leitungen zwischen

Reaktor und Turbine haben wegen der erforderlichen Inneniso

lation an der Innenleitung um etwa 0,1 m größere Durchmesser.

Doppelrohrleitungen und Kompensatoren mit den angegebenen

Durchmessern und für die auftretenden Drücke bis 90 bar und

Temperaturen bis etwa 4000 C (durch Isolation erreichbar)

sind ohne besonderen Entwicklungsaufwand herstellbar. In

einer Versuchsanlage innerhalb des HHT-Projektes sind Lei

tungen mit Außendurchmessern von 1,3 m für Drücke bis 50 bar

und Gastemperaturen bis zunächst 850 0 C vorgesehen.

Auf die Armaturen wird hier nicht näher eingegangen. An die

im Schaltschema dargestellten Armaturen werden keine extre

men Anforderungen gestellt. (Sie dienen zur Vermeidung von

Kühlgasaustritt vor dem Reaktor und Eintritt von Luft in den

Reaktor sowie zur Vermeidung von Oberdrehzahl des Turbosatzes;

s. Abschnitte 6.2 und 5.8.2) Die am Reaktor angeordneten Ab-
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sperrorgane sind keinen besonderen Betriebsanforderungen

wie z.B. Schnellschlußfunktion und Schließen oder Öffnen

unter Druckbelastung unterworfen.

Die zur Regelung dienenden Armaturen (Bypaß-Ventile, Ein

und Auslaßventile) sowie die bei Leitungsbrüchen zu be

tätigenden Ventile sind technisch realisierbar.

5.6 Bauteil

5.6.1 Allgemeines

Die Anordnung der zur Kraftwerksanlage gehörenden Bauwerke

ist aus dem für die Zweikreisanlage gültigen Lageplan der

Abb. 10 ersichtlich. Da die gesamte Kraftanlage in einem

zylindrischen Containment untergebracht ist, ergibt sich

eine kompaktere Anordnung aller Baulichkeiten als bei der

Dampfkraftanlage (Fortfall der großen Maschinenhalle). Alle

übrigen zum Kraftwerk gehörenden Bauten haben etwa den

gleichen Platzbedarf wie bei der Zweikreisanlage und sind

bereits in Abschnitt 4.6 beschrieben. Hier braucht daher nur

auf das äußere Containment eingegangen zu werden.

5.6.2 Druckfestes Containment

Es muß für den Fall von schnellem Gasverlust aus dem Kreis-

lauf aus Gründen der Nachwärmeabfuhr gasdicht gegenüber der

Umgebung sein und den sich einstellenden höchsten Mischdruck

(unmittelbar nach Gasverlust) aushalten.

Aus dem zu 7 bar vorgegebenen Mischdruck, der als Höchstwert

bei Gasverlust zwischen Reaktor und Turbine zugrundegelegt

wurde, ist das erforderliche freie Volumen im äußeren Contain

ment bestimmt. Bei der Formfestlegung des druckfesten Contain

ments, die auch von den Abmessungen der darin unterzubringenden

Komponenten abhängt, muß dieses freie Volumen eingehalten werden,
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da sonst entweder der Mischdruck zu klein ist und die Nachwärme

abfuhr infrage gestellt ist, oder der Mischdruck höher als

erforderlich ist, was zu stärkeren Gefäßwandungen und damit

zu erhöhten Kosten des Containments führen würde. Auf die ther

modynamischen Folgen durch Mischdruckbildung im Containment

wird im Abschnitt 7.2 eingegangen. Die Verwendung von Schutz

gas im Containment ist nicht notwendig.

Die hier vorgeschlagene Form des Containments ist eln stehender

Zylinder. Im Containment ist der größte Durchmesser 32 mund

die größte Höhe 65 m. Das freie Volumen ist etwa 35.000 m3

und entspricht etwa demjenigen, das zu einem maximalen Misch

druck von 7 bar führt.

Das Containment kann einschalig oder zweischalig mit oder ohne

Zwischenabsaugung ausgeführt werden. Beim einschaligen Contain

ment ist die Innenwand des Containments mit einem Stahl-Liner

versehen (7 mm dick), der nur gasdicht ist. Beim zweischaligen

Containment ist eine innere druckfeste Stahlschale und eine

äußere Betonschale vorgesehen. Die Gasabsaugung erfolgt in einer

porösen Betonschicht hinter dem Liner bei der einschaligen Bau-
+)

weise und hinter der Stahlschale beim zweischaligen Containment

Das Leckagegas wird abgesaugt und in den Kamin gegeben.

Es sind mehrere Durchbrüche für den Ausbau des Turbogenerator

Satzes (ca. 7 und 10 m 0) und der übrigen Hauptkomponenten

vorgesehen. Der Anwurfmotor und der Generator sind in einem

zylindrischen Stahlstutzen (ca. 10 m 0) untergebracht, der an

das Containment angeschlossen ist.

Es ist auch möglich, den Generator mit Anwurfmotor außerhalb

des äußeren SBB aufzustellen und die Welle durch einen doppel-

wandigen Abschluß zu führen.

±) Die in Abb. 2 dargestellte Ausführung zeigt ein einschaliges

Containment.
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Im oberen Teil des Containments sind vier Leitungsdurchbrüche

für die Verbrennungsgasleitungen der zwei Gebläse-Antriebs

turbinen vorgesehen.

Der Brennelementtransport erfolgt durch Doppelschleusen

5.6.3 Schutzeinrichtungen ~m Containment

Im Bereich der Leitungsführungen und Hauptkomponenten sind vor

den Innenwandungen des Containments Wärmeschutzschilde ange

bracht, die bei Störfällen mit Gasaustritt aus dem Kreislauf

den unmittelbaren Gasstrom zu den Containmentwandungen ver

hindern. Splitterschutzwände sind nur im Bereich des Turbo

satzes vorzusehen, um bei Havarie des Turbosatzes Folgeschäden

zu vermeiden. Die Rotorexplosion und die Projektilbildung

durch Zerstörung von Wärmeübertragergehäusen werden als hypo

thetische Unfälle angesehen und damit nicht betrachtet.

Ob und inwiefern Abschirmungen gegen y-Strahlung vorzusehen

sind, hängt vom Spaltproduktverunreinigungsgrad des Kreislaufs

und von der vom Betreiber geforderten Begehbarkeit der Anlage

ab. Die Abschirmfrage bzw. die Unterteilung des Innenraums

des Containments in mehrere getrennt begehbare Räume mit

strahlenabschirmenden Wänden wurde hier nicht weiter untersucht.

5.6.4 Hebezeuge

Als Haupthebezeug ist e~n Rundlaufdrehkran oberhalb des

Reaktor-SBB angeordnet (s. Abb. 2). Sein Arbeitsradius

ist so groß, daß damit bei der unsymmetrischen Aufstellung

des Reaktor-SBB die im Containment befindlichen Komponenten

ausgebaut werden können.



c 68

5.7 Gasspeicherung

Die Gasspeicheranlage dient zur Reservehaltung, zur Deckung

von Leckagen und zur vorübergehenden Aufnahme von Kreislauf

gas. Der Gasspeicherung kommt beim Direktkreislauf besondere

Bedeutung zu, weil das im Kreislauf befindliche Gas vor

Inspektions- oder Reparaturarbeiten in Kreislaufteilen bis

auf eine Restmenge bei Umgebungsdruck oder aus regeltechnischen

Gründen bei der sogenannten Druckpegelregelung vorübergehend

abgespeichert werden muß. Bei der Zweikreisanlage ist Ab

speichern von Helium nur bei Inspektions- oder Reparaturarbeiten

an Primärkreis laufteilen nötig, und bei Laständerungen braucht 0

das Heliuminventar nicht geändert zu werden.

Die Gasabspeicheranlage muß entsprechend den erforderlichen

Laständerungsgeschwindigkeiten im Lastbereich zwischen 100%

und etwa 40% der Auslegungsleistung ausgelegt sein und soll

möglichst geringe Kosten haben. Hierbei ist zu berücksichtigen,

daß das abzuspeichernde Kreislaufgas aktiviert ist, was zur

Überlegung zwingt, ob das Gas über die Gasreinigungsanlage

als Reingas oder aber direkt ins SpeiChersystem gegeben wird.

Aus ökonomischen Gründen scheint die Abspeicherung von aktivier

tem Gas in ein abgeschirmtes Speichersystem vorteilhafter.

Hierbei kann der natürliche Druckunterschied im Gaskreislauf

dazu benutzt werden, Gas von der Hochdruckseite des Kreislaufs

in ein Mehrkammer-Speichersystem mit mehreren Speichern in

Hintereinanderschaltung einzuspeisen und dadurch den Kreislauf

druck abzusenken und Gas aus diesem Speichersystem in den Nieder

druckteil des Kreislaufs einzuspeisen und dadurch den Druck

wieder anzuheben. Eine solche Mehrkammerspeicheranlage hat bei

10 Speichern ein um etwa 50% größeres geometrisches Volumen

als der Kreislauf selbst. Bei weniger Speichern ist das Gesamt-
volumen größer. Die .

Verwendung von Zusatzkompressoren 1St nur

im Zusammenhang mit einem zusätzlichen Hochdruckspeicher sinn

voll, wenn schnelle Leistungssteigerungen erzielt werden sollen

(z.B. zur Frequenzstützung).
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Bei einer Reingas-Speicheranlage muß wegen des kleinen durch

die Gasreinigungsanlage gehenden Mengenstroms für Lastanderun

gen eine Bypaßregelung solange eingeschaltet werden, bis ge

nügend Gas über die Gasreinigungsanlage aus dem Kreislauf ab

gespeichert ist und der Systemdruck dem geforderten Lastzustand

entspricht. Zur Abspeicherung sind wegen der Druckverluste in

der Gasreinigungsanlage Zusatzkompressoren erforderlich. Das

Heliuminventar ist etwa ebenso groß wie bei der Zweikreis

anlage (ca. 75 000 Nm 3).

Die Gasreinigungsanla~, deren Bauvolumen bei etwa 1000 m3

liegt, kann entweder im Containment oder im angrenzenden

Reaktorgebaude untergebracht werden. Die Auslegungsspezifika

tionen wurden nicht naher untersucht (s. auch 4.7).
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5.8 Konstruktive Maßnahmen zur Beherrschung von Störfällen

Das Verhalten der Anlage nach Eintreten von Störfällen muß so

sein, daß keine weiteren Folgeschäden eintreten. Das trifft

vor allem für Leitungsbrüche mit voller Querschnittsfreigabe

zu, was schnelle Druck- und Temperaturänderungen sowie große

Massenstromänderungen zur Folge hat. Im Kreislauf sind daher

zum Schutz der Komponenten und Komponenteneinbauten gegen Zer

störung mehrere Einrichtungen angeordnet, deren prinzipielle

Wirkungsweise hier erläutert wird. Diese Einrichtungen sind

im Schaltplan Abb. 11 dargestellt.

5.8.1 Schutzmaßnahmen bei Druckabsenkung im Kreislauf

Zum Schutz der Reaktoreinbauten gegen zu große Druckgradienten

und Strömungsumkehr sind in den vier Gaseinlaßleitungen am

Reaktorspannbetonbehälter Durchflußbegrenzer oder Rückschlag

klappen und in den vier Auslaßleitungen Durchflußbegrenzer ein

gebaut. Die Durchflußbegrenzer arbeiten nach dem Venturidüsen

prinzip. Bei Leitungsbrüchen unmittelbar am Reaktor (vor den

in Sicherheitsleitungen untergebrachten Absperrventilen) stellt

sich im engsten Querschnitt der Düse Schallgeschwindigkeit ein,

und der Massenstrom ist dann kleiner als ohne Leitungsverengung.

Das führt zu niedrigeren Druckabsenkungsgeschwindigkeiten, weil

die Entleerung des unter Druck stehenden Reaktors langsamer

erfolgt. Wegen der mit zunehmender Verengung rasch zunehmenden

bleibenden Druckverluste in der Venturidüse während des Normal

betriebs sind Querschnittsver,engungen auf weniger als 1/3 un

günstig. Die bei diesem Wert auftretenden Druckabsenkungsge

schwindigkeiten entsprechen denen, die sich bei Bruch einer Leitung

von scheinbar insgesamt 12 vorhandenen Leitungen ergeben. Aus

groben Abschätzungen, die die zusätzlichen Drosselverluste beim

Ausströmvorgang an beiden Seiten der Bruchstelle sowie die inter

nen Strömungsvorgänge im Gesamtsystem (mit den noch intakten

Leitungsstr~ngen) nicht mitberücksichtigten, ergeben sich bei

Bruch von einer Leitung am Reaktor-SBB maximale zeitliche Druck

gradienten im System um etwa 12 bar/so Alle durch entstehende

Druckkräfte beanspruchten Reaktoreinbauten (Tragplatte, Brenn

elementkörbe bei beschichteten Teilchen, inneres thermisches
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Schild und die Isolation der SBB-Innenwand) sind festigkeits

mäßig mit ausreichender Sicherheit auszulegen.

Bei Bruch einer Reaktorzuleitung mit Rückschlagklappe sind

die Druckgradienten bereits um weniger als den Faktor 0,5

kleiner, da nur Gas aus der der Klappe gegenüberliegenden

Bruchstelle austreten kann. Es scheint allerdings fraglich,

ob schnellschließende Rückschlagklappen für die erforderlichen

Leitungsdurchmesser herstellbar sind.

Bei Bruch einer Leitung an anderen Stellen des Kreislaufs

sind die zeitlichen Druckgradienten wegen zusätzlicher Dros

seIstellen bis zur Ausströmstelle und vor allem bei Leitungs

bruch auf der Niederdruckseite wegen der kleineren Gasdichte

beim Ausströmen noch kleiner als bisher angegeben.

5.8.2 Schutzmaßnahmen gegen überdrehzahl des Turbosatzes

bei Leitungsbrüchen

Von den übrigen Hauptkomponenten ist vor allem der Turbosatz

vor überdrehzahl bei Leitungsbruch unmittelbar hinter der

Turbine zu schützen. Hierbei tritt nämlich vorübergehend eine

starke Gefälle-Vergrößerung auf, die große Beschleunigungs

kräfte zur Folge hat. Um gefährliche überdrehzahlen zu vermeiden,

wird ein Abschluß am Kompressoreintritt zum Innenraum des

äußeren Containments geöffnet. Dann bewirkt die Strömungsumkehr

im Kompressor ein dem Turbinendrehmoment etHa gleich großes

Bremsmoment, wodurch die überdrehzahl in Grenzen gehalten werden

kann.

5.8.3 Schutzmaßnahmen gegen Lufteinbruch in den Reaktor

Bei Leitungsbrüchen vor allem im Niederdruckteil ist bei Er

reichen des Mischdrucks im Gesamtsystem und bei noch laufendem

Turbosatz die Gefahr des Lufteintritts in den Reaktor gegeben.

Hierdurch können die aus beschichteten Teilchen aufgebauten

!3P~I1Il~.J..E:JIleJlte dur-ch .Sauerstoffreaktion abbrennen und alle

Spaltprodukte freigesetzt werden. Durch Öffnen eines Gasaus-
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lasses auf der Hochdruckseite des Kompressors und durch gleichzei

tiges Schließen der Hochdruckleitungen zu den rekuperativen

Wärmeaustauschern wird auch bei noch laufendem oder stehendem

Turbosatz Einströmen von Luft in den Kreislauf verhindert.

Eintreten von Luft durch die Reaktorauslaßleitungen nach Misch

druckbildung wird durch Schließen der am Reaktor SBB angeordneten

Absperrorgane in diesen Leitungen verhindert.

Für die in 5.8.2 und 5.8.3 erwähnten Armaturen gilt das unter

5.5 gesagte.

6. Reaktoranlage einschließlich Spannbetonbehälter

6.1 Wahl der Kernanordnuhg

Der Kern eines schnellen Brutreaktors setzt sich aus sechs

eckförmigen prismatischen Kästen zusammen, in denen sich die

Brennstäbe bzw. mit beschichteten Teilchen gefüllte Körbe

befinden. Für die Anordnung der Brennelementkästen gibt es

grundsätzlich zwei Möglichkeiten:

Aufhängen an einer im Reaktorraum oben angeordneten Trag

platte

Aufstellen auf einer im Reaktorraum unten angeordneten T~ag

platte

Bei der Wahl der Anordnung sind folgende Punkte zu berücksich

tigen, wobei die Beschickungseinrichtung hier nicht als Kriterium

herangezogen wird:

1. Die Strömungs führung muß so geWählt werden, daß die Tragplatte

auf der Eintrittsseite des Kühlgases liegt. Dadurch ergeben

sich für die Tragplatte geringere Wärmedehnungen, höhere zu

lässige Spannungen und eine kleinere Schwellrate (max. Schwell

rate bei etwa 500 C).
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2. Die Regelstabantriebe sollen auf der gleichen Seite wie

die Tragplatte sein. Dadurch wird neben den unter Pkt. 1

geschilderten Vorteilen erreicht,daß die Regelstäbe beim

Brennelementwechsel nicht durch die Beladeeinrichtung be

einträchtigt werden und somit jederzeit funktionsfähig
bleiben.

3. Kern und radiales Blanket sollen parallel durchströmt wer

den. Hierdurch sind neben einer einfacheren Konstruktion

eine reaktorphysikalisch günstige, größere Corehöhe und

kleinere Druckverluste als bei Hintereinanderdurchströmung

von RadialbIanket und Kern möglich.

4. Bei stabförmigen Brennelementen sollte der Kühlmittelstrom

in den einzelnen Brennelementkästen während des Betriebs

von außen einstellbar sein; bei Brennelementen aus beschich

teten Teilchen ist das nicht erforderlich. (Bei stabförmigen

Brennelementen sind abbrandabhängige Temperaturänderungen

im BE größer als bei BE aus beschichteten Teilchen, wo

kürzere Beladungsintervalle vorliegen.)

Diese vier Forderungen haben für die zwei möglichen Anordnungen

bei beiden Brennelementtypen folgende Konsequenzen:

Hängender Kern Stehender Kern

Strömungsrichtung von oben nach von unten nach
im Kern unten oben

Heißgasaustritt an der Untersei- an der Oberseite
te der Reaktor- der Reaktorkaverne
kaverne

Regelstabantriebe von oben von unten

Beladung von unten von oben

Verschiebung des Trennung in zwei Zusammensacken des
Brennstoffs bei Teile durch Erd- Brennstoffs durch
einem teilweisen beschleunigung Erdbeschleunigung
Kernschmelzen und Strömungs- entgegen den Strö-

kräfte mungskräften

Nach Abwägen dieser Punkte und unter Berücksichtigung der ver

sehiedenenReaktorkönze-pte wtirdefUr stabförmige Brennelemente

die hängende Anordnung, für die c.p.-Variante die stehende An
ordnung gewählt.
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6.2 Strömungsführung (siehe auch Abb. 14)

Das in die Reaktorkaverne eintretende Kühlgas wird zunächst

durch Leitbleche zum thermischen Schild an der dem Kern gegen

überliegenden Seite geführt und strömt dann durch den zylin

drischen Teil des thermischen Schildes zu den Gaseinlässen

in der Kerntragplatte und dann durch den Reaktor. Aus dem

vom inneren thermischen Schild gebildeten Heißgasraum strömt

das Gas durch die radialen Öffnungen zu den Dampferzeugern

oder zur Gasturbine.

Alle Gasleitungen vom und zum Reaktorinnenraum sind radial im

SBB angeordnet. Die Gas zuführungs leitungen liegen in gleicher

Höhe wie die Gasauslaßleitungen. Beim Zweikreissystem sind

acht konzentrische Gasein- und Gasauslässe und beim Einkreis

system je vier einfache Gasein- und Gasauslässe vorgesehen.

Die Durchbruchsdurchmesser lm SBB sind bei beiden Systemen

gleich und betragen 1,6 m. In den einfachen Gasleitungen können

Strömungsbegrenzer (Venturidüse) eingebaut werden, um bei

externen Leitungsbrüchen die Druckabsenkungsgeschwindigkeit

im Reaktor herabzusetzen. Der damit verbundene bezogene Druck

verlust im Normalbetrieb beträgt etwa 1,8%, wenn die Querschnitts

verengung in den Venturidüsen zwei Drittel des Leitungsquer

schnitts beträgt.

Falls schnellschließende Rückschlagklappen entwickelt werden kön

nen, können die Venturidüsen in den Reaktoreinlaßleitungen durch

diese ersetzt werden, die bei Leitungsbrüchen vor dem Reaktorein

laß automatisch schließen. Dadurch wird die Druckabsenkung im

Reaktor wesentlich langsamer, außerdem sind die Druckverluste

in dem Rückschlagklappenabschnitt bei geöffneten Klappen viel

kleiner als bei Einbau der Venturidüse.

6.3 Reaktorkaverne, Reaktorabmessungen, Reaktortragplatte

Für alle Fälle wurde der durch den Liner begrenzte Reaktor-Innen

raum mit einer Höhe von 12 m und einem Durchmesser von 7,5 m

angenommen, obwohl die Abmessungen des Reaktors mit metallum

hüllten Brennelementen verschieden von denen des Reakt-ors mit:

Brennelementen aus beschichteten Teilchen sind. (Die Kern-Ab-
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messungen des Reaktors mit carbidischen Brennelementen sind

nicht spezifiziert.)

Reaktorabmessungen
+)

me~allumhüllte Brennelemente aus
Brennelemente besch. Teilchen

(hängender Reak- (stehender Reak-
tor) tor)

._-,~"

Durchmesser 3,2 (Keine Spe- 2 ,6
K e r n zifikation

Höhe 1,5 bei carbi- 1,3
disehen BE)

Durchmesser 4,4 4,2
K e.r n

mlt
Blankets Höhe 2,7 3,0

+) Ungefährte durch Vereinheitlichung
festgelegte Werte

Für die Tragplatte wurde eine Dicke von 1 m, für den Abstand zum

Liner ebenfalls 1 m gewählt.

Beim stehenden Reaktor ist die Tragplatte unterteilt, und die

einzelnen Teile sind am Boden abgefangen. Die Gaskräfte an der

Tragplatte wirken dem Eigengewicht der Platte entgegen.

Beim hängenden Reaktor ist die Platte aus einem Stück gefertigt.

Sie ist in einer ringförmigen Aufhängung gelagert. Eigengewicht

und Gaskräfte wirken in der gleichen Richtung. Im Falle einer

Durchbiegung der Tragplatte gehen die BE auseinander, wodurch

Sicherheit gegen Kritikalität des Kerns gegeben ist und Verklem

men der BE nicht zu befürchten ist.

Die Reaktorkaverne ist oben mit einem ausbaubaren Deckel versehen.

Dadurch können nach Entladen des Reaktors bei beiden Reaktortypen

die Kernplatte ausgebaut und die übrigen Einbauten inspiziert

werden. Beim hängenden Kern beträgt der Deckeldurchmesser 5,5 m,

beim stehenden Kern ist er kleiner.
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6.4 Angaben über Brennelemente und Regelstäbe

Die wichtigsten Daten über die Brennelemente und die Regel

stäbe sind in der nachfolgenden Tabelle zusammengestellt.

Sie dienen zur Orientierung und sind nicht endgültig.

Brennelemente

metallumhüllt ! beschichtete Teilchen
(~arianten 1,2 u.6) ( Varianten 4 u. 5)

i
Zahl der BE-Kästen Stck. ca. 250 c a , 270

Schlüsselweite
der BE-Kästen cm ca. 17,5 ca. 15,2

.

Anzahl der BE ca. 260 1
je Kasten (je nach BE-0)

'.

BE-Durchmesser cm 0,7 - 0,8 Da ca.15
D~ ca • 8

.J..

Brutelem.- e cm ca, 1,2 ca. 1,2 (metall-
umhüllt)

Art d. Drosselung In Betrieb Fest eingestellt
veränderl.

Anzahl der Regelstab- Stck. ca. 20 6
einheiten einschI.
Reservestäben (Re":'
servestäbe mit sepa- Iratern Antrieb) I

Max. Einfahrzei t s 0,2':'0,3 I 0,8':' 1 +)
der Regelstäbe • I (0,6· erreichbar)

Einfahrrichtung von oben nach unten

( Regelstäbe
stehen in Normal-
stellung im Heiß-
gasplenum !)

Antrieb der elektrisch und zweites unabhängiges
Regelstäbe Antriebssvstem

+)Wegen größerer Kern-Strukturmasse größere Einfahrzeiten als bei metall
umhüllten BE lIlQglich.
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6.5 Thermisches Schild und Wärmeisolation

Die Aufgabe des thermischen Schildes ist die Abschwächung der

Neutronen- und Gammastrahlung auf einen für Beton zulässigen

Wert von< 1011 MeV/cm2 sec. Hierzu ist mindestens eine 60 bis

70 cm dicke Stahlwand erforderlich. Wegen der durch Strahlung im

thermischen Schild erzeugten Wärme von etwa 15 MW wird eine

Aufteilung in mehrere Lagen vorgenommen, zwischen denen das

in den Reaktor einströmende Kühlgas hindurchströmt. Dabei geht

der größte Teil der im Schild erzeugten Wärme in das Kühlgas.

Die innerste Lage des Schildes ist als gasdichter Behälter

ausgebildet, der durch die Druckdifferenz zwischen ein- und

austretendem Kühlgas (2,5 bis 5 bar je nach Reaktorart und Kreis

laufart) belastet wird. Bei einer Wandstärke von 60 mm hält der

Behälter einem größten, kurzfristig auftretenden äußeren und

inneren überdruck von 45 bar stand.

Damit ist sichergestellt, daß er auch bei schnellem Druckab

fall auf der Heißgas- oder Kaltgasseite nicht verformt wird.

Vor dem Liner des SBB ist Platz fü~ eine ausreichende etwa 20 cm

dicke thermische Isolation. Diese Isolation muß vor allem den

bei der Direktkreislaufvariante möglicherweise auftretenden

schnellen Druckabsenkungen standhalten (s. 6.8.3).

Die radialen Gasführungen im SBB sind bei allen Varianten mit

äußeren Isolationen zur Kleinhaltung des Wärmestroms in den

SBB und mit inneren Isolationen vor allem bei der Heißgasleitung

zur Kleinhaltung der Rohrwandtemperatur versehen.

Eine Auslegung des thermischen Schildes ist im Anhang A beschrieben.

6.6 Beschickungs-Einrichtung

Die BE-Wechselmaschine ist auf der dem Kern gegenüberliegenden

Seite auf der Kernachse untergebracht und wird nur für Beschickungs

zwecke in den Reaktorraum gefahren. Sie ist mit Scherenarm ver

sehen.

Be-imhängenqen Kern wird jeweils ein Bnenne.l.emen'tkas.ten.ozon einem

Becher am Scherenarm aufgenommen und über die Transportöffnung

zum BE-Lager gesetzt. Von dort erfolgt die Absenkung ins BE-Lager.
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Ein ähnliches Prinzip ist bisher noch nicht verwirklicht worden,

es werden jedoch keine schwerwiegenden Probleme erwartet.

Der Brennelementwechsel erfolgt bei abgeschaltetem, drucklosen

Reaktor (Abwarten des Abklingens der Nachwärme wegen großer Be

ladungszeitabstände möglich).

Beim stehenden Kern greift die Wechselmaschine eine Brennelement

einheit, hebt sie aus dem Kern heraus und setzt sie über die

Transportöffnung zum BE-Lager. Von da aus wird die BE-Einheit

ins Lager abgesenkt. Ein ähnliches Prinzip ist bei den AGR-

bzw. bei den HTR-Reaktoren in Planung. Die Beladungsvorgänge

erfolgen ohne Last bei Druck im System. (Abwarten des Abklingens

der Nachwärme und BE-Wechsel nach Druckabsenkung auf Umgebungs

druck wegen kurzer Beladungszeitabstände zu unwirtschaftlich.)

6.7 Brennelementlager

Für die Lagerung neuer und abgebrannter Brennelemente sowie

der Brutelemente ist ein Lager unterhalb des Reaktors vorgesehen

(s. Abb. 1 und 2). Dieses Lager ist bei beiden Reaktorarten für

eine Kapazität von etwa 2/3 aller im Reaktor befindlichen Brenn

und Brutelemente auszulegen (1/3 einzuset.zende und 1/3 herauszu

nehmende Elemente).

Bei metallumhüllten Brennelementen kann das Lager drucklos ausge

führt werden, da vor dem BE-Wechsel eine große Abklingzeit für

die Nachwärmeproduktion im Reaktor in Kauf genommen werden kann.

Die Kühlung im Lager erfolgt in Wasserbecken.

Für die aus beschichteten Teilchen aufgebauten Brennelemente ist der

Beschickungszyklus so kurz (wegen der großen Brennstoffbelastung

und der kleinen internen Brutrate etwa alle vier Wochen), daß

lange Abklingzeiten für die Nachwärmeproduktion im Reaktor nicht

in Kauf genoIT@en werden können. Daher erfolgt die Entladung in

das unter gleichem Druck wie im Kreislauf stehende Lager, wobei

auch noch größere Nachwärmen ohne große Kühlgebläse abgeführt wer

den können. Es müssen jedoch ausreichende Kühler vorgesehen werden.
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6.8 Reaktorspannbetonbehälter

Im Rahmen der Studie wurden zwei verschiedene Behältertypen

untersucht. Beiden Typen wurde die in der Entwicklung bzw. in

der Erprobung befindliche Wickelvorspannung zugrunde gelegt.

Die hier dargelegten Varianten sind Lösungen, deren Ausführ

barkeit schon jetzt vorausgesetzt werden kann, sofern die

unter 9.4 aufgeführten Probleme zufriedenstellend gelöst werden.

Für die Zweikreis- und Einkreis-Varianten wurde jeweils ein

gleicher Behälter gewählt. Der SBB für die Variante 3 (Reaktor

druck 120 bar) wurde nicht untersucht.

6.8.1 Behälter Zweikreisanlage (ohne Anschlüsse, Liner und

Isolation)

Zur integrierten Unterbringung des Reaktors, der Dampferzeuger

und Gebläse wurde die sogenannte pod-boiler-Ausführung gewählt.

Die Größe und Lage der Kavernen (eine Reaktor-, acht DE-Kavernen)

sowie der internen und äußeren Durchbrüche (jeweils 8) sind

der Abb. 15 links zu entnehmen. Der SBB ist für einen hängenden

Reaktor dargestellt. Die angegebenen Abmessungen sind aufgrund

von Abschätzungsrechnungen bestimmt worden. Die endgültigen

Werte dürften nicht stark davon abweichen.

Die Auslegungsdaten sind:

Innendruck

Mittl. Oberfl. Temp. des Betons
hinter der Isolierung

Umgebungstemperatur

70 bar

40 C

20 C

Beim Spannbetonbehälter für den stehenden Reaktor sind im

wesentlichen nur die Querdurchbrüche versetzt; sie liegen

höher (s. Abb. 14b, rechte Hälfte).

6.8.2 Behälter für Einkreisanlage

Hierbei handelt es sich um einen einfachen, zylindrischen

Behält-er, d-essen Berechnung und Konstruktion nach dem heutigen

Stand der Technik ausreichend zu beherrschen sind.



C 81

In Abb. 15, Mitte, ist die SBB-Ausführung für einen hängenden

Reaktor dargestellt. Im Verlauf der Studie wurde von sechs

radialen Durchbrüchen auf acht Durchbrüche und weitere vier

Durchbrüche, etwa in Behältermitte, übergegangen (s. auch Abb. 14a,

linke Hälfte). Der Innendurchmesser der Reaktorkaverne wurde

wegen des größeren Isolationsaufwandes (höhere Reaktorein- und

-auslaßtemperaturen als beim Zweikreissystem) um 0,5 m größer

gewählt.

Die Auslegungsdaten sind:

Innendruck 90 bar

Mittlere Oberfl. Temp. des Betons
hinter Isolierung 50 C

Umgebungstemperatur 20 C

6.8.3 Innere Auskleidung des SBB

Auf der Innenseite des SBB wird eine gasdichte Stahlauskleidung

(Liner) angebracht, die als Dichthaut wirkt und gleichzeitig

als innere Schalung beim Bau des Spannbeton-bruckbehälters

dient. (Dicke ca. 20 mrn bei Feinkornbaustahl.)

Auf der Innenseite des Liners ist eine Wärmeisolation, auf

der Außenseite des Liners eine Wasserkühlung angeordnet. Die

Wärmeisolation verringert den Wärmefluß vom Reaktorraum in den

SBB,und die Kühlung sorgt für ausreichend niedrige Temperatur

im Spannbetonbehälter.

Die Wärmeisolation stellt beim GSB mit Direktkreislauf ein echtes

Entwicklungsproblem dar, weil sie bei guten Wärmedämrneigenschaften

gegen Druckabsenkungsgeschwindigkeiten um 12 bar/s standhalten

muß. Isolationen für Druckabsenkungsgeschwindigkeiten bis 3 .bar/s

können für Helium. heute schon als realisierbar angesehen werden.

Eine Möglichkeit für die Isolation wird in der Verwendung von
.. 2
mehrlagigem Maschendrahtgewebe (ca. 20 Maschen/ern , Drahtdurch-

messer 0,3 mm) gesehen.

Feststoffisolationen sind auch gut geeignet. Obwohl dabei Wärme

leitzahlen um 0,05 W/cm grd zu erwarten sind und bei der gegebenen
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Isolationsstärke Wärmestromdichten um 10 kW/m2 auftreten, sind

die Wärmeverluste durch die SBB-Wände etwa nur 5 MW, und die

Konstruktion der dazugehörigen Kühlungen im SBB bereitet keine

Schwierigkeiten.

Das Linerkühlsystem wird aus Gründen der Sicherheit in zwei

voneinander unabhängige Systeme aufgeteilt. Im Normalbetrieb

sollen beide Kühlsysteme in Betrieb sein; bei Störungen oder

Wartungsarbeiten ist der Betrieb mit einem Kühlsystem möglich.

6.8.4 Wichtigste Behälterdurchtritte und Abschlüsse

(ausgenommen herausnehmbarer Behälterdeckel)

Für die Behälterdurchtritte und Abschlüsse wird die gleiche

Sicherheit wie für den SBB gefordert.

Die bei den Zweikreisanlagen vorgesehene Lösung für den Ab

schluß der Pods ist die des Doppeldeckels. Die Abschlüsse

sindßo auszuführen, daß sie örtliche, vom Reaktorinnenraum

getrennte Containments bilden. Hierbei ist

druckfesten Abschluß ein druckloser Raum mit äußerem Abschluß

deckel vorgesehen. Der drucklose Raum ist an ein Leckage-Kon

trollsystem angeschlossen (Erkennung von Undichtigkeiten).

In Abb. 16 ist ein lösbarer Doppelabschluß an den Pods für den

Dampferzeugerausbau dargestellt.

Bei Bruch des inneren Abschlusses kann der äußere Abschluß durch

schlagen werden (Projektilwirkung). Um das zu vermeiden, kann

alternativ der Zwischenraum unter Druck gesetzt werden, so daß

der Innenabschluß drucklos ist. Eine andere Möglichkeit besteht

darin, einen äußeren Abschlußdeckel (unter Druck) in Verbindung

mit einer Durchflußbegrenzung einzusetzen (Gebläse-Abschlußdeckel,

Ab~. 3). Dabei muß sichergestellt werden, daß die bei Störfällen

mit dem Gas austretende Aktivität nicht zur überschreitung der zu

lässigen Strahlenbelastung führt.

Bei der Einkreisanlage sind im wesentlichen Gasdurchführungen

vorhanden. Die Gas leitungen sind andenPanzBrrohrender Durch

tritte zu befestigen.
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Doppeldeckelabschluß mit Dampfdurch
führungen (für DE bei Zweikreisanlage).
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6.8.5 Herausnehmbarer Behälterdeckel

Bei beiden Reaktorausführungen (mit stehendem oder hängendem

Reaktor) scheint es wegen der noch ungelösten Materialprobleme

(Schwellen der Reaktor-Tragplatte, Veränderungen in Struktur

materialien der Reaktorinneneinbauten) erstrebenswert, den oberen

Teil der Behälterdecke auswechselbar zu konstruieren.

Eine mögliche Deckelkonstruktion mit einem Durchmesser von etwa

5,5 m ist in Abb. 15 rechts, für einen hängenden Reaktor dar

gestellt. Der Deckelteil enthält beim hängenden Reaktor alle er

forderlichen Regelstabdurchbrüche, beim stehenden Reaktor eine

zentrale Öffnung für den Anschluß der Belademaschine (s. Abb. 14b).

Vom Aufbau des Kerns her sind Regelstab-Durchbrüche in kleinem

Raster (18,5 cm) oder in großem Raster (48 cm) möglich.

Eine selbsttragende Stahlbetonkonstruktion scheint wegen der zahl

reichen Durchdringungen nur bei großem Raster und nur als nicht

beweglicher monolithischer Behälterabschluß mit erträglichem Auf

wand denkbar.

Beim Konstruktionsvorschlag in Abb. 15 rechts, wird eine stählerne

"Wabenplatte" mit eingebauten Kühlrohren und RegelstabdurchfUhrun

gen vorgeschlagen. Um ein dem restlichen SSB so weit wie möglich

entsprechendes Trag- und Sicherheitsverhalten zu erreichen (d.h.

auch Stahlliner des Deckels hat nur Dichtfunktion), kann die Waben

platte mit Beton ausgefüllt werden, der zwischen den Waben den

Liner entlastet und gleichzeitig als Abschirmung wirkt.

Selbstverständlich sind auch andere Konstruktionen denkbar. So

könnte z.B. noch der Einschluß der gesamten Reaktor-Steuer-Mecha

nik in den Spannbetonbehälter untersucht werden. Im Deckel würden

dann die Durchführungen und die damit verbundenen Nebenprobleme

entfallen; allerdings würde der Behälter um etwa 6 m höher werden.
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7. Sicherstellung der Nachwärmeabfuhr

7.1 Zweikreisanlage

Die Nachwärmeabfuhr muß für folgende Bedingungen nachgewiesen
werden.

1. Ausfall der Stromversorgung für die Gebläse-Hauptantriebs

motore

2. Ausfall von einem Gebläse

3. Gasdrücke im Primärkreis lauf zwischen höchstem Betriebs

druck und Umgebungsdruck einschließlich der Transienten

Zu Punkt 1:

Es werden zwei vom Netz und von den Hauptantriebsmotoren unab

hängige Stromaggregate für die Versorgung der Gebläseantriebs

motore vorgesehen. Die Antriebsleistung für den ungünstigsten

Nachwärmebetriebsfall steht immer zur Verfügung und wird von

zwei offenen Gasturbosätzen erzeugt. Die Generatorleistung der

offenen Gasturbinensätze wird bei Nachwärmebetrieb an die vor

handenen Gebläsemotore und bei Normalbetrieb der Anlage ins Netz

gegeben.

Zu Punkt 2:

Der gleichzeitige Ausfall von mehr als einem Gebläse ist unwahr

scheinlich. Außerdem erfolgt bereits bei Ausfall eines Gebläses

die Reaktorabschaltung. Bei Ausfall eines Gebläses wird der Mas

senstrom im Reaktor infolge Bypaßstrom durch den entsprechenden

Dampferzeugerstrang auf etwa 78% reduziert (Annahme gleicher

Strömungswiderstände im Reaktor und im Dampferzeugerstrang mit ausge

fallenem Gebläse).

Zu Punkt 3:

Die Gasumwälzgebläse werden durch die Hauptgebläsemotore ange

trieben. Fällt die Netzstromversorgung für die Motore aus, so

ist die von einem offenen Gasbirbiiiensatz zu liefernde Ge15läsean;';;

triebsleistung zu ermitteln.



Bei Volldruck und einer Nachwärmeproduktion von 7% der Reaktor

leistung beträgt die Antriebsleistung bei den Konzepten mit 70 bar

Kühlgasdruck etwa 1,35 MW. Dieser Wert gilt für einen Druckver

lust im Primärkreislauf im Normalbetrieb von 5%, einen Betriebs

massenstrom von 2000 kg Hels, sowie bei Ausfall eines Gebläses

unct einer mechanischen Verlustleistung der intakten Gebläse von

1,2 MW und bei einem Gebläsewirkungsgrad von 0,80. Die dabei er

forderliche bezogene Druckerhöhung in den Gebläsen ist gegenüber

der im Normalbetr~eb (Auslegungszustand) vernachlässigbar klein.

Da jedoch bei Beibehaltung der Auslegungsdrehzahl die Gebläselei

stungsaufnahme viel höher als angegeben wäre, muß der Volumenstrom

durch Vordrallregelung im Verhältnis der Nachwärmeproduktion zur

Betriebswärmeabgabe des Reaktors verkleinert werden (bei Drehzahl

regulierung ist die Drehzahl in diesem Verhältnis zu verringern).

Bei Umgebungsdruck im Primärkreis können die Gebläse einerseits

etwa nur den gleichen Volumenstrom und die gleiche bezogene Druck

erhöhung erzeugen wie im Auslegungsfall. Es stellt sich daher bei

konstanter Gebläsedrehzahl bei Umgebungs druck ein Betriebspunkt

ein, in dem ein bestimmter Volumenstrom für die im Gebläse mög

liche Druckerhöhung gegeben ist. Nimmt man an, daß die bezogene

Druckerhöhung die gleiche ist wie im Auslegungsfall, so ergibt

sich bei Umgebungsdruck und bei Ausfall eines Gebläses ein Massen

strom von etwa 1,0% des Massenstroms im Auslegungsbetrieb. Die

abführbare Nachwärme ist dann auch etwa 1,0% der Auslegungswärme.

Dieser Wert kann auf 1,2% erhöht werden durch Absenkung der Vor

wärmetemperatur im Dampferzeuger. Auch ist es bei Verwendung von

Axial-Gebläsen (hier Radialgebläse vorgesehen) mit Schaufelver

stellung möglich, den Volumenstrom bei konstanter Drehzahl auf

etwa 120% des Auslegungsvolumenstroms zu erhöhen. Dann ist die

Zeitspanne, nach der die noch erzeugte Nachwärme abgeführt werden

kann, etwa 4 Stunden, ohne diese Zusatzmaßnahmen etwa 5 Stunden.

Wenn es wider Erwarten nicht gelingen sollte, den erforderlichen

Reaktorkavernendeckel mit den entsprechenden Dichtheitsanforderungen

herzustellen, so ist die Anlage in einem druckfesten Containment

unterzubringen, in dem der Mischdruck so hoch ist, daß dabei die

Nachwärme sicher abgeführt werden kann.
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Die Leistungsaufnahme der Gebläse beträgt bei 1 bar System

druck etwa 1,7 MW. Bei einer Auslegung der beiden unabhängigen

offenen Gasturbinenanlagen für eine Leistung von jeweils 2 MW

kann damit in allen auftretenden Fällen die Nachwärmeabfuhr

sichergestellt werden.

Das Zweikreiskonzept mit 120 bar Primärgasdruck wurde hier nicht

näher untersucht. Es ist verständlich, daß dabei die Nachwärme

abfuhr bei 1 bar kleinere zulässige Lecks voraussetzt als bei

den Varianten mit 70 bar Primärgasdruck (s. Kapitel IV).

Irgendwelche Absperrorgane im Primärkreis lauf sind für den Nach

wärmebetrieb nicht erforderlich.

7.2 Einkreisanlage

Die Nachwärmeabfuhr muß für folgende Bedingungen nachgewiesen

werden:

1. Antriebsleistung für zusätzliche Gasumwälzgebläse kann

nicht dem Netz entnommen werden.

2. Bei Gasdrücken im Reaktor zwischen höchstem Betriebsdruck (90 bar)

und Mischdruck unmittelbar nach Gasverlust und Mischdruck nach

Gasverlust und Temperaturausgleich im äußeren Containment.

3. Bei Druckabsenkungen auf den unter Punkt 2 angegebenen Misch

druck unmittelbar nach Gasverlust in etwa 12 Sek. (mit Rück

sicht auf zulässige Druckgradienten im System).

Zu Punkt 1:

Parallel zum Hauptkreislauf sind zwei unabhängige Kreisläufe

zur Nachwärmeabfuhr vorgesehen, die separate Leitungsanschlüsse

am Reaktor haben (s. Abb. 11 und 14). Jeder Kreislauf hat ein

Gebläse und einen Kühler. Die Gasströmung in den Zusatzkreisläufen

wird im Normalbetrieb der Anlage durch Rückschlag-Ventile +) unter

bunden (s. Abb. 11). Die Gebläse werden von zwei offenen Gastur

binensätzen angetrieben, die ständig in Betrieb sind und dabei

eine der höchsten erforderlichen Gebläseleistung entsprechende Lei

stung erzeugen. Diese Leistung wird im Normalbetrieb über die eine

+) bie RÜckschlagventile sirid im Gegensatz zu denen in den Haupt
gasleitungen weit weniger starken Beanspruchungen ausgesetzt.
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der beiden vorgesehenen, parallelgeschalteten Nutzturbinen ins Netz

gegeben. Für den Nachwärmebetrieb wird durch Strahlumlenkung

in die zweite Turbine von dieser das Umwälzgebläse angetrieben.

Sowohl der Haupt-Turbosatz mit Anwurfmotor als eines der beiden

durch die offenen Gasturbinensätze angetriebenen Zusatzgebläse

sind allein in der Lage, die Nachwärmeabfuhr zu gewährleisten

(1 von 3-Prinzip). In den Nachwärmekreisläufen kann ein zusätz

licher Wärmeübertrager eingesetzt werden.

Zu Punkt 2 und 3:

Der sich unmittelbar nach schnellem Gasverlust einstellende

Mischdruck im System wurde zu 7 bar festgelegt. Dabei reicht der

Hauptkreislauf bei entsprechender Schaltung (Trennung der Nutz

turbine vom Netz und Bypaßschaltungen für die Turbine und den

Kompressor) zur Abfuhr der größten Nachwärme aus (ca. 7% der

Reaktorauslegungsleistung).

Das Gebläse und der Kühler im Nachwärmekreislauf sind für einen

Betriebsdruck von 7 bar (Mischdruck unmittelbar nach Gasverlust)

und für eine max. Nachwärmeabfahr von 5% ausgelegt (das ist die

Nachwärmeerzeugung ett'la 12 Sek , nach Reaktorabschaltung). Das

übergangsverhalten im Reaktor nach Leitungsbruch bis zur vollen

Leistung der Gebläse wurde nicht untersucht. Da jedoch die Gebläse

unmittelbar nach Leitungsbruch anfahren und in etwa 6 Sekunden auf

voller Leistung sind, ist der Nachwärmekreislauf bereits vor Ende

des Ausströmungsvorgangs aus dem Kreislauf voll wirksam.

Die Problematik der Transienten ist hier nicht behandelt.

Die erforderliche Gebläseantriebsleistung beträgt bei 7 bar Misch-

druck beim Reaktor mit stabförmigen Brennelementen etwa 2,5 MW und

bei dem Reaktor mit Brennelementen aus beschichteten Teilchen etwa

4,0 MW. Die Gebläse haben bei axialer Bauweise einen Durchmesser,

der etwas kleiner ist als der des HD-Kompressors des Haupt-Turbo

satzes. Bei Nachwärmeabfuhr und Volldruck (90 bar) müssen die Ge

bläse mit niedrigerer Drehzahl betrieben werden als beim Mischdruck,

da sonst die Leistungsaufnahme der Gebläse größer als die Ausle

gungsleistung der Gasturbine wird. Zur Abfuhr einer Nachwärme von

5% genügt eine Gebläsedrehzahl von etwa 1/12 der Auslegungsdrehzahl.

Das kann qurGll entsprechende Drosselung der Gebläseturbineer-folgen.

Die Leistungsaufnahme der Gebläse beträgt in diesem Falle nur etwa

40 KW (stabf. Brennelemente) bzw. 70 KW (beschichtete Teilchen)
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als Folge der mit höherem Druck abnehmenden Druckverluste im

Nachwärmeabfuhrkreislauf und der vernachlässigbaren Druckver

luste im Reaktor.

Infolge der Gasabkühlung im Containment sinkt der Gas-

druck unter den ursprünglichen Mischdruck. Eine Grobschätzung

ergibt, daß in etwa 10 Minuten Temperaturgleichgewicht mit dem

Containment erreicht wird und dabei der Mischdruck auf etwa

die Hälfte des ursprünglichen Wertes absinkt. (Die Temperatur

erhöhung im Containment ist etwa 45 0 C)+). Bei diesem Druck kann

mit dem Gebläse ein Massenstrom gefördert werden, dem eine Nach

wärmeabfuhr von 2,5% entspricht. Die Absenkung der Nachwärme

produktion von 5% auf 2,5% findet jedoch schon in etwa 7 Minuten

statt; somit kann bei der Druckabsenkung im Gesamtsystem durch

Temperaturausgleich die Nachwärmeabfuhr sicher abgeführt werden.

Die Festlegung des Mischdrucks auf 7 bar stellt einen Kompromiß

dar: Der Mischdruck soll mit Rücksicht auf nicht zu hohe Gas

turbinenleistung so hoch wie möglich sein; mit Rücksicht auf

ein nicht zu teures Containment möglichst niedrig. Bei 3,5 bar

Mischdruck unmittelbar nach Gasverlust wäre z.B. der Gebläse

leistungsbedarf viermal so groß als angegeben.

Der Auslegungsmischdruck von 7 bar wird nur erreicht bei Bruch

einer Heißgasleitung zwischen Reaktor und Turbine. Kleinere

Werte ergeben sich bei Leitungsbrüchen an anderen Stellen des

Kreislaufs. Um den Auslegungsmischdruck auch hierbei zu erreichen,

wird vorübergehend Helium aus der Speicheranlage eingespeist.

Die Möglichkeit, die Zusatzgebläse elektrisch mit der vom

Generator einer offenen Gasturbine abgegebenen Leistung anzu

treiben, hat zwar den Vorteil, daß keine Verbrennungs-Gaslei

tungen ins Innere des Containments geführt werden müssen, aber

den Nachteil des schwierigen elektrischen Anfahrvorgangs der

Gebläsemotore mit der schweren Motorläufermasse.

+) Auswirkungen der zeitlichen Gradienten auf die Konstruktion
müssen noch näher untersucht werden.
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Im Prinzip sind keine Absperrorgane am Reaktor für die Sicher

stellung der Nachwärmeabfuhr notwendig. Die im Schaltplan,

Abb. 11, am Reaktor vorgesehenen Absperrorgane haben nur den

Zweck, nach einem Leitungsbruch und erfolgtem Druckausgleich

Gasaustritt aus dem Reaktor in den beschädigten Strang (Haupt

kreislauf oder Nachwärmekreislauf) und Eintritt von Helium/Luft

Gemisch in den Reaktor zu unterbinden.

7.3 Nachwärmeabfuhr bei schnellem Druckabfall 1m Kreislauf

auf 1 bar

Für die hypothetischen Fälle, daß bei Gasauslaß aus dem System

schnelle Druckabsenkungen in etwa 10 Sekungen auf 1 bar Reaktor

gasdruck führen (Vor allem bei der Einkreisanlage nicht auszu

schließen), ist zu untersuchen, ob dabei die Nachwärme des

Reaktors abgeführt werden kann.

In beiden genannten Fällen reichen die vorgesehenen Nachwärme

abfuhrsysteme für eine zeitlang nicht aus, weil die damit

umwälzbaren Reaktorkühlgasmengen zu klein sind.

Daher muß für eine zusätzliche Kühlung des Reaktors zumindest

solange gesorgt werden, bis mit den vorhandenen Nachwärmeab

fuhrsystemen die anfallende Nachwärme abgeführt werden kann.

Das könnte durch vorübergehende Einspeisung von CO 2 (Vorschlag

der UKAEA; allerdings unter Druckhaltung im Primärkreis bei

2 bar), Wasser oder Wasserdampf in den Reaktor erfolgen.

Geht man davon aus, daß die anschließende Gasumwälzung wieder

mit Helium vorgenommen wird, so ist die Zusatzkühlung durch

die angegebenen Fremdmedien bei der Zweikreisanlage etwa 4 Stun

den lang und bei der Einkreisanlage etwa 10 Stunden lang durch

zuführen.

Wird beispielsweise zur Kühlung Wasser benutzt, das fein zer

stäubt in den Reaktor gegeben wird und im Reaktor verdampft +),

so betragen die erforderlichen Wasservorratsmengen, wenn man

+) Die Wassereinspritzung muß so angeordnet und ausgelöst werden,
daß unabhängig von der Lage der Kreislauf-Leckstellen die Kern
Kühlung sichergestellt ist (z.B. Einspritzungsmöglichkeit auf
beiden Seiten des Kerns).
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eine zeitlich gemittelte Nachwärmeerzeugung von 1,5% zugrunde

legt, etwa 300 bzw. 750 Tonnen. Die Lagerhaltung dieser Wasser

mengen oder vergleichbarer Mengen CO 2 (hier nicht näher untersucht)

dürfte möglich sein.

Die Frage nach der Verträglichkeit der Brennelemente mit dem

Wasserdampf spielt hier eine untergeordnete Rolle solange es nicht

zu einer Freisetzung von Aktivitäten aus den Brennelementen kommt.

Da die angegebenen Fälle der raschen Druckabsenkung auf 1 bar

nur denkbar sind bei Austritt des Kreislaufgases in die Umgebung,

und somit einen Katastrophenfall charakterisieren, spielt die

Frage nach der Verträglichkeit des Kühlmittels mit den Brennelementen

eine untergeordnete Rolle gegenüber der Forderung, den Reaktor

vor einer Kernschmelze zu bewahren.

Die Verwendung vom Wasser setzt allerdings die Schnellabschaltung

des Reaktors vor Wassereingabe in den Reaktor voraus. Andernfalls

würde wegen der Moderierungswirkung des Wassers der Reaktor über

kritisch.

7.4 Nachwärmeabfuhrsystem

Für die Bereitstellung der Gebläseantriebsleistung zur Nachwärme

abfuhr sind bei der Zweikreis- und der Einkreisanlage offene

Gas~urbinenanlagenvorgesehen, die in Dauerbetrieb sind und bei

einer Turbineneintrittstemperatur von etwa 575 C arbeiten.

Bei der Zweikreisanlage sind zwel unabhängige Aggregate ange

ordnet, wobei jedes Aggregat einen elektrischen Generator an

treibt. Die Leistung eines jeden Generators ist 2 MW. Bei Aus

fall der Stromversorung zum Antrieb der Gasumwälzgebläse werden

die Gebläsemotore mit Strom von einem der Generatoren der offenen

Gasturbinenanlagen versorgt. Die Nachwärme wird in den Dampf

erzeugern abgefÜhrt.

Bei der Einkreisanlage sind zwei unabhängige, offene Gasturbinen

anlagen mit einer Nutzleistung von jeweils 4 MWe vorgesehen. Diese

Aggregate haben jeweils zw~i Nutzturbinen, die einzeln oder

gemeinsam vom Arbeitsgas so beaufschlagt werden, daß die
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Leistung beider Nutzturbinen zusammen etwa 4 MW beträgt.

Die eine Nutzturbine treibt ein Helium-Gebläse an, die

andere einen Generator, dessen Leistung bei Normalbetrieb

ins Netz gegeben wird. Im Normalbetrieb steht die Gebläse

antriebsturbine still. Sie wird nur bei Nachwärmebetrieb beauf

schlagt. Dazu wird der Gasstrom des Kompressorsatzes anstelle

durch die Generatorturbine durch die Gebläseturbine geleitet.

Das geschieht durch Strahlumlenku ng hinter der Kompressor

turbine mittels einer Klappe. Die Zeil für die Beschleunigung

des Gebläses auf Volldrehzahl (volle Leistung) beträgt

etwa 6 Sekunden. Bei geringerem Leistungsbedarf der Gebläse

( z.B. bei Nachwärmeabfuhr bei Volldruck) wird weniger Gas

in die Gebläseturbine geleitet, wodurch sich eine entsprechend

kleinere Drehzahl als Vollastdrehzahl einstellt. Das Haupt

problem beim Gebläseantrieb durch die Gasturbine ist die

Wellendichtung zwischen dem Heliumkreislauf mit höchstem

Prozeßdruck und dem offenen Gaskreislauf. Das Problem kann

dadurch gelöst werden, daß während des Stillstands eine

Stillstandsdichtung für sehr gute Dichtung sorgt. Bei Antrieb

des Gebläses verhindert eine Labyrinthdichtung mit Sperrgas

system das Austreten von Kreislaufgas. Die Stillstandsdichtungen

sind Stand der Technik. Hinsichtlich der Lagerung treten, vor

allem beim Anlauf aus dem Stillstand, keine großen Probleme

auf, sofern im Anlauf Zusatzschmieröl zu den Lagern geführt

wird (Der Schmierfilm bildet sich nach wenigen L~drehungen

aus ).Um Wärmespannungen beim schnellen Anlaufen der Gebläse

turbine zu vermeiden, wird sie durch einen kleinen Bypaßstrom

dauernd auf etwa 3500C gehalten.

Das Gebläse und die Gebläse-Antriebsturbine sind in axialer

Bauweise und jeweils einstufig ausgeführt. Bei einer Drehzahl

um 4300 U/min haben das Gebläse und die Turbine Außendurch

messer um 1,7 m bzw. 1,4 m.
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Die Leitungsdurchmesser zur und von der Turbine betragen

0,8 bzw. 1,1 m. Die Gastemperaturen in diesen Leitungen be

tragen etwa 335 C bzw. 275 C. Die Leitungen sind druckfest

gegen maximalen äußeren Druck ( Mischdruck nach Leitungs

bruch im äußeren Containment) von 7 bar auszuführen und mit

einer Außenisolation zu versehen. Die Gasleitungen zu der

Xompressorturbine beider Turboaggregate stehen miteinander

in Verbindung. Dadurch kann über Ventile der Antrieb der

Gebläse von einem der beiden Kompressorsätze erfolgen

( s. Abb. 11).

Dadurch ist eine größere betriebliche Zuverlässigkeit für

den Gebläseantrieb gegeben.

Alternativen für den Gebläseantrieb
Eine alternative Möglichkeit für den Gebläseantrieb bei der

Einkreisanlage ist der elektrische Antrieb der Gebläse.

Hierbei ergeben sich jedoch Anfahrschwierigkeiten wegen

des im Turbogenerator begrenzten Anfahrstroms und der größeren

rotierenden Masse von Gebläse- und Motorrotoren. Außerdem

ist die Drehzahlregulierung des Gebläses aufwendig ( Thyristor

steuerung). Der Vorteil ist der Fortfall von Gasleitungen

des offenen Gasturbinenkreislaufs im äußeren Spannbeton

behälter. Die Nachwärmekühler werden von einem kleinen Gas

strom ständig durchströmt, damit bei übergang auf Nachwärme

betrieb kein Temperaturschock auftritt. Im Nachwärmebetrieb

ist jeweils nur der zur Nachwärmeabfuhr herangezogene Kreislauf

mit dem Reaktor verbunden. Alle übrigen Kreisläufe werden

durch die am Reaktor-SBB angeordneten Absperrorgane vom

Reaktor getrennt.

Bei der Einkreis-und der Zweikreisanlage besteht die Möglich

keit, die Antriebsleistung der Gebläse über von Dieselmotoren

Betriebene elektrische Generatoren bereitzustellen. Hierbei

kann das Dieselaggregat im Normalbetrieb im Leerlauf bei
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Nenndrehzahl laufen, und bei genügend großen Schwungmassen ist

der ständige Energiebedarf viel kleiner als bei den offenen

Gasturbinensätzen. Nachteilig sind jedoch die im Leerlauf auf

tretenden Korrosionsprobleme in den Verbrennungs räumen der

Dieselaggregate (Taupunktsunterschreitung von Schwefelverbin

dungen) .

8. Probleme und Entwicklungsaufgaben

Im folgenden sind die aus ingenieurmäßiger Sicht bei den Zwei

kreis- und Einkreisanlagen vorhandenen Probleme zusammengestellt.

Außerdem sind die damit verbundenen Entwicklungsaufgaben umrissen.

über den Entwicklungsaufwand zur Lösung der erwähnten Probleme

wird hier keine Aussage gemacht; er scheint bei den Einkreisan

lagen größer zu sein.

8.1 Thermodynamische Auslegung
Vorwiegend infrage

kommend für

Untersuchung über die bei allen Varianten

von der Brennelementseite her mögliche und

vertretbare mittlere Reaktorauslaßtempera

tur (ausgehend vorn derzeitigen Stand der

Technik bis zu einern Zeitpunkt in etwa

10 Jahren)

Die Auslegungsdaten sind zu optimieren vor

allem in bezug auf Anlagekosten

8.2 Gesamtanordnung

Klärung der Frage nach der günstigsten Ge

samtanordnung bei der Einkreisanlage.

Dazu sind Bewertungen hinsichtlich Kos t en,

Verfügbarkeit und Entwicklungsaufwand ver

schiedener Konzeptstudien in integrierter

und nicht integrierter Bauweise erforder

lich

DT

x

x

GT

x

x

x
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Vorwiegend infrage

kommend für

Beurteilung des Einsatzes von einem oder

mehreren (drei) parallelgeschalteten

Turbosätzen bei der Einkreisanlage.

Gasführungen der offenen Gasturbinen

Anlagen im Containment bei der Einkreis

anlage.

Druckfestes Containment

8.3 Reaktoranlage

Beherrschung der Kerntragkonstruktion im

Hinblick auf Schwelleffekte. Damit im zui

sammenhang Klärung der Frage, ob die Reak

torkaverne zugänglich sein muß.

Messung der Brennelementtemperatur (bis

jetzt keine befriedigenden Lösungen er

kennbar!)

Ausbildung der thermischen Schilde und

der Gasführungen zwischen den thermi

schen Schilden

Ausbildung der koaxialen Leitungen bei

den Zweikreisvarianten zwischen Reaktor

und Dampferzeugern

Konstruktionslösungen und Entwicklung der

Belademaschinen, in~besondere für den

Wechselvorgang von unten.

Zu den beiden letztgenannten Punkten gehö

ren Festigkeitsnachweise unter Berücksich

tigung der thermischen und mechanischen

Beanspruchung von Strukturmaterialien.

DT

x

x

x

x

x
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x

x

x

x

x

x
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kommend für

8.4 Spannbetonbehälter

- Wärmeisolation am Liner der Reaktor

kaverne und an sonstigen Durchbrüchen

im SBB, insbesondere für Druckabsen

kungsgeschwindigkeiten größer 3 barts

bei der Einkreisanlage

- Spannungsanalyse der Geometrien mit und

ohne Pods. Rechenprogramme, die auch die

kompliziertere Geometrie mit Pods behan

deln können, werden in absehbarer Zeit

zur Verfügung stehen.

- Druckfeste Dichtung am Zentraldeckel des

SBB, vor allem bei hängendem Reaktor.

Bisher steht noch keine zuverlässige,

druckfeste Dichtung zur Verfügung. Der

Verlauf der Entwicklung kann u.U. die

Konstruktion des Deckels stark beein-

flussen.

- Wärmeleitungsprobleme. Sie treten auf an

der Aufhängung bzw. Abstützung der Kern

Tragplatte , im Behälterdeckel und an

den Durchführungen der Regelstäbe.

8.5 Dampferzeuger und Gebläse

- Klärung ob Abwärtsverdampfung möglich

ist.

- Vergleich des Gebläseantriebs mit Elek

tromotor und Dampfturbine. Hierzu ge

hört auch die Dampferzeugungsanlage für

den Turbinenantrieb beim Anfahren der

Anlage aus kaltem Zustand.

DT
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x

x

x
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x

x
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Vorwiegend infrage
kommend für

8.6 Gasturbine

Entwicklung e1nes 1000 MWe-Gasturbo

satzes. Die Entwicklungsergebnisse beim

HHT-Projekt können mitverwendet werden.

8.7 Gas führungen

HersteIlbarkeit und Dehnungsausgleich der

Gasführungen bei der Zweikreisanlage, ins

besondere der Koaxialleitungen.

HersteIlbarkeit, Dehnungsausgleich und

Prüfbarkeit der externen Gasführungen

bei der Einkreisanlage

Verbindungselemente

Isolationen vor allem

tung für große Druckgradienten bei Lei

tungsbruch in der Einkreisanlage

Schwingungsprobleme

8.8 Armaturen

Spezifikationen für benötigte Armaturen;

Klärung welcher Art die Sicherheitsfunk

tionen sind

Prüfung auf HersteIlbarkeit; Erprobung un

ter Betriebsbedingungen

8.9 Dynamik und Regelung

Im Vordergrund steht die Dynamik des He

liumkreislaufs bei größeren Gasverlusten

DT

x

GT

x

x
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x
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x
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kommend für

Das Regel- und Betriebsverhalten

ist unter besondererBerücksichti

gung der kleinen Wärmekapazität

des Reaktors zu erarbeiten. Die

beim THTR- und HHT-Projekt gesam
melten Erkenntnisse können dabei

mitverwertet werden.

Transientes Verhalten bei System

druckabsenkungen

DT

x

GT

x

x
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ANHANG A

Entwurf einer Abschirmung (GfK, Ihle)

Aufgrund vorhandener Reaktorentwürfe wurden Anordnung, Raum

bedarf und Kühlung einer thermischen Abschirmung in den

Grundzügen entworfen und überschläglich durchgerechnet. Zu

sammen mit der Coreancrdnung und dem Raumbedarf für die BE

-Wechseleinrichtung können damit die Innenmaße und Durchbrüche

des Spannbetonbehälters festgelegt werden. Man erhält außer

dem Werte für die Wärmeproduktion im Beton und Daten für die

Auslegung der thermischen Isolation zwischen thermischem

Schild und Beton.

1. Anordnung des Reaktors

Core und Blanket der Abmessungen 4,40 m 0 x 2,70 m werden

von oben nach unten durchströmt; die Brennelemente hängen

in einer Tragplatte, die ihrerseits im Reaktordruckbehälter

hängend befestigt ist.

Der Elementwechsel erfolgt durch eine Wechseleinrichtung,

die bei abgeschaltetem Reaktor unter dem Kern operiert.

Bedingt durch diese Anordnung ergibt sich unter dem Kern

ein großer Hohlraum, der vom austretenden heißen Kühlgas

durchströmt wird. Aus diesem Raum muß das heiße Gas auf

möglichst kurzem Weg radial nach außen abgeführt werden.
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2. Neutronenfluß und y-Strahlung:

Am äußeren Rand des radialen Blankets wurden folgende

Werte in der Kernmittenebene angenoID~en:

Neutronenfluß Q (0,01 - 10 MeV) = 5.101 3 n/cm2 sec

y - Strahlung y (1 MeV) = 5.1014 MeV/cm 2 sec

Die zulässige Strahlenbelastung des Betons und der Spann

kabel führen zu den Randbedingungen des thermischen Schilds.

Beton:

11 2Max. Belastung für Beton: qy < 10 MeV/ern sec

Dieser Richtwert ergibt sich
aus der Forderung, die Wärme
spannungen im Beton aufgrund
der Wärmeproduktion durch
y-Strahlung in zulässigen
Grenzen zu halten.

Mittlere 3angenommene Betondichte: p = 3 g/cm

Aus diesen Werten ergibt sich ( in Kernmittenebene) in der

ersten Betonschicht vom Kern aus betrachtet eine Wärme

produktion von

3
max. qBeton = 5 kW/m

Die spez. Wärmeproduktion klingt um den Faktor 10 je

20 - 25 cmBeton radial nach außen ab.
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Spannkabel :

Die max. zulässige Neutronendosis auf die Spannkabel wird

mit 1018 n/cm2 angegeben. Bei 109 sec ( ca. 30 Jahre ) Be

triebsdauer muß der am innersten Spannkabel herrschende

Fluß unter 10
9

n/ cm2sec liegen (s. Abb. 1).

3. Aufbau des thermischen Schilds und Kühlgasführung

Die in den Punkten 1. und 2. gegebenen Randbedingungen er

fordern für den thermischen Schild ca. 60 cm Eisen ( Edel

stahl) und ca. 50 cm Beton vor dem innersten Spannkabel

( s. Abb. 2). Die Stahlabschirmung ist zu unterteilen in

Schichten von je 6 - 8 cm mit zwischenliegenden Kühlspalten.

Der innere Druckbehälter, der die Kühlgaseintrittsseite

von der -austrittsseite trennt, kann mit 60 mm Wandstärke

für einen kritischen Beuldruck von Pk > 45 atü ausgelegt

werden. Etwa 2 cm Isolierung auf der Innenseite mindern

den Wärmetransport vom heißen Kühlgas in den thermischen

Schild auf < 0,5 % der thermischen Reaktorleistung und

verringern damit die Wärmespannungen und das Temperatur

niveau in der Behälterwand.

Da im thermo Schild ca. 15 MW durch Strahlung freigesetzt

und ca. 1,5 MW von der heißen Seite eingeleitet werden, er

scheint es sinnvoll, diese Wärme dem eintretenden Kühlgas

zuzuführen und nicht in einem getrennten Kühlkreis als Ver

lust abzuführen. Die ohnedies notwendigenSpalte zwischen

den Abschirmblechen im thermo Schild geben bei vollem Kühl-

mitteldurchsatz genügend Querschnitt frei, um den Druckver=

lust klein zu halten.
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Würde man den Kühlgaseintritt in den Reaktor-SBB

das obere Ende legen, müßte die gesamte Gasmenge

den Schild geführt werden; außerdem ergeben sich

Verhältnisse für d~e Kühlung des unteren axialen

jedoch an

2 mal durch

ungünstige

Schildes.

Im vorgeschlagenen Fall der konzentrischen Leitungen am Boden

des Reaktorbehälters muß durch Leitbleche eine gute Gasführung

im unteren axialen Schild sichergestellt werden; die gleich

förmige Verteilung im radialen Schild können Lochplatten über

nehmen. Eingesetzte Stopfen müssen separat ( mit Wasser ) gekühlt

werden. Die Coretragplatte, die aus Festigkeitsgründen dick

sein muß ( ca. 1 m), übernimmt außerdem die Funktion des

oberen axialen Schildes und wird hinreichend durch das ein

tretende Kühlgas gekühlt.
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ANHANG B

Belastung der Dampferzeuger bei Schnellabschaltung des

Reaktors ( BBC, Schatz)

Welchen Belastungen ist der Wärmet aus eher bei einer

Schnellabschaltung ausgesetzt und wie oft sind solche Be

lastungen zulässig? Ausgehend von den bekannten Dampfer

zeugerkonstruktionen für den AGR und den HTR ( in beiden

Fällen handelt es sich um die sogenannte pod-boiler-Version)

kommt man zu folgenden Ergebnissen:

1. Ausgangsdaten ( bei Leistungsbetrieb )

Heißgastemperatur

Kaltgastemperatur

2. Bei einer Schnellabschaltung laufen die Gebläse voll weiter.

Der Gasdurchsatz für die Abfuhr der Restwärme bleibt somit

annähernd unverändert.

3. a) Unter pessimistischen Annahmen ergibt sich ein Absinken

der Dampferzeugertemperaturen auf eine nahezu einheit

liche Temperatur von ca. 3000 C innerhalb von 70 sec,

b) unter optimistischen Annahmen eine Abkühlungszeit von

ca , 200 sec.

Dieser Variationsbereich ergibt sich daraus, daß bisher nur

Untersuchungen für den Fall durchgeführt wur-deri , da.,~ der

Gasdurchsatz nach der Reaktorschnellabschaltung höchstens

20 % beträgt (b). Die Fälle für 100 % (a) mußten geschätzt

werden.
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4. Die Zahl der zulässigen Abschaltungen beträgt aufgrund der

Spannungs analysen im Fall a) ca. 80 Schnellabschaltungen

und im Fall b) ca. 130 Schnellabschaltungen.

Erfahrungsgemäß treten bei einem Reaktor über längere Zeit

etwa 2-3 Schnellabschaltungen pro Betriebsjahr auf. Einge

schlossen sind dabei auch die Schnellabschaltungen durch Fehl

bedienungen des Betriebspersonals. Bei einer Kraftwerkslebens

dauer von 40 Jahren ergeben sich im Mittel somit etwa

100 Schnellabschaltungen. Vergleicht man diese Zahlen mit den

geschätzten zulässigen Schnellabschaltungen - unter der Annahme t

daß der Dampferzeuger die begrenzende Komponente ist- so wäre

der übergang zum Nachkühlbetrieb mit voll weiterlaufenden

Gebläsen möglich im Fall b), nicht mehr unbedingt möglich im

Fall a).

Aus diesen überlegungen ist zu ersehen, daß die Lösung - über

gang zum Nachkühlbetrieb bei vollem Gasdurchsatz - nicht grund

sätzlich auszuschließen ist. Sie bedarf jedoch gesonderter

Beachtung. Eine Entscheidung kann erst dann getroffen werden t

wenn die Transienten während der Übergangsphase genau bestimmt

sind und detaillierte Spannungsanalysen für diesen Fall

vorliegen.
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D. Bericht des Arbeitskreises

"Sicherheit"

zusammengestellt von

H. Vollmer
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ZUSM1ME:NFASSUNG

Der vorliegenden Studie liegen 6 verschiedene Konzepte

eines gasgekühlten Schnellen Brüters (GSB) zugrunde, die

bezüglich dynamischer Stabilität, Regelverhaltensund

Aktivitätsfreisetzung während des Normalbetriebs einer~

seits und Störfallverhaltensandererseits untersucht we r-:

den. Die wichtigsten sicherheitstechnisch bedeutsamen

Unterschiede dieser Konzepte beruhen auf

- der Kreislaufauslegung

mit Dampfturbine bei den Varianten 1, 2, 6 und 7

mit Gasturbine bei den Varianten 4 und 7

- dem Brennelement

mit oxydischem Brennstoff außer für Variante 2 (Karbid)

und stabförmigen Brennelementen außer für Variante 7

(coated particles). Bei den Varianten 1 und 2 handelt

es sich um vented fuel, bei 4 und 6 um strong clad.

- dem Betriebsdruck

70 bar für Kreisläufe mit Daw~fturbine außer für Variante 2

(120 bar) und 90 bar für die Kreisläufe mit Gasturbine

- der Anlageribauweise

Für die Varianten mit indirektem Kreislauf ist eine in

tegrierte Bauweise vorgesehen, während für die Varianten

mit direktem Kreislauf sowohl die integrierte als auch

nichtintegrierte Bauweise zur Diskussion steht und die

Anlage mit einem Turbos atz oder drei parallelen Turbo-

sätzen betrieben werden könnte.
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Eine Beurteiluno ciescr GSB Konzept.e 'tlird dadurch er

schwert, daß sie untersc~icdlich une in einzelnen Punkten

Lm De t ad L nooh ~venig c.urchgearbei tet Sij1C.•

Einsichtlich der sicherheitstechnischen Bewertung der GSB

Varianten wird der Aufwand, mit der sich die erforderliche

Sicherhei t erzielen läßt, als entscheidendes r:ri teri um

herangezogen.

Bei allen Var i.arrt.err \-lire~ eine C'Ü.t.e Stabilität c.e r Gesa~t·...

an Lace e rwaxt.ec . Die l':..nforcerungen an das Hegelsystem des

Cores sine ähnlich denen eines natriumgekühlten Schnellen

Brüters (lTaSB). Die l'\reislaufregelunc de r DarflIJftur}:)inen-

var i.arrt.en erfolgt anaLoc; Z1..l c.er von lITF.' s , I\ecllr:.'l:!llsen zur

I(reislaufregeltL~S de r Gastu.r}')inen~larian·te11 lassen kei.ne

Sch"{;ierigkeit in der ?ec;el un« selbst e rwart.en . ,Jedoch ist

mi t höheren Druc~(gradienten als bei (:1e r Dampfkreisanlage

zu recnnen.

Die Aktivität GSE rr~i tven.tec~ fuel k armi.Lrn :-Jorrcäl:~e--

trieb U~ Größenorcnunaen unter cer cer stronq clad und

coated particle fuel Varianten liegen. I:m Ra:'l!".cn der

Sch~tzDngen besteht kein nennenswerter Unterschied zwischen

den Deiden letztgenannten Varianten. Beträgt die Leckage

der Kühlgasfüllung ungefähr 1 c/oo / c, so liegt die

Strahlungsbelastung für die Variante mit vent.ed fuel unter

d6m z.Zt. in Diskussion stehenden zulässigen Wert von

30 mrem/a. Fur die streng clad und coated particle fuel

Varianten wird dieser 1iJert mit höherem Aufwand unter-

schritten.

Der für den GSB iICl Unterschied zum NaSE spezifische und

wichtigste Störfall betrifft den Kühlmittelverlust und das

daraus resultierende Problem der Nachwärrreä~fTh~r. Verzichtet

man auf ein gegendruckhaltendes Containment, so darf Dei

den GSB Dfu7.pfkreisvarianten mit 70 bar der Druck
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nicht schneller als in ca. 5 h auf 1 bar abfallen, falls

keine besonderen Gegenmaßnahmen ergriffen werden. Diesem

Druckverlust entspricht eine Zeitkonstante von ungefähr

70 min oder einem idealisierten Leck von etwa 2 cm ~.

Größere Lecks sind zulässig, falls die Gebläseerehzahl

erhöht, die spe t sewasaervorwärmunc reduziert, oder ein

gegendruckhaltendes Containment gewählt wird.

Bei höherem Systemdruck reduzieren sich die maximal zu

lässigen Lecks , und es erscheint notwendäq , fttr die

Variante 2 {120 bar) ein gegendruckhaltendes Containment

vorzusehen oder durch doppeltdichte und druckfeste Ab

schlüsse den totalen Kühlmittelverlust auszuschließen.

Je nachdem ob der Druckverlust langsam (Zeitkonstante

ca. 1 h) oder relativ schnell (ca. 100 sec) erfolgt, er

geben sich für die Variante 6 (strong clad) tOO den Faktor

20 unterschiedliche Werte für die aus dem Spannbetonbe

hälter freigesetzte Aktivität. Beim langsamen Druckverlust

ist sie bei der Variante 1 wu Größenordnwlgen kleiner als

bei den Varianten 6 und 7. Mit den abgeschätzten Aktivi

tätswerten kann bei der Variante 6 ein schneller Kühl

mittelverlust ohne Containment vermutlich nicht toleriert

werden. Dies bedeutet keine zusätzliche Forderung, da das

Containment bereits zur Sicherstellung der Nachwärmeabfuhr

erforderlich ist.

Als Auslegungsunfall für die GSB Varianten mit Dampfturbine

und einem Druck von 70 bar wird der langsame Kühlmittel

verlustunfall definiert, da hierfür die in Deutschland für

HTR's geltenden Auslegungsprinzipien übernommen werden

können (i.w. integrierte Bam,reise mit Doppelabschlüssen) •

Ähnliches gilt im Prinzip für die Gasturbinenvarianten in

vollintegrierter Bauweise.
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Bei Verwendung eines Containments kann auch ein schnelle

rer Kühlmittelverlust als Auslegungsunfall zugelassen

werden.

Für die Gasturbinenvarianten in nichtintegrierter Bauvleise

ist ein gegendruckhaltendes Containment auf jeden Fall

erforderlich. Hierbei müssen wegen der Möglichkeit des

Aufreißens großer Rohrleitungen schnellere Druckentlastungen

als bei den integrierten Variapten bei der Auslegung be

rücksichtigt werden. Der Nachweis einer ausreichenden

Wänaeabfuhr während des Druckausgleichs ist noch zu er

bringen.

Die GSB-Varianten mit indirektem Kreislauf sind aufgrund

der gebauten und geplanten thermischen gasgekühlten Reak

toren detaillierter beurteilbar und daher nach heutigem

Stand der Technik leichter realisierbar als mit direktem

Kreislauf ..

Verglichen zum mTR sind beim GSB schnellere Transienten zu

erwarten, was erhöhte Anforderungen an das externe Ab

schaltsystem bedingt. Die positive Reaktivitätszufuhr bei

Kühlmittelverlust und die Möglichkeit einer sekundären Kri

tikalität treten beim HTR nicht auf. Davon abgesehen zeigt

der GSB sicherheitstechnisch ähnliche günstige Eigenschaften

wie der H'fR.

Die wesentlichen Unterschiede zwischen dem GSB und dem NaSB

sind, daß Helium keiner Phasenänderung unterliegt und so

mit beim GSB keine spontane Reaktivitätszufuhr auftritt.

Lokale Störungen der Wärmeabfuhr ergeben nicht die beim

NaSB u.U. auftretenden möglichen schwerwiegenden Folgen.

Ferner ist der Reaktivitätsgewinn bei Kühlmittelverlust

beim GSB beträchtlich kleiner als beim NaSE und das Helium

ist ein inertes Gas mit geringer Aktivität.
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1. Einleitung

Bei der Untersuch~g der Sicherheit und Dynamik eines

gasgekühlten Schnellen Brüters (GSB) liegt es nahe,

auf die entsprechenden Arbeiten für gasgekühlte ther

mische Reaktoren einerseits und den natriumgekühlten

Schnellen Brüter (NaSB) andererseits zurückzugreifen

und das Hauptaugenmerk auf die Gebiete zu richten, auf

denen sich der GSB von den 2 genannten Reaktoren wesent

lich unterscheidet. Im Vergleich zum gasgekühlten

thermischen Reaktor bestehen die wichtigsten Unterschiede

in:

- der höheren Leistungsdichte und der kleineren Wärme

kapazität des Cores. Gegenüber dem HTR ist die

Leistungsdichte um den Faktor 40 höher.

- der schwächeren negativen Reaktivitätsrückkopplung

aufgrund von Temperaturänderungen und der geringen

positiven Reaktivitätsrückkopplung aufgrund der

Kühlmitteldichte,

der kürzeren prompten Lebensdauer und dem kleineren

Anteil der verzögerten Neutronen,

- der größeren Menge SpaltmateriaJsim Core,

- dem großen Anteil von Pu.

Aus diesen Gründen sind also beim GSB schnellere Tran

sienten zu erwarten, was erhöhte Anforderungen an das

externe Abschaltsystem bedingt. Die positive Reaktivi

tätszufuhr bei Küblmittelverlust und die Möglichkeit

einer sekundären Kritikalität treten beim gasgekühlten

thermischen Reaktor nicht auf. Die übrigen Eigenschaf

ten von sicherheitstechnischer Bedeutung weisen i~W.
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die günstigen Merkmale der Hochtemperaturreaktoren auf.

Die Hauptunterschiede zwischen dem GSB und dem NaSB sind:

Mit Helium als Kühlmittel ist keine Phasenänderung und

da~it auch keine spontane Reaktivitätszufuhr wie beim

NaSB möglich. Lokale Störungen der Wänneabfuhr lassen

keine schwenviegenden F'olgen erwarten.

- Der Reaktivitätsanstieg bei Kühlmittelverlust ist beim

GSB beträchtlich kleiner als beim NaSB.

Helium ist ein inertes Kühlmittel, besitzt eine geringe

Aktivität und bietet eine visuelle Inspektionsmöglich

keit, da es optisch transparent ist.

Diese Punkte bringen wesentliche sicherheitstechnische Vor

teile des GSB.

Der vorliegenden Untersuchung liegen 6 verschiedene GSB

Konzepte zugrunde, die in Anlehnung an die bestehenden

Studien von GGA [1], EIR [2], A.B.Atomenergie [61, uKAEA [7]
und der GfK [4J von den Arbeitskreisen Brennelemente,

Komponenten und Physikalische Kriterien erarbeitet wurden,

siehe Tabelle I. +) Diese Konzepte sind in einzelnen

Punkten im Detail noch wenig durchgearbeitet. Dies trifft

besonders für die Anordnungsfragen der GSB Varianten mit

Direktkreislauf (Gasturbine) zu, wo noch mehrere HÖglich··

keiten offen stehen. Dies macht die Untersuchung ver

schiedener Varianten und die Durchführung von Parmneter

studien erforderlich.

+) Die Bezeichnung der Varianten entspricht auch der

Numerierung im Literaturverzeichnis.



aufwarts

stehend

abwärtssbwärt saufwä r t.sabwärtsabwärts- Kühlgasströmungi

Core:
- Unterstützung,

Aufhängung

"-----!-_._--_._ _ _-_ __._-_.__ _--_ _.---- " __ - __ __..,.. '"
Kreislauf ! indirekt rn.Dampfturbine ! indirekt rn.Dampfturbine direkt mit Gasturbine

1 i
i! i

Bezeichnung l Hauptvariante Nebenvarianbe IHauptvariante Nebenvar. Hauptvar. Nebenvariante!

1 1 6 I 7 2 4 7 I
----------~.--.-------------~--~---------~-------------j
Brennelement: I !
-Brennstoff I Oxyd/Stab Oxyd/Stab i Coated partie. Karbid/Stab Oxyd/Stab, coated partiel
-Hülle I SS,vented Sandvik,stark ISiC, Pyc Vented Vanadin, SiC,PyC

I stark

I hangend hängend I stehend hängend hängend

I
_0 Kontrollstab

Anordnung

von oben

integriert

von oben

integriert

(von unten)

integriert

von oben

integriert

von oben (von unten)

integriert integriert ~
oder nieht- oder nicht- Ioo
inte~riert integriert

-Reaktoraustritt 600 590 1675 590

-Hülle,max.hot spot 760 750 950 800

l~It:~;;~~.~~J_:.~~~ ._._.:~. ._..__.b ~~0_. ... _.__

Tabelle I. Zusammenstellung der vorgeschlagenen GSB Konzepte

Betriebscaten:

Leistungsd~ehte Lm
Core, IvlW/m

Druck, bar

Temperatur,oc
-Reaktoreintritt

240

70

320

220

70

320

240

70

300

590

120

320

270

90

410

710

850

50

240

90

530

200
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Wo die zur sicherheitstechnischen Beurteilung des ent

sprechenden Konzeptes nötige Information fehlt, wird ver

sucht l die bei der Auslegung und Konstrw{tion von der

Sicherheit bedingten Auflagen zu spezifizieren.

Der vorliegende Bericht stützt sich auf Berichte der Mit

glieder des Arbeitskreises, Ref. [8-19] und ist so ausge

arbeitet, daß auf die Originalberichte nur bei eingehendem

Studium der Materie zurückgegriffen werden muß.

Darüber hinaus wurde an einigen bezeichneten Stellen auf

Ergebnisse anderer Authoren Bezug genommen.

2. Verhalten des GSB bei Normalbetrieb
___.7--'_.. ,_.~._.=~'.."_.··_'_~"'~'''''' '.''''''----''__~'"_~_~_.-....'~__~_.--.- ......__ .....'_....·L__._'·_·_~ .......

Die die Corestabilität maßgeblich bestiwmenden Parameter

sind der Dopplerkoeffizient und der Kühlmitteldichte

koeffizient der Rea~tivität. Der Dopplereffekt wirkt sta

bilisierend und kompensiert die durch die Kühlmitteldichte

auftretenden ,Reaktivitätseffekte. In Abb. 1 ist gezeigt,

daß die Betriebspunkte aller vorgeschlagenen Konzepte auch

bei Berücksichtigung von einer 30%igen Rechenunsicherheit

in ~ und einer 20%igen Unsicherheit in der Dopplerkonstante

im stabilen Bereich liegen. Das coated particle-Konzept hat

wegen der großen Dopplerkonstanten eine besonders gute Sta-

bilität.

Die gute stabilität des Cores läßt auch eine Stabilität der

gesamten Anlag'e erwarten. Für die Zv-leikreisanlage mit Dampf

turbine liegen dafür schon Ergebnisse vor, siehe Ref.[6].

Dabei zeigt sich, daß die Stabilität durch die Core=6xterne

Anlage noch verstärkt wird. Für die Einkreisanlage stehen

ähnliche Rechnungen noch aus, doch ist auf Grund der Unter

suchungen für den darnpfgekühlten Schnellen Brüter, ltlO die
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Arbeitspunkte wesentlich näher an derStabilitätsgrenze

liegen, zu erwarten, daß sich hier keine Schwierigkeiten

ergeben.

Bei der Regelung der Gesamtanlage sind die Regelung des

Cores und die des Kreislaufes zu unterscheiden. Was die

Coreregelung betrifft, so kann auf die Regelung des NaSB

zurückgegriffen werden. Die Kreislaufregelung für GSB

Varianten mit indirektem Kreislauf erfolgt analog zu der

eines HTR's, weshalb das Hauptaugenmerk auf die Kreis

laufregelung von GSB Varianten mit direktem Kreislauf zu

legen ist, weil dazu noch auf keine Ergebnisse in der

Literatur zurückgegriffen werden kann.

Für die Kreislaufregelung (bei der eine konstante Turbinen

eintrittstemperatur vorausgesetzt ist) wird das bei kon

ventionellen Gasturbinenanlagen bewährte Prinzip der By

paßregelung angewendet. Die Bypaßregelung ist in der Li

teratur schon mehrfach beschrieben/Ref. [12). Eine Über

sicht über das Regelschema gibt lilib. 2.1. Der Bypass ist

parallel zum Verdichtersatz angeordnet. Er verbindet die

Hochdruckseite des Verdichtersatzes mit der Niederdruck

seite. Ein öffnen des Bypaßventils - in der Abbildung ist

der Übersichtlichkeit wegen nur ein Ventil gezeichnet,

während im praktischen Fall aus Sicherheitsgründen zwei

Ventile parallel angeordnet sind - bewirkt eine Abnahme

des Durchsatzes von Reaktor und Tuäine. Da die Generator

leistung aber zu jedem Zeitpunkt gleich ist der Differenz

zwischen· Turbinen- und Verdichterleistung, muß mit abneh.

man-der Turbinenleistung aber e twa konstanter. Verclichter'"

leistung die Generatorleistung abnehmen. Durch entsprechende

Füllung, d.h. durch Wahl des Turbinenvordruckes, kann der

Arbeitspunkt der Bypassregelung so gewählt werden, daß bei

stationärem Betrieb der Bypass gerade geschlossen ist.
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Leistungsabsenkungen sind durch Öffnen des Bypasses sehr

leicht und schnell möglich. Leistungserhöhungen können

nur durch ein ~~heben des Turbinenvordruckes erfolgen.

Dieses Regelschema ist auch für mehrere parallele Kreis

läufe anwendbar bzw. die einzelnen Kreisläufe sind dann

jedoch über dem Reaktor miteinander gekoppelt. Die Re

gelungen beeinflussen sich gegenseitig •

.Übe;-.9:.9-n3sv~f.l?-_altel'!...d~s_10_00_~~iTe._Is..rei.~laufes ~_~i B"ypai3rE_~l_~..9:

Den Betrachtungen liegt eine einwellige Gasturbinenanlage

zugrunde, die nur einen Kreislauf und einen Turbosatz ent-

hält. Die wichtigsten Annahmen des Reche~~odells und die

:Kreislaufdaten sind in Ref. (12) zusaIT'.mengestellt.

Abbildung 3.2 zeigt die zeitliche Änderung der Generator

leistung in Abhängigkeit von der Größe des Bypaßdurchsatzes.

Die auftretenden Zeitkonstanten liegen in der Größenordnung

zwischen 1 s und 5 s.

Die Abb. 3.3 und 3.4 stellen die zeitliche Änderung des

Druckes im Hoch- bzw. Niederdruckvol~T.enbei verschiedenen

Bypaßdurchsätzen dar. Die Endwerte des Hochdruckes bewegen

sich zwischen 97 und 87% des Nennwertes. Erwartungsgemäß

steigt der Druck im Niederdruckvolumen mit zunehmendem By

paßdurchsatzi die Abweichungen des Niederdruckendwertes

liegen im Bereich von 0,2 bis 12% des Nennwertes.

Detaillierte Zeitfunktionen können den Abb. 3.5 - 10, Ref. [12]

entnommen werden.

übeFS@!lE.sverr;altel! von ~J;_allele~_~.E.ei~läufeJ?_E~i Bypa.ss

.rege!u~

Die Betriebsdaten eines GSB rr~t 3 parallelen einwelligen Kreis

läufen sind in Ref. [12] enthalten.
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Öffnet man den Bypass in einem Kreis so weit, daß die

Generatorleistung in diesem Kreis zu 0 wird, so ergeben

sich die Transienten der Abb. 4.3.

Die Verdichterleistung steigt infolge der zusätzlichen

Fördermenge innerhalb von 20 sauf 111 % an, während

die Turbinenleistung NT(3) auf 67,5 % absinkt.

In den beiden anderen Kreisläufen sinkt die Küpplungs

leistung auf 96% ab. Die Turbinen- und Verdichter

leistung sinken ebenfalls nur um ca. 4 %, d.h. die

Kopplung der Kreisläufe ist relativ gering. Der gesamte

Vorgang ist praktisch nach 20 s abgeschlossen. - Abb.4.4

zeigt den Verlauf der normierten Drücke.

Abb. 4.6 zeigt den Verlauf der normierten Drücke bei

Bypassregelung in zwei Kreisläufen, Abb. 4.5 den Ver

lauf der normierten Leistungen für beide Fälle.

Charakteristisch für das Regelverhalten des GSB mit

Direktkreislauf sind die relativ hohen Druckgradienten.
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Drei Arten von Aktivitäten treten während des Normal

betriebes des Reaktors auf:

- Spaltprodukte aus den Stäben oder coated particles,

die entweder direkt oder über ein nicht ideal arbei

tendes fuel venting system in das Kühlmittel gelangen.

- Aktivierung von KühlmittelDBstandteilen (He 3 (n,p) H3)

- Aktivierung von möglichen Korrosionsprodukten.

Hinsichtlich der beidenletzten OüeB,;en verhalten sich alle

GSB Varianten ähnlich, und es wird angenommen, daß diese

gegenüber den Spaltproduktaktivitäten vernachlässigt vIerden

können, so daß das Hauptaugenmerk auf das Verhalten der

Spaltproc1uktaktivitäten gelegt werden muß.

Bestimmend für die Kühlmittelverseuchung mit Spaltprodukten

ist:

- beim vented fuel Konzept die Dichtigkeit zwä s ohen Kühl

kreislauf und Spaltgasreservoir

- beim strong clad Konzept die Dichtigkeit der Hüllrohre

- beim coated particle Konzept die effektiven (von Betriebs-

bedingungen abhängigen) R/B-Faktoren.

Diese Faktoren sind nicht die einzig bestirr~enden. So sind

z.B. bei den stahlurrhüllten Brennstäben die Diffusions-
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geschwindigkeiten der SpaltprodQ~te im Brennstoff von

Wichtigkeit. Für alle Varianten gleich wichtig ist cie

Ausfällrate der ins Helium gelangten Spaltprodukte an

Flächen des Prireärkreislaufs. Ebenso ist die Belium

aufnereitung von Einfluß.

Bei der., derzeitigen Sta~d der Untersuch~~gen ist es

schwierig, genaue quantitative Angaben bezüglich der

Freisetzung und Verteilung von Aktivitäten zu wachen.

Dies trifft insbesondere für den Brennstoff mit coated

particles zu.

Eine grobe Abschätzlli!g der Aktivitäten kann reit folgen

den Ahna~en gemacht werden:

1. Bei einem Reaktor mit strong-cladBrennelementen sind

bis zu 1% der Stäbe im Normalbetrieb defekt. Die in

den defekten Brennstäben zwischen Brennstoff und Hülle

vorhandenen gasförmigen Spaltprodukte treten in den

Kühlkreislauf aus. Für die flüchtigen Spaltprodukte

wird angenomrJen, daß nur 10% der aus der Brennstoff

matrix freigesetzten Menge in das Kühlmittel entweicht.

Der Rest soll innerhalb der Hülle als Ablagerung zu

rückgehalten werden.

2. Für das vented fuel Konzept wird angenorrmen, daß das Ab=

saugsystem nicht ideal arbeitet. Um diesen Umsta!d prin-
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zipiell zu berücksichtigen, wurde pauschal angenommen,

daß aus einem vented fuel System 1 0/00 der Aktivitäten

entweichen, die aus einem Core mit strong clad austreten.

3. Die Ablagerung im Primärkreislauf erfolgt mit einer Rate
-2 -1 -4 .-1von 3 x 10 sec für Jod und 3 x 10 sec für die

übrigen kondensierbaren Spaltprodukte.

4. Die Hauptkühlmittelreinigung erfolgt mit einer Rate von

0.1 pro Stunde.

5. Für einen GSB mit coated particle Brennelementen wird ein

1000 MWe HTR als Referenz herangezogen. Dabei ist zu be

rücksichtigen, daß der HTR Brennstoff einem wesentlich

geringeren schnellen Fluß ausgesetzt ist und zudem noch

im Graphit des Moderators eingeschlossen ist, der eine

weitere Verzögerung beim Austritt radioaktiver Spaltpro

dukte bewirkt.

Mit diesen Annahmen ergeben sich folgende Aktivitäten:

Aktivität in Curie

Kü..~lmittel Abgelagert

GSB mit strong clad

GSB mit vented fuel

GSB mit coated particle

~---,._._._._. ,',._._---,
3.+ 5 2.+ 4

3.+ 2 2.+ 1

1.+ l::: 1.+ 5+)
..J

+)umfaßt alle abgelagerten Isotope während die Angaben in Tab. III

sich nur auf eine Auswahl von Isotopen bezieht.

Tabelle II. Aktivitäten im Normalbetrieb

Eine detailliertere Aufschlüsselung der Aktivitäten für stahl

umhüllte Brennelemente ist in Tabelle III gegeben.



:!,_~e t1e:. r r.!-_.;~,-':t f ~ ch.1-üs ~_~±'~L,E~];2:.~.!:.i.-...Y.:i._!:~.!:_~.ni..!!~~!?EUa;Lbetrie~
-Curies-

Vented Fue1

~~tivität im Spalt
:zwischen Brennstoff
und Hülle die zum
Austr. verfügb .iLst

Aktivität im Samme1
raum des Venting
Systems

Aktivität im Aktivität im
Helium Primärkreis

lauf abge1ag.

Aktivität in der
Reinigungs anlage

Ki8 5

Kr8 7

Kr88

xe1 33

Sr90

r 1 31

es1 37

Ba/La140

Strong c1ad

Kri85

Ki87

88Kr

xe1 33

sr90

rJ.31

es137

Ba/La140

._.._._._-~----_._-_ ..•_-_.•_-,._----~.- .. --
3.8 + 1 3.8 + 4

1.5 + 4 1.5 + 7

2.2 + 4 2.2 + 7

3.7 + 4 3.7 ;- 7

3.1 - 1 3.1 ;- 2

2.2 + 3 2.2 ;- 6

1.5 + 2 1.5 + 5

4.4 + 1 4.4 + 4

.._----_._.
3.8 + 4 2.7 - 2 3.8 + 2

1.5 + 7 1.5 + 5 2.5 + 4

2.2+ 7 1,5 + 5 6,7 + 4

3.7 + 7 1.8 + 4 3.7 + 5

3.1 + 2 6.0 - 3 2.8 + 0 2.8 - 1

2.2 + 6 7.4 - 1 2.2 + 4 2.2 + 1

1.5 + 5 3.0 - 3 1.4 + 3 1.4 + 2

4.4 + 4 6.4 - 1 4.0 + 2 4.0 + 1
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Die Bedeutung dieser Zahlen kann man an folgendem erkennen.

Wenn man annimmt, daß sich 1% der insgesamt abgelagerten

Aktivität auf den acht Gebläsen befindet, dann würde die

Dosisleistung in 1 m Abstand vom ausgebauten Gebläse, 1 Tag

nach Abschalten des Reaktors, größenordnungsmäßig die fol

genden Werte annehmen:

1000 mrem/h
1 n

GSB mit strong clad

GSB mit vented fuel

GSB mit coated particles 4000 11

Tabelle IV. Dosisleistung in 1 m Abstand vom ausgebauten

Gebläse, 1 Tag nach Abschaltung.

Desgleichen findet man für die Dosisleistung an der Ober

fläche des Vorvlärmteils des Dampferzeugers 1 Monat nach

Abschalten des Reaktors:

1 11

5~0 mrern/hGSB mit strong clad

GSB mit vented fuel

GSB mit coated particles 2000 11

~_abelle v. Dosisleistung an der Oberfläche eines ausgebauten

Dampferzeugers, 1 Mo nach Abschalten

Die hohe Dosisleistung, die währ-end des Normalbetriebesan der

Oberfläche der Dampferzeuger auftritt, wird bei der inte

grierten Bauweise bei allen drei Varianten durch den '2 m

dicken äußeren Ring des SBB genügend abgeschirmt.

Entschieden anders dürfte der Fall bei der teilintegrierten

Gasturbinenanlage liegen. Bei einem der diskutierten Konzepte

befindet sich der Rekuperator aUßerhalb des Spannbetonbehälters

für den Reaktorkern. Um den Raum um den Rekuperator herum einen
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Tag nach Abschalten begehen zu können, muß der Rekuperator

mit ca. 1 m Normalbeton abgeschirmt werden. Die Rohrlei

tungen zum Rekuperator können keine sehr viel weniger starke

Abschirmung haben. Die Dosisleistung an der Oberfläche des

außerhalb des SBB stehenden Kompressors dürfte auch einen

Tag nach Abschalten des Re~(tors noch über 1000 mrem/h liegen.

Eine realistische Größenordnung für die AktivitätSabgabe

während des Normalbetriebes erhält man, wenn mananniw~t,

daß nur die langlebigen gasförmigen Aktivitäten abzugeben

sind. Alle übrigen Aktivitäten läßt man entweder in Filtern

oder in Abklingbecken zerfallen.

Für die Leckage der Kühlgasfüllung wird ein Wert von

ca. 1 0/00 veranschlagt. Die sich damit ergebenden Stra~lungs

belastungen dürfen 150 rnrem/a nicht überschreiten. Als Richt

wertfür die künftige Dosisbelastung sind nach Aussagen des

IRS sogar 30 mrem/a empfohlen worden. Dieser Wert wird beim

GSB mit vented fuel unterschritten, falls der Sa~melraum

des venting Systems intakt ist. Beim GSB mit strong clad

Brennstäben läßt sich die zulässige Dosis mit mäßigere, beim

GSB mit coat~d particle Brennelementen vermutlich mit höherem

Aunvand erfüllen, Ref. [loJ.

Ein gewisses Problem kann sich im Normalbetrieb ergeben, wenn

die diskutierte Leckage von 1 0/00 pro Tag aus radioaktiv

verunreinigtem Helium und nicht etwa aus gereinigtem Puffer

Helium besteht. Unter diesen Umständen kann sich bei Ver

wendung der für strong clad abgeschätzten Edelgasaktivität

im Primärkreislauf im Reaktorgebäude eine spezifische Akti

vität von et~'la 10-
5 ~c/cm3 einstellen. Bei einer solchen

Konzentration wird die Begehbarkeit des Reaktorgebäudes un

praktisch.
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3. Verhalten des GSB bei Störfällen

Das Ziel einer sicherheitstechnischen Untersuchung ist es,

sicherzul2,>tellen, daß die Strahlenbelastung der Umgebung

bei auftretenden Störfällen unter den zulässigen Wert.en

(30 mrem) bleibt und zu zeigen, daß Unfälle, die eine

höhere Strahlenbelastung zur Folge hätten, eine härrre i ohend

kleine Eintri ttsvlahrscheinlichkei t h.aben , Die Durchfüh-

rung dieser Wahrscheinlichkeitsanalyse ist in dem

jetzigen frühen Stadium der Untersuchungen natürlich nicht

möglich geT,vesen. Deshalb we r den qewi s ae Sicherheits

kriterien aufgestellt, an Hand deren die verschiedenen

Konzepte beurteilt werden und die gewisse Forderungen

an die Konstruktion und Auslegung des GSB implizieren.

1) Sicherstellung der Schnellabschaltung

Da diese Forderung auch beim NaSB erfüllt werden muß,

wird hier nicht weiter darauf eingegangen.

2) Sicherstellung der (Core-) Kühlung

Bei der Kühlung des GSB Cores treten spezifische Pro-'

bleme auf, die sehr eingehend zu untersuchen sind und

bei denen kein Bezug auf den NaSB genommen werden kann.

3) Redundanz aller aktiven und Testbarkeit aller ingenieur~

mäßigen Sicherheitseinrichtungen.

4) Die den SEB betreffenden Kriterien sind in Abschnitt

3.10 zusammengestellt.

Bei den Untersuchungen handelt es sich zum größten Teil

um Abschätzungen, die durch eine genauere Sicherheits

analyse später ergänzt werden müssen. Nur die vlichtigsten

Störfälle werden betrachtet.
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Die Betrachtung für diesen Störfall kfu~n weitgehend

gemeinsam für die Varianten mit indirektem und direktem

Kreislauf angestellt werden.

Charakteristisch für diesen Störfall ist die Zuordnung

von Nachzerfallwärrne und Wärmeabfuhrkapazität

des Primärsystems bei reduziertem Druck. Die Wärmeabfuhr

kapazität ist eine lineare Funktion des Druckes, wenn man

von der Änderung der Reynoldszahl bei veränderter Kühl

mitteldichte absieht. Dieser Effekt bewirkt eine zu

sätzliche Reduzierung der Wärmeabfuhrkapazität um beispiels

weise 30% bei 70 at Systemdruck.

Die Größe des maximal zulässigen Lecks hängt von folgenden

Faktoren ab:

a) Hülltemperatur der Brennelemente.

Nach der Schnellabschaltung des Rea~tors, die bei Kühl

mittelverlust erforderlich ist, geraten die Brenn

elemente zunächst in eine Periode der Unterkühlung. Im

weiteren Verlauf des Unfalls hängt die Hülltemperatur

von der Nachwärmeproduktion und dem Nachwärmeabfuhr

system ab. Der Zeitverlauf der Nachwärme unter Ein

schluß der Brutprodukte ist in Ahn. 5 dargestellt. Ohne

besondere Gegenmaßnahmen darf also nach dem oben Ge

sagten in erster Näherung der relative Druckabfall

nicht größer als der relative Leistungsabfall sein, da

mit die Temperaturen nicht unzulässig ansteigen. Ent

sprechende Grenzwerte sind in Tabelle $ angegeben. Die

aufgeführten kurzfristigen Temperaturerhöhungen sollten

möglichst in Reserve gehalten werden, um eine Aus

regelung dieses Störfalls zu erleichtern.

Falls kein Contair~ent verhanden ist, fällt der Druck

vom Betriebsdruck Po auf 1 atm ab und die Zeit t N, bei
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der die Nachwärme auf -~- der normalen Betriebs-
Po

leistung abgefallen ist, kann aus ~~b. 5 entnorr~en

werden.

Die Zeit des Druckverlusts t p hängt von der Größe

des Lecks und Po ab, wie in Abb. 6 gezeigt ist. Das

maximal zulässige Leck ergibt sich somit in erster

Näherung daraus, daß t~ < t ist.
L" P

Ist ein gegendruckhaltendes Containment vorhanden, so

erhöht sich die Nachwärmeabfuhrkapazität bei 1 atü.

z.B. um den Faktor 2. Weitere Erhöhungen sind dadurch

möglich, daß man die speLsewes se rvozwärmuno urngeht

und die Geb1:äsedrehzahl erhöht. Dadurch lassen sich

die maximal zulässigen Lecks erhöhen bzw , die minimal

zulässigen Zeitkonstanten erniedrigen. Letztere charak

terisierehaen idealisierten und exponentiellen Aus

strömvorgang aus einem Behälter.

Die Größenordnungen der auf Grund der Hülltemperatur

möglichen Lecks für die Variante 1 sind in der Tabelle

VI zusammengestellt.

1 at 2 at

150% 150%

ja ja

8 6

100%

lat

nein

Druckabfall auf

Gebläsedrehzahl

Speisewasservorwärmung

umgangen

Zahl der intakten Ge- 8

bläse

Zulässige Zeit des

Druckverlusts

5 h 450 sec 30 sec

Zulässige Zeitkonstante

Äquivalenter Leck

durchmesser

72 min

1.8 cm

106 sec

11,3 cm

9 sec

40 cm

J.?E~ell~.~!..~ Auf .Grund der Hüll temperatur rechnerische
zulässige Zeitkonstanten und Leckdurchmesser
für Variante 1
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+) Diese Werte ercreben sich rein rechnerisch, wenn

nur die Hüllrohrtemperatur als Begrenzung vorgegeben

wird. Eine Auslegung auf diese Werte ist nicht vor

gesehen.

b) Inneneinbautenund Isolierung des Spannbetonbehälters

Bei rapiden Drucksenkungen im Primärsystem können u.U.

starke dynamische Kräfte auf Kesseleinbauten auftreten.

Diese Kräfte hängen sowohl von der Konstruktion der Ein

bauten als auch von der Größe und Lage des Lecks ab.

Spezielle Untersuchungen können für den GSB im Augen

blick noch nicht durchgeführt werden, da die einzelnen

Komponenten konstruktiv noch zu wenLq ausgearbei te.t

sind. Ihr Verhalten ist hauptsä.chlich dahingehend zu

untersuchen, ob eine partielle Zerstörung die Wärmeab-

f uh rk.apaz Ltät des Primärsysterns unter Störbedingung

nicht in unzulässigem ~4aße beeinträchtigt.

Isolierungen (Folienisolierung) bei heutigen HTR's sind

auf 0,5 bar/sec ausgelegt. Höhere Druckraten sind zu

realisieren. An 2 Beispielen soll demonstriert werden,

wie sich die Begrenzung in den Druckraten auf die mini

mal zulässige Zeitkonstante bzw. das max. zulässige

Leck auswirken würde, siehe Tabelle VII.

Zulässige
Druckverlust
rate, bar/sec

Systemdruck Zeitkonstante
bar d.Druckver-

111sts, sec

Äauiv. Zeit für
Durchm. Druckent
d.Bruch- lastung
stelle, auf 1 bar

cm sec
.._--_.__._--_.._._.__._----- ..•._--_._--'------~----'--

- 2.5 70 28 22 119

120 48 17 230
-_._-----,_.~--_._.

- 10 70 7 45 30

120 12 34 58

Tabelle VII. Zulässige Zeitkonstanten und Bruchauer
schnitte bei Druckverlust in Abhängigkeit
der maximalen Druckverlustrate.
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In Abb. 6 ist die mit einer Zeitkonstante gekoppelte

maximale Druckverlustrate eingezeichnet. Wegen der noch

herrschenden Unsicherheit, für welche Druckraten eine

Isolierung ausgelegt werden kann, kann kein Grenzwert

Pm sp.ezifiziert werden.- ax

c) Integrität des ~~schaltsystems

Auch hier lassen sich kei.ne GrenZ\'lerte festleqen. In der

Konstruktion ist dafür Sorge zu tragen, daß bei den maxi~

malen Druckverlustraten die Int.egrität ces Abschalt

systems gewährleistet ist.

d) Lage des Lecks, Anl aoebauwed.s e

Beim GSB mit Direktkreislauf treten verschieden schnelle

Druckgradienten auf, je nachdem ob das Leck im Hoch

oder Niederdruckteil des Systems entsteht.

Bei sehr großen Lecks wird die Kühlgasführung im System

gestört; besonders gefährlich ist dabei eine Strö~ungs

Ulilkehr im Core. Je ungünstiger das Leck liegt, desto

kleiner ist demzufolge seine maximal zulässige Größe.

Quantitative Aussagen zur Lage des Lecks sind bei. der

Behandlung des Kühln:i ttelverlustunfalls , bei de!n noch

ein weiterer Störfall eintritt, in den l'....bschni tten 3.7

und 3.8 getroffen.

e) Aktivitätsfreisetzung

Die Gesch\vindigkei t der KUhlmi ttelverlustrate hat ei.nen

Einfluß auf die Aktivitätsfreisetztmg aus dem SEB. Es

wird eine grobe Unterscheidung in langsamen und schnellen

Kühlmittelverlust getroffen.

Larigsamer Kühlmittelver.lust:

Die Absenkung des Druckes erstreckt sich über mehrere

Stunden. Die Kühlverhältnisse im Reaktor werden nicht

entscheidend verändert, so daß es denkbar ist, daß weder
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Hüllrohre aufplatzen, noch daß von den abgelagerten

Aktivitäten ein Bruchteil losgerissen und mit aus dem

SBB entlassen wird. Als obere Grenze für die in den

SBB entlassene l\-ktivität erhält man dann die in der

Tabelle II angegebenen Werte für die Kühlgasaktivität.

Die bei einem langsamen Kühlmittelverlust ausströmende

Heliummenge kann über einen hohen (> 100 m) Abluftschorn

stein abgeführt werden. Mit einer unzulässig hohen

Strahlenbelastung für die Bevölkerung ist nicht zurechnen.

Schneller Kühlmittelverlust:

Bei einem raschen Kühlmittelverlust ist es denkbar, daß

ein Teil der unter Spaltgasüberdruck stehenden Hüllrohre

aufplatzen und die zwischen dem Hüllrohr und Brennstoff

angesammelten gasförmigen Spaltprodukte in den SBB errt,-:

lassen werden. Desgleichen muß damit gerechnet werden,

daß ein Teil der im Primärkreislauf abgelagerten Spalt

produkte losgerissen werden und mit dem ausströmenden

Helium aus dem SBB entweichen können. über das Berst

verhalten von Strong Clad Brennelementen liegen noch

keine genauen Angaben vor. Deshalb wird als Arbeitshypo

t~ese angenommen, daß 10% der Brennstoffstäbe aufplatzen

und die in ihnen enthaltenen gasförmigen und flüchtigen

Spaltprodukte entlassen. Eine Freisetzung der noch im

Brennstoff eingeschlossenen Spaltprodukte wird nicht be-

trachtet, da mit einer Uberhitz~~g des Brennstoffs zu-

nächst nioht gerechnet wird.

Beim Vented Fuel Konzept wird keine Freisetzung angenowmen,

weil kein das Bersten einleitender Spaltgasüberdruck

innerhalb des Hüllrohrs ansteht, und weil auch wesentlich

weniger Spaltprodukte in dem freien Vol~~en innerhalb

der Hülle angesammelt sind, käme es dennoch zu IIüllschäden.
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Man muß beim Vented Puel-Konzept jedoch sicherstellen,

daß sich der Sammelraum, in den die Spaltgase abge

saugt werden, nicht bei einem Kühlmittelverlust aus dem.

Pri~ärkreislauf in diesen entladen kann, weil sonst

von den Edelgasen mindestenS die gleiche Menge in den

SBB entlassen werden kann wie beim Bersten der Strong

Clad Elemente. Bezüglich der kondensierbaren Spalt

produkte ist das Vented Fuel Konzept von Vorteil, weil

man auch i~ Falle von Rückströmung eine wesentlich

höhere Rückhaltung durch Ablagerung in dem Sarcmelsystem

(Kessel + Rohrleitungen) annehmen kann, da nicht nur

die Temperaturen in demselben niedriger als im Primär-

kreislauf sind, sondern auch die Ve~Neilzeit wesentlich

länger ist.

Bezüglich der LoslöSQ~g ist man vorläu~ig nur auf

SchätzQ~gen angewiesen. Im folgenden wird mit einern

Wert von 1% gerechnet, der verroutiich eine obere Grenze

darstellt.

Da das Klihlgas beim Ausströ~en an relativ kalten Flächen

vorbeiströmt, kann man u , U. ein weiteres Imsfällen de r

kondensierbaren Spaltprodukte in Rechnung stellen. Für

die folgende Tabelle ist für die kondensierbaren Spalt

produkte diesbezüglich eine Reduktion um einen Faktor

0,1 angenommen worden, wobei die Wirksamkeit dieses

Dekontaminationseffektes eher über- als unterschätzt ist.

Mit den vorgenannten Annahroen erhält man dann die in der

folgenden Tabelle genannten Werte für die Aktivi täts

freisetzung.

J~~l~~-YJII.Einige typische Spaltprodukte, die bei

einem raschen Kühlmittelverlust aus dem

SBB errtwedchen ,

-Curies-

Isotop Strong Clad Vented Fuel

Kr8 5 3.8 + 3 2.7 - 5
v 87 1.5 + 6 1.5 + 2~~r

Kr8 8 2.2 + 6 1.5 + 2
X 133 3.7 + 6 1.8 + 1,e
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Isotop Strang Clad Ventec Fuel

c 90 3.1 + 0 3.4 - 5ur

I 1 31 2.2 + 3 2.2 - ")
<-

Cs137 1.5 + 3 1.4 2-
Ba1 40 4.4 + ") 3.8 - 3c:

Selbst wenn man berücksichtigt, daß eine weitere Kon

densation von Spaltprodukten an den Flächen im Reaktor

gebäude (bei. genügender Verweilzeit) erfolgen wird, muß

man damit rechnen, daß das Konzept mit Strong Clad bei

ungünstigen Standortverhältnissen u.U. ein äußeres Con

tainment mit Betonabschirmung erfordert, um die Strahlen-

belastung in der Umgebung des Kraftwerks auf ein trag

bares Maß zu begrenzen. In dem Zusawmenhang muß darauf

h Lnqewf.eaen werden, daß z , B. die aus dem SBB freigesetzte

Jod 131-Menge als optimistisch anzusehen ist.

Ni t 2200 curie beträgt sie wenLqe r als 1/10 ooo-stel der

insgesamt im Core errchaLt.erien ,Tod1 31_Aktivität.

GSB mit Dampfturbine---------"-""--------
Falls das Brennelement bei Leistungsbetrieb des Reaktors

ungekühlt wäre, würde es sich mit einem Temperaturanstieg

von zd , 3000C/sec aufheizen Ref. [20]. :nach der Abschal

tung des Reaktors erniedrigt sich aer Temperaturanstieg

auf rund lSoC/sec. Ein Ausfall aller Gebläse muß daher

konstruktiv ausgeschlossen werden. Dies geschieht durch

redundante Energieversorgung der Antriebe. Aufgrund der

Überlegungen für den HTR wird das Versagen von mehr als

einem Gebläse als genügend unwahrscheinlich angesehen,

so daß eine Redundanz der Gebmäse selbst nicht erforder"

lich ist.
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Bei Ausfall eines Gebläses von insgesamt 8 verringert

sich der Kühlmittelfluß für die Variante 1 auf 94%. Dieser

Wert wurde in einer Abschätzung unter der Annahme er

mittelt, daß die Widerstanasbeiwerte im System konstant

bleiben, was eine Näherung ist. AUßerdem wurde vorausge

setzt, daß der Rückstrom durch das ausgefallene Gebläse

mit Hilfe der Vorarallschaufeln oder eigens dafür vor

handener Schieber unterbunden wird. Um den Einfluß des

Rückstroms zu zeigen, wurden die Rechnungen für den Fall

wiederholt, daß der Rückstrom durch das defekte Gebläse

unter den Betriebsbedingungen der intakten Gebläse 100%

ist. Damit verringert sich die Corekahlung auf 89%. Weitere

Daten für den hypothetischen Unfall eines Ausfalls zweier

Gebläse sind in Tabelle IX zusarr~engestellt.

~----'--_.------ .._--_._- ----_...-.- -,._---.-------,_.
Anzahl defekter
Gebläse

1

1

Rückstrom Fördervolumen
in intakten
Gebläsen

%

nein

ja

Massenstrom durc:
das Core

%

94

89

Tabelle IX. Corekühlung bei Gebläseausfall.

Für Einzelheiten der Rechnung wird auf Ref.[lS] ve~liesen.

Der Ausfall eines G~blä$es bei volle~ Druck stellt sorrit

kein Problem dar.
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GSB mit Gasturbine:
"~~-------~........---~- -~ .........~_.~-- ....._~-----' ..._------.~

Für den GSB mit Direktkreislauf sind Rechnunqen für den

Fall durchgeführt worden, daß 1 Turbosatz von dreien aus

fällt. Ein vereinfachtes Kreislaufmodell ist in A~h. 4.2

enthalten und erklärt die Bezeichnungen oer nachfolgenden

l\bbildungen. Abb. 4.7 zeigt den Verlauf der Leistungen. In

folge der Kühlmittelströmung aus dem Hochdruckvolumen VHH
in das Volumen Vs sinkt die Leistung N(1,2) innerhalb der

ersten beiden Sekunden auf 0,65 ab, um dann schnell auf 0,95

anzusteigen, da das Volumen Vs über VSI und VEH schnell auf

gefüllt wird. Die Turbinenleistung NT(1,2) pendelt sich auf

0,91 ein, die Verdichterleistung NK(1,2) sinkt sehr schnell

von 1,0 auf 0,89 ab.

Sämtliche Drücke fallen sehr rasch ab und pendeln zwischen

0,91 und 0,85 ein. Der Druck im Volumen S, das in den anderen

Kreisläufen dem Niederdruckvolumen VND entsprächt, steigt

innerhalb von 1,5 s auf das 2,3-fache an, um anschließend

beim lvert 2,25 zu enden (Abb. 4.8 und 4.9). Der gesamte Vor

gang ist bis zu 60 s aufgezeichnet, wesentliche Änderungen

sind nicht mehr zu erwarten.

Bezüglich der Leistung besteht, wie aus den Abbildungen zu ent

nehmen ist,kein Problem, dagegen stellen die hohen Druckgradien

ten von etwa l5bar/sec Anforderungen an die Anlage. Es sei

noch einmal darauf hingewiesen, daß im Rechenmodell ein

spontaner Ausfall des Verdichterkreises vorausgesetzt vnrrde ,

In Wirklichkeit werden die Druckgradienten durch die Trägheit

des Systems gemildert.

Bei der Einkreisanlage sind vermutlich noch größere Transienten

zu erwarten.

3.4 Turbinenschnellschluß und Lastabwurf----------------------------------------
Turbinenschnellschluß und Lastabwurf stellen erhebliche An

forderungen an die Regelung und die dynamische Stabilität der

Anlage. Da sich beide Störfälle verschieden auswirken, sollen

sie im folgenden getrennt betrachtet werden.
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3.4.1 Turbinenschnellschluß

Schnellschluß der Turbine beim GSB mit indirektem Kreislauf

führt zu keiner schwen~iegenden Störung im Hinblick auf die

Anlagensicherheit. Die Kühlung des Reaktors ist durch ent

sprecllende Speisewasserversorgung der Dampferzeuger gewähr

leistet. Ein Abfahren des Reaktors ist notwendig.

Die Verhältnisse liegen einfacher bei einer Anlage mit

mehreren parallelen direkten Gasturbinenkreisläufen, weil die

Reaktorkühlung durch die verbleibenden Kreisläufe gewähr

leistet ist. Der Druckpegel im gesamten Systerr wird um

einige Prozent absinken infolge des Druckausgleiches im ge

störten Kreislauf. Eine entsprechende Leistungsrücknahme

des Re alct.oz-s ist notwendig.

Beim Direktkreislauf mit nur einer Turbine muß durch ein oder

mehrere Notkühlsysteme die Nachwärmeabfuhr des Reaktors ge

währleistet 'V/erden. Ein Schnellschluß des Reaktors ist in

diesem Falle notwendig.

3 • 4 .2 Las t.abwur' f

Ein Lastabwurf ist im Hinblick auf die Anlagensicherheit für

den GSB mit indirektem Kreislauf kein schwervliegender Stör-·

fall, sofern er nicht mit einem Netzausfall gekoppelt ist.

Bei dieser Trennung des Generators vom Netz ist die Speise

wasserversorgung und die Versorgung aus dem internen Kraft·

werksnetz möglich und die Kühlung des Reaktors gesichert. Bei

gleichzeitigem Netzausfall muß die Versorgung der Kühlein

richtungen durch besondere schnellanlaufende Notstromein-

richtungen ill)erno~~en werden.

Der Lastabwurf stellt für Anlagen mit direktem Kreislauf auch

bei gleichzeitigem Netzausfall keinen besonderen Störfall dar.

Durch die Bypassregelung kann die Anlage in diesem Falle im

Leerlauf weter betrieben werden und steht für eine sofortige

Wiederbelastung zur Verfügung.

Ein Dampfeinbruch in die Ile Lf.ur-: .rnosr-' .e im Spannbetonbe

hälter hat Konsequenzen in zweifache~ Hinsicht.Einmal bewirkt der
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Einbruch eine Reaktivitätsänderung (zunächst negativ) i~

P~aktorkern, die ourch die Regeleinrichtung ~~gefangen werden

muß. Zum anderen führt das Dampfleck zu einer Druckerhöhung

im Spannbetonbehälter. Bei den Varianten 4 un.d 7 kann es zudem

noch zur Korrosion des Brennstoffhüllmaterials kommen. Zur

Untersuchung des Reaktivitätsverhaltens ist die Leckrate eine

wichtige Eingangsgröße, während für oie Belastung des Kessels

die insgesamt eingeströmte Henge vlichtig ist. Realistische

P~gaben für den Mengenstrore und die eingeflossene Gesamtmenge

sind zur Zeit schwierig zu machen. Diese Größen werden sowohl

vom Dampfzustand und dem Ort des Lecks als auch davon bestimmt,

inwieweit die Dampferzeuger voneinander isoliert werden können.

Eine grobe Abschätzung für angenommene Bedingungen zeigt, daß

anfängliche Leckraten in der GrößenorcJ1ung von 10 kgjsec beim

Bruch eines Verdampferrohres zu e rwar t.en sind. Die vollstä.ndige

Entleerung eines von insgesamt acht Dampferzeugern würde den

Druck im Spannbetonkessel um etwa 20 at erhöhen. Bei einer

Leckrate von 10 kgjsec hat sich nach 10 sec ein Feuchtigkeits

gehalt von etwa 5000 ppm im Helium eingestellt. Diese Kon-

zentration ist so hoch, daß ihrZüwachsen schon frfu~zeitig

festgestellt werden kann. Um den fehlerhaften Darr~ferzeuger

isolieren zu können, ist es allerdings notwendig, auch die

Lage des Rohrbruches zu lokalisieren, was u.U. sehr viel

schwieriger sein könnte, als die Messung des ansteigenden

Feuchtegehalts •

Wegen der auftretenden Druckerhöhung muß der SBB enoTeder auf

einen entsp~hend hohen Druck ausgelegt werden,oder aber es

müssen Sicherheitsventile mit nachgeschalteter i';Auffang- oder

Dekontaminationsanlage vorgesehen werden.

2~~_~~ef~E~~_9g~~_~~2~~~!_YQ~_~Qn~E2!12~~e~~

Während des normalen Reaktorbetriebes ist der Wert aller ein

gefahrenen Kontrollstäbe beim GSB mit stabförrr:iqen Brennele

menten kleiner, beim GSB mit coated particle Brennelementen
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größer als 1$. Ein Herausschleudern der Kontrollstäbe

kann durch eine geeignete konstruktive Lösung verhindert

werden. Ternperaturerhöhungen des Brennelements für den

hypothetischen Unfall des Herausschleuderns eines Kontroll

stabs in 0.1 sec sind in Ref. [2lJ berechnet worden und

erwiesen sich für stabförmige und coated particle Brenn

elemente als akzeptabel. Hinsichtlich des unbeabsichtigten

Ausfahrens eines Kontlrollstabs kann die Auslaufgeschwindig

keit begrenzt werden. So ist bei GGA der Stabantrieb so

ausgeführt, daß eine Auslaufgeschwindigkeit von etwa 25 cm

per Hinute nicht überschritten we rderi kann. Im Vollast···

zustand beträgt die Reaktivitätsdifferenz zwischen neuem

und abgebranntem Kern ~eniger als ein Dollar.+) Diese

Differenz wird von drei Regelstäben kompensiert. Unter

suchungen haben ergeben, daß das Ausfahren eines der drei

Stäbe mit seiner maximalen Geschwindigkeit nicht zu einer

unzulässigen Hüllrohrtemperatur führt, wenn die därnp f'en de

Wirkung des Dopplerkoeffizienten und Schnellabschaltung

aufgrund 1.2-facher Nennleistung berücksichtigt wird.

Im kalten Zustand müssen zusätzlich mindestens ,;':ei tere 2

Dollar Reaktivität von den Regelstäben kompensiert werden.

Der Verlauf eines Störfalles hängt davon ab, wieviel Kon

trollstäbe am Auslauf beteiligt sind und wann Schnellab

schaltung eingeleitet wird. Die Rechnungen von GGA haben

gezeigt, daß auch Störfälle dieser Art sicher beherrscht

werden können, ohne daß extreme Forderungen an die Schnell

abschaltung gestellt werden müssen.

~!.Z_.!Sgh!~!~~~!Y~!:!!:1§E_~~9..!t!1;~E12~ ..!3Qh!:E~!:.~~!:_J;:~!_~§.12 _1]! !:

Q~1]E~:':~!:12!!!~

Für den GSB mit indirektem Kreislauf ist vorgeschlagen wo rden ,

daß Heißgas den Dampferzeugerkavernen im Inneren eines ko-

+)Die vom Arbeitskreis Physik durchgeführten Rechnungen lassen

einen höheren Reaktivitätshub erwarten,dessen Folgerunqen

hier nicht berücksichtigt sind.
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axialen Rohres zuzuführen und das Kaltgas Lm äul3cren Teil

des Rohres in den BehälterinnenrauIT. z urückzufühxen ,

Ein Bruch dieses Rohres stellte dann einen direkten Bvoass

zmn Core dar une würde damit seine Kühlung herabsetzen.

Rechnungen haben ergehen, daß der I>1assen fl uß durch das Core

auf 70% reduziert wird. Tritt gleichzeitig ein KUhlmittel

verlust auf r so s i nd bei verschiedenen Ur..isch··) nrückeri d i.e

Nassenflüsse dirroh das Core wie folgt;

Druck. r bar

Druckerhöhung i.rn
Gebläse, bar

,ühlmittelfluß, %

Gebläseleistung, %

70

2 Jj7

71

118

10

0.382

10

14

5

0.191

5

7

J .1

0.0·12

1

1.S

Tabelle x. CorekUhl ung und Leistuncrsbeclarf der Gebläse

Kühlmittelverlust und internem Bohrreißer.

bei

Der EinflUß der Reynoldszahl ist dabei nicht berück.sichtiqt..

Nähere Einzelheiten der Rechnung sind der Re f. [13] zu errl.-:

nehmen.

2z: ~_..~gh!~t:t!:~1Y~!:!~~!:_ ..~l}~LE:~;~g~!!_2!~~~_r;;;:~!~!§!~f~.~ ..~~!~Q~g
mit Gasturbine...,0 __.. __.... _ ..""__._ .. _

Fäll t ei.n von 3 Kreisläufen eines CSB mit Gast.urbine aus und

tritt gleichzeitig ein Kühlmittelverlust ein, so unterscheiden

sich die Transienten, wenn das Leck auf der I-Ioch- oder 1'1io

derdruckseite regt.

Es vlird angenommen, daß aus dem NiederdruckvolUt-nen V,.. Gas durch
("

ei.n Loch mi,t 36 cm Durchmesser ausströmt. Die IZreisläufe 1 und

2 sollen dabei im Normalbetrieb bleiben.
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~bb. 4.10 zeigt den Verlauf der Leistungen in den ersten

60 s : Die Ve rdd cht.er Iei.s t.unq NI{ (1,2) fällt kontinuierlich

auf 0,29 nach 60 s ab, die Turbinenleistung fällt zuerst

stark ab, erreicht nach 2 s den Wert 0,815, steigt wieder

auf 0,82 nach 3 s an und. fällt danach kontinuierlich ab.

Noch empfindlicher reagiert die Kupplungsleistung, die nach

1 s den Wert 0,63 erreicht, wieder ansteigt, bei 4 sein

I'laximum von 0,75 hat 11.'1.d dann stetig abfällt. Der Endvlert

bei 60 s beträgt für NT(1,2) 0,27, für N(1,2) 0,25.

Das Auffüllen des Niederdruckvolu.~ens V~ ist kennzeichnend
'-'

für die ersten Sekunden des Vorganges. Das Ausströmen von

Gas macht sich nicht so bemerkbar, da der Vorgang über

kritisch abläuft. Nachdem das Volumen Vc etwa den 2,2-fachen
,;:)

Druck erreicht hat (Abb. 4.11), steht wieder mehr Gas für

die anderen beiden Kreisläufe zur Verfügung und die Leistung

der Turbinen (N~(l ~) sowie die Kupplungsleistungen (N(l ?,)
- 1~ ,_.,

steigen wieder an, bis sich das Ausströmen bemerkbar macht:

Der Druck Ps fällt kontinuierlich ab.

Abb. 4.12 zeigt den Verlauf der übrigen J<:reislaufdrücke, die

stetig abnehmen und nach 60 s bereits zwischen 0,27 und 0,3

liegen.

Für das Leck im Hochdruckvolumen VS I ergeben sich unter den

Voraussetzungen wie oben, jedoch für ein Leck von 25 cm ~,

die Transienten der Abb. 4.13 his 4.15.

Die Voraussetzungen des Rechenmocells sind in Ref.[12] zu

s~~engestellt. Als wichtigste Annah~ß ist zu nennen, daß bei

einem Bruch im Kreislauf alle Maschinen schlagartig stehen

bleiben und der nruckeuscLe i.ch innerhalb des ICreislaufs und.

mit dem Containment nur auf Grund der im Augenblick des

Bruches bestehenden Druckdifferenz erfolgt.
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Erfolgt der Bruch der Heißgasleitung zwischen Reak.tor

und Turbine so geht aus den Kurven der Abb. 5.2 hervor,

daß zusätzlich zur Druckabsenkung ein Druckausgleich in

den drei Kreisläufen stattfindet.

Der Druck in den Volumina TUP. 1 und 'rUF- 2 (Turbine, Wärme-'

tauscher, Vorkühler und Rohrleitungen) steigt erst von

35 ata auf ca. 49 ata an und sinkt dann gemeinsam mit den

Drücken der übrigen Räume kontinuierlich auf den Ausgleichs

druck ab. Das Volumen TUR 3 erreicht bei der anfänglichen

Druckerhöhung nicht den obengenannten '\ilJert, da hier das

Ausströmen aus einer verhältnismäßig groben öffnung statt

findet. Der Ausgleichsdruck wird nach ca . 8 Sekunden er-

reicht und hat einen Wert von etwa 9,0 ata.

Abb • .s.4 gibt die Ergebnisse für ein Leck in der Eeißgas·

leitung mit einem Dur.chmesser von 27 cm. Hier hat der Aus

strömvorgang, bedingt durch das bedeutend kleinere Leck

kaum einen Einfluß auf die Druckverläufe in den Kz'e i.s Lauf»

komponenten. Durch den angenommenen Stillstand der Maschine

erfolgt innerhalb der ersten ca . l, 5 Sekunden der Dzuok»

ausgleich im Kreislauf. Ein merkliches Absinken auf den

Ausgleichsdruck mit dem Containment ist erst anschließend

sichtbar. Der Ausgleichsdruck ist nach ca. 210 Sekunden

erreicht und hat, wie in allen weiteren Fällen einen Wert

von ca. 9,0 ata.

Ist das Leck in der Heißgasleitung nur 5 cm ~,so erfolgt

der Druckausgleich in etwa 100 Hinuten.

Beim Bruch der Kaltgasleitung in einem Kreislauf zvlischen

Wärmetauscher und Hochdruckverdichter erfolgt der Druck

ausgleich durch den geringeren Rohrquerschnitt in 18 sec

und ist damit länger als beim Bruch der Heißgasleitung

zwischen Reaktor und Turbine.
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Ein Leck von 27 cm ~ in der Kaltgasleitung wirkt sich ähn

lich aus wie ein Leck gleichen Durchmessers in der Eeiß

gasleitung.

3.10 Ausleouncrsunfall
--~-------~--~~------

Bei der sicherheitstechnischen Beurteilung gasgekühlter

thermischer Hochtemperaturreaktoren in Deutschland wird zur

Zeit von folgenden Voraussetzungen ausgegangen:

1) Das Bersten eines Spannbetonbehälters kann bei,
entsprechender Auslegung ausgeschlossen werden.

Versuche mit 110dellen haben diese Eigenschaft

bestätigen können.

2) Die Panzerrohre in den Durchführungen des Spann

betonbehälters sind als Ausschnittsverstärkungen

gegenüber Innendruckbeanspruchungen überdimensioniert,

bzw. stützen sich gegen den Spannbeton ab, so daß

bei sorgfältiger Fertigung und Prüfung ein Aufreißen

innerhalb der Betonwand ausgeschlossen werden kann.

3) Jün druckfester und gasdichter Doppeldeckelabschluß

der Behälter-Abschlüsse '/lira als sicher gegen p Löt.z -:

lichen Aktivitätsaustritt angesehen, wenn der Zwischen

raum ständig auf Led~age übenlacht wird.

Dadurch können mögliche Rißbildungen an Schweißnähten

und Flanschdichtungen rechtzeitig erkannt und Gegen

maßnahmen eingeleitet werden (z.B. Abschalten und Ab

pumpen des Kühlgases in Vorratsbehälter) •

Ein Pillschlußmit vorgeschalteter Querschnittsbegrenzung

ist ausreichend sicher, wenn im Falle eines Versagens

des äußeren Abschlusses die austretende Kühlgasmenge

über die Belüftungsanlage und den Kamin abgeführt werden

kann. Hierbei wird allerdings vorausgesetzt, daß bei
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Abführen des Kühlgases über den Kamin keine ~~zu

lässigen Strahlenbelastungen in der Umgebung des

Kraftwerkes auftreten. Bei Kühlgasaktivitäten um..
lo~ Curie ist dies erfüllt.

4) Das Aufreißen von Rohrleitungen kann grundsätzlich

nicht ausgeschlossen werden.

5) Das gleichzeitige Aufreißen einer Rohrleitung kleinen

Durchmessers und deren druch:.festen Urr.mantelung kann aus-·

geschlossen werden, wenn der Zwischenraum ständig auf

Leckage übenlacht wird, sodaß rechtzeitig Gegenmaßnahmen

eingeleitet werden können. (siehe Punkt 4)

6) Ein gleichzeitiges, unabhängiges Aufreißen ~on geschlossenen

Systemen innerhalb und außerhalb des Primärsystems kann

bei sorgfältiger Prüfung und Abnahme sowie bei ent

sprechend sicherer Konstruktion ausgeschlossen werden

(z.B. Rohre der Dampferzeuger innerhalb und außerhalb des

Spannbetonbehälters) •

7) Ein "ground-release lf (Aktivitätsabgabe in Erdbodennähe

beim totalen rzühlmittelverlust) soll sehr unwahrscheinlich

sein. Falls auf ein Containment verzichtet wird, muß die

Ausströmung dabei so langsam erfolgen, daß eine Abgabe

über den Kamin durch entsprechende Maßnahmen sicherge

stellt werden kann.

8) Die Druckabsenkungsgeschwindigkeit ist im Störfall so zu

beg(t"enzen, daß schwerwiegende Folgeschäden im Rea~torkern

und im Kreislauf nicht eintreten. Die Funktion der Ab

schalteinrichtung darf duch die Druckabsenkung nicht ee-

einträchtigt werden, der Reaktor muß schnell und sicher

abgeschaltet werden können. Ferner muß die Nachwärmeabfu."'lr

jederzeit sichergestellt sein.
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Definition des GaU
~--------,.__._-~-

Mit den vorgenannten Bedingungen läßt sich durch kon

struktive Maßn~lmen erreichen, daß ein schneller Druck

verlust ausgeschlossen werden kann.

Eine Spezifizierung dieser Maßnahmen ist in Ref. [9J ge

geben. Mit den o.g. Voraussetzungen und unter Einhaltung

der vorgeschlagenen konstruktiven Lösungen kann eine

schnelle Druckentlastung verhindert werden. Als Auslegungs

störfall gilt das Versagen eines Behälterabschlusses , wo-

bei die ausströmende Menge durch den freien Querschnitt

der Querschnittsbegrenzung bestimmt wird bzw. das Reißen

einer nichtummantelten Rohrleitung, wobei der freigelegte

Querschnitt maximal dem der Querschnittsbegrenzung ent

spricht.

Es ist technisch möglich, den freien Querschnitt der Quer

schnittsbegrenzung auf 2 cm2 zu begrenzen, so daß cer Druck

ausgleich auf 1 ata erst nach mehreren Stunden erfolgt. Die

dabei auftretende Druckabsenkgeschwindigkeit im Behälter

ist so gering, daß keine Schäden innerhalb des Behälters

zu befürchten sind. Eine ausreichende Kühlung des Cores

ist in dieser Zeit möglich. Der Ausfall eines Gebläses wird

unterstellt. Bei einer solchen Auslegung ist kein Contain

ment zur Aufrechterhaltung eines Gegendruckes erforderlich.

Bei diesem Unfall werden die im Kühlmittel stationär ent

haltenen Aktivitäten freigesetzt, siehe Abschnitt 2.3.

Grobe Abschätzungen lassen eine Freisetzung von 3 • 102 

3 • 105 Ci erwarten, zum überwiegenden Teil radioaktive

Edelgase. Die Ableitung dieser Aktivitäten über einen

Schornstein von ca. 150 m Höhe würde auf zulässige Stör-

falldosen in der Umgebung führen.
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Bei höheren Systemdrücken als 70 bar muß die Querschnitts

begrenzung einen entsprechend geringen kleinen Ouerschnitt

aufweisen, was z.Zt. technisch nicht realisierbar ist. Es

besteht hier die Möglichkeit, alle Durchbrüche als dichte

und druckfeste Doppelabschlüsse auszuführen. Darüberhinaus

besteht die Möglichkeit, als Auslegunqsunfall einen raschen

K~~lmittelverlustbei Verwendung eines Containments zuzu

lassen. Diese Variante wird durch folgende Merkmale be

schrieben.

1) Auslösung durch Versagen eines Deckels einer Dfu~pferzeu

gerkaverne ,

2) Beschränkung des anfänglichen Kühlmittelverlustes ent

sprechend einer Zeitkonstanten von etwa 100 Sekunden.

Dies wir6 durch geeignete Konstruktion der Behälterab

schlüsse bzw. durch den Einbau von Durchflußbegrenzern

erreicht.

3) Die Schnellabschaltung des Reaktors ist durch das Vor

handensein von zwe i, voneinander unabhäriqdqen Abschalt

systemen gewährleistet.

4) Eine äußere gegendruckhaltende stahlhülle wird als we

sentlicher Bestandteil der Notkühleinrichtung vorgesehen.

5) Durch geeignete Wahl des Gegendrucks kann der Ausfall

mehrerer Cebläse toleriert ...."erden.

6) Al.Le im Kühlmittel enthaltenen Spaltprodukte ....·,erden in

die Sekundärhülle freigesetzt, zuzg1. 1% der im Primär

kreislauf abgelagerten N(tivitäten.

7) 10% der in den Leerräumen zwischen Brennstoff und Brenn

stoffhüllen unter Druck gespeicherten Spaltprodukte wer

den im Verlauf des Störfalles aus dem SBB freigesetzt.

8) Alle z.zt. des Unfalls noch im Brennstoff eingeschlossenen

Spaltprodukte we r den in diesem zurückgehalten, da die

Brennstofftemperaturen vom Zeitpunkt des Unfallbeginns

an nicht nennenswert über oie Betriebswerte ansteigen.
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Obige Vereinbarungen wurden für die vollintegrierte

Dampfkreisanlage getroffen. Sie gelten im Prinzip auch

für die vollintegrierte Gaskreisanlage. Für die nicht

integrierte Gasturbinenanlage gelten sie nur dann, wenn

für die großen Durchführungen technische Lösungen ak

zeptiert werden, die einen schnelleren Kühlmittelverlust

begrenzen.

Alle über den GaU hinausgehenden s chwe reren Unfälle gelten

nach menschlichem Ermessen als ausgeschlossen. Beim Studium

hypothetischer Unfälle interessiert die Frage nach den

Konsequenzen, falls die beim GaU angenomrr~nen Voraussetzungen

nicht erfüllt sind.

Das Coreschmelzen ist ein solch hypothetischer Unfall, der

in der Literatur häufig betrachtet wird.

Über den Ablauf der dann eintretenden Zerstörung herrscht

noch große Unklarheit. Obwohl plausible Gründe für das

Ausbleiben einer nuklearen Exkursion als Folgeschaden ange-

führt werden können, ist es derzeitig nicht möglich, den

sicheren Nachweis zu führen, daß es im Verlauf der Zer-

störung zu. einer Kompaktierung kommt, die ausreicht, eine

promptkritische Ex.~ursiol1 einzuleiten. Hier unterscheidet

sich der Gasbrüter vom Natri turbrüter, bei dem u , U. die Ge

fahr besteht, daß lokale Kill1lstörungen über eine Propagation

zu einer promptkritischen By~ursion führen.

Unterstellt man den pessimistischen Fall, bei dem das kom

pakte Core plötzlich nach unten fällt und beim Aufschlag

kompaktiert, so sind Reaktivitätsrampen von größenordnungs

mäßig 50 bis 100 $/sec zu erwarten.

Selbst wenn man Rampen von 100 $/sec, unterstellt, so ergab

eine Abschätzung von GGA für einen 330 ~nq Prototypreaktor

eine Energiefreisetzung von 1000 r-1J. In Ref. [22] wur-de

für einen dampfgekill1lten Schnellen Brüter eine~ Leistung von

1000 MW bei gleicher Reaktivitätsrampe eine für die Ex-
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pansionsarbeit verfügbare Energie von 1800 MJ abge

schätzt. In beiden Fällen führte die E~~ursion nicht

zu einer Zerstörung des SBB.

Die in Abschnitt 1 erwähnten verschiedenen Varianten

unterscheiden sich in folgenden wichtigen Merkmalen, die

für die Sicherheit von Bedeutung sind:

- Brennelement

- Betriebsdruck

- Gasführung

- Beladung

- Anlagenbauweise.

Im folgenden wird ihr Einfluß auf das Störfallverhalten

bzw. der relative Aufwand, mit dem das Störfallverhalten

beherrschbar wLrd , f ür' die vorgeschlagenen 6 Konzepte

behandelt.

Die verschiedenen GSB Varianten we rüen nach dem in Ab-

schnitt 3.1 genannten Sicherheitskriterium analysiert.

Hierbei ergeben sich zu dessen Einhaltung verschiedene An-

forderungen an die einzelnen Varianten. Diese Anfordertmgen

bedingen somit einen unterschiedlichen Aufwand zur Reali

sierung der geforderten 8icherheit. Obwoh L zurrt gegenwärt'igen

Zeitpunkt einige sicherheitstechnisch bedeutsamen Konstrw(

t.LonsmerkmeLe noch nicht festliegen, läßt sich dieser l\uf-

wand bei den vorgeschlagenen GSB Konzepten zumindest quali

tativ abschätzen:mnd eine relative Bewertung der Varianten

untereinander angeben.
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Brennelement:

Als Brennelernentvarianten wurden vorgeschlagen

- vented fuel, oxydischer Brennstoff (GSB Variante 1)

- vented fuel, karbidischer Brennstoff (GSB Variante 2)

- strong clad fuel, oxydischer Brennstoff (GSB Variante 6)

- coated particles (GSB-Variante 7)

Von sicherheitstechnischer Bedeutung ist das Brennelement
~

vor allem hinsichtlich der Aktivitätsfreisetzung, des

Reaktivi tätsverhal tens und der Verträglichkeit mit Hasser.

Hinsichtlich der bei einem Kühlmittelverlust freigesetzten

Aktivitäten ergibt sich auf Grund der in Abschnitt 3.2

durchgeführten Abschätzungen ein Vorteil für die Variante 1

sowohl für den schnellen wie auch langsamen Kühlmittel

verlust, siehe Tabelle XI

In den SBE entlassene Langsamer Verlust Schneller Verlust
Aktivität, Curie

._--_.
Variante 1 3 102 3 102

Variante 7 1 105 1 105

Variante 6 3 105 7 106

Tabelle XI. In den SEB freigesetzte Aktivi tä ten bei ver

schiedenen GSB Varianten.

Die Angaben für die Varianten 6 und 7 liegen relativ nahe

beieinander. Ihr Unterschied sollte auf Grund der Unsicher

heiten in den Annahmen nicht überbewertet werden. Die

Variante 2 sollte zwischen den Varianten 1 und 7 einge

ordnet werden.



D 42

Die bei einem lanqsamen Klli~lmittelverlust freiaesetzte- . - - - ~

~ctivität kann mi~ einem gasdichten Re~ctorgebäude in

Verbindung mit einem hohen Abluftkamin so abgeführt werden,

daß mit keiner unzulässigen Gefährdung der Umgebung ge

rechnet werden muß. Von der freigesetzten Aktivität her kann

bei der Variante mit strong clad vermutlich kein schneller

Kühlmittelverlust ohne Vorhandensein eines Containments

toleriert werden. Etwas günstiger kann sich u.U. die Variante

mit coateä particles verhalten. Keine Probleme ergeben sich

diesbezüglich für das Vented Fuel Xonzept.

Die in das Primärsystem freigesetzte AJ:tivität bea t.i.mmt; die

Wartbarkeit der Anlage. Nach den Ausführungen in Abschnitt

2.3 ist bei der Variante I wesentlich weniger Aktiviät

im Primärkreislauf abgelagert als bei den anderen Varianten,

was dieses GSB Konzept begünsti~t.

Durch das weichere Spektrum ergibt sich für Variante 7 ein

größerer Dopplerkoeffizient, als für die Ubrigen Varianten,

worai,t die dynamische Cor'e s t.abLl.Ltät noch besser wirö.. Anderer

seits liegen die Reaktivitätswerte der Kontrollstäbe höher

als bei den Varianten I, 2 und 6. Dieser Nachteil kann durch

einen entsprechenden höheren Aufwarid im Steuer- und An t r Leba-:

system ausgeglichen werden.

Eine weitergehende Wertung kann erst nach Vorliegen ausführ

licher Physikrechnungen erfolgen. Insbesondere muß das Re

aktivitätsverhal ten auf'qrund strahleninc.3uzierter Ceorne t.rLe-:

veränderungen im Core untersucht we rde n , Es we r den keine

unüberwindbaren Schwierigkeiten erwartet. Dieses Problem

muß auch für den Natrit~reaktor gelöst werden.

Schließlich ist die Verträglichkeit. der Drennelemente mit

Wasser von Wichtigkeit (Rohrreißer in einem Dampferzeuger) •

Die Variante I mit rostfreiem Stahl ist am unempfindlichsten

gegen einen solchen Dampfeinbruch. Am ungünstigsten eürfte

sich die Variante (7) mit coated particles verhalten. Die

Verträglichkeit des rostfreien Stahls mit Wasser kann u.li.



auc~ eine größere Bedeutung erhalten, wenn es sich als

z·ileckKäßig er.veisen sollte, eine Uot- und Langzei t-·

küIlleinrichtunq basierend auf V'iasser-NaturvJ1tlauf bereit-

zustellen.

Die Zufuhr von Wasser führt wohl bei den GSB Varianten

zunächst zu einer Reaktivitätsmincerung, letztlich aber

zu einen Reaktivitätsgewinn. Es ist aber fes tz uhaLt.en ,

c.aß die resul tierenden Re ak t.L vi tätsrarr.pen genügend klein

sind, ULl ohne Schvlierigkeit vom Regelsysten beherrscht

werden zu können.

Be triebs druck

Der BetrielJsdruck liegt bei den Varianten 1: 6 und 7 bei

70 bar und carru t nur ur e twa 20 bar über dem
,...
r:ur rrode rne

EI'E' s , Damit läßt sich eine integrierte Eauv-Jeise duzch-:

führen. Der höhere Druck von 120 bar bei Variante 2 er-

fordert höheren Entwicklungsaufwand und höhere Ausflihrungs

kosten und außerdem ist die ~1ärmeabfuhrkapazität bei at-·
L···· ~ ,. t '1\,"1-. ~ -r.t 1 ..L 120reospnariLscnenl urucx ~ners er l."ia~J.erung UL-r~ cen r aKl..Or -7-0

oder um rund. 70% geringer als bei den übrigen Vaz'Lan t.en ,

Das bedeutet aber, daß die minimal zul&ssige Zeit des

Druckverlusts bei Variante 2 näherungsweise um den Faktor

8 größer und das max , zulässige Leck um den Faktor 7

kleiner sein darf als bei den Varianten 1, 6 und 7. Diese

Ab s chä't.z unqen ergeben sich aus den Abb , 5 und 6. Für diesen

Fall besteht die Höglichkeit ,ein gegendrud';:haltendes Con

tainment zu ve rweriden oder alle Durchführungen durch doppel-

dichte und druckfeste l~schlüsse zu verschließen.

Lediglich in aer VariaTlte 7 ist der Kühlgasstrom im Core

aufwärtsgerichtet, bei den übrigen Varianten dagegen ab-

wärts. In heiden Fällen ist vom Arbeitskreis Komponenten
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vorgesehen worden, das Heiß- und Kaltgas den Dampferzeuger~

kavernen in koaxialen Rohren zuzuführen. Für die Varianten

1, 2 und 6 liegen die Rohre im unteren Teil, für Variante

7 im oberen Teil des Behälters.

Da der GSB zur ausreichenden Kühlung auf zwangsumlauf ange

wiesen ist, bedeutet die der natürlichen Konvektion ange

paßte Strömungsrichtung keinen Vorteil. Der mit der Ab

wärtsströmung verbundene Aufbau eines hängenden Cores hat

den Vorteil, daß ein durchgeschmolzenes Brennelement (z.B.

bei Blockierung eines Kühlkanals) aus dem Core herausfällt.

Koaxiale Gasleitungen haben den Vorteil, daß der Liner nur

gegen Kaltgas isoliert werden muß. Die konzentrischen Lei

tungen sind in ihren Durchdringungen u.U. insgesamt kompli

zierter und somit störanfälliger. Vieles hängt jedoch von

noch unbekannten Details ab, sodaß zunächst alle Varianten

als sicherheitstechnisch gleichwertig eingestuft werden

sollten.

§_~~adun~_

Für die Varianten 1, 2 und 6 ist ein hängendes Core mit

Beladung von unten vorgesehen. Dabei kann also bei einem Be

ladeunfall ein Brennelement nur aus dem Core herausfallen

und so zu einer Reaktivitätsverminderung führen, während

dieser Unfall bei Variante 7 zu einem Reaktivitätsanstieg

führt.

~nla~!1bau~eise:

Für alle GSB Varianten ist eine integrierte Bamleise vorge

sehen. Das Prinzip der integrierten Bauweise muß nicht erst

entwickelt werden. Es kommt für thermische Reaktoren (THTR,

Fort St.Vrain in USA, Magnox und AGR's in England) bereits
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zur Anwendunq. Im Unterschied zu den Spannbetonbehältern

dieser Reaktoren ist für den GSB ein SEn mit einerr relativ

großen zentralen Deckel vorgesehen. Festigkeitsmäßig muß

dieser Deckel dem SBB äquivalent sein. Für die Dampferzeuger

öffnungen we rdcn ein druck fester und gasdichter Doppeldeckel·

abschluß vorgeschlagen.

Als eine alternative Lösung bietet sich ein einfacher Ab

schluß an. Um den Kühlmittelverlustunfall zu beherrschen ist

in diesem Fall ein dichtes und druckhaltendes ContainIr'cnt

erforderlich.

Dei gleichen Kosten ist die erste der genannten Versionen

vorzuziehen, da sie sicherstellt, daß der Unfall garnicht

auftreten kann. Die zweite Version, vom Standpunkt der Sicher

heit für die Bevölkerung gleichwertig, hat den Nachteil,

daß wesentlich mehr Analysen hinsichtlich des Unfallablaufs

notwendig sind, um eine den Anforderungen gerechte Lösung

für die Systemauslegung zu gewinnen. Außerdem müssen die Ein

bauten für die Transienten ausgelegt werden, die mit einem

raschen Kühlmittelverlust auftreten. Aufgrund der bisher

vorliegenden Untersuchungen kann ein Kühlmittelverlust l'1it.

einer Zeitkonstanten von etwa 100 Sekunden noch toleriert

werden.

Was das ß~enA~~~m~nt betrifft gelten ähnliche Argumente wie
in Abs chn , 4.2.

Der ,~e~ri~s~~~~ liegt bei den Varianten 4 und 7 mit 90 bar

zwä s chen den Drücken der Variant.en mit indirektem I(reislauf,

womit bei der Analyse des Störfalls Kühlmittelverlust analog

vorgegangen werden kann.

Bezüglich der Be~ad~q unterscheiden sich die Varianten 4

~~d 7 wie die entsprechenden Varianten mit indirektem Kreislauf.
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Hinsichtlich der G<:l.sführ..UD:g_und__~l~g_enb~t1ilJ'ei~ bestehen

für beide Varianten 4 und 7 noch mehrere Alternativen offen,

die im Detail weniger durchgearbeitet sind:

a) Vollintegrierte Bauweise, 1 Turbosatz ill10 2 Nachwärme

ab fuhrsys terne

b) Nichtintegrierte Bauweise, 1 Turbosatz und 2 Nachwärme

abfuhrsysteme

c) Nichtintegrierte Bauweise, 3 parallele Turbosätze.

Die vollintegrierte GSB-Variante mit direktem Kreislauf (a)

unterscheidet sich von der Varianten mit ifndirektem Kreis

lauf in folgenden Punkten.

- Wellendurchführung , da der Generator außerhalb des SEB' s

ist.

- Es smfid größere Druckunterschiede im System, womit bei

Regelvorgängen~~dStörfällen größere transiente Druck-

unterschiede auftreten.

- Die Durchbrüche im SBB sind größer als bei den Varianten

mit indirektem Kreislauf.

Bei einer zufriedenstellenden Lösung dieser vorgenannten

Punkte ist die vollintegrierte GT Variante der vollintegrierten

DT Variante sicherheitstechnisch gleichwertig.

~!Sh~!U~~9f!~f~~_~!_Y~f!~t~

Bei der nichtintegrierten Bauweise müssen alle aus dem Reaktor

herausgeführten Kühlgasleitungen bis zu bei Ausgleichsdruck

schließenden Absperrarmaturen für den vollen Druck von 90 bar

doppelwandig ausgeführt werden. Außerdem befinden sich

Querschnittsbegrenzungen in den Rohrleitungen. Bei deren Auf

reißen tritt ein schnellerer Kühlmittelverlust als für die



Dampfturbinenvariante ein, siehe Abschnitt 3.10. Es muß

hierbei sichergestellt sein, daß die Integrität des

Coreaufbaus sowie eine ausreichende Core-Kühlung während

des Ausströmvorgangs gewährleistet ist. Nach erfolgter

Schnellabschaltung und nach Erreichen des Druckausgleichs

ist die Kühlung sichergestellt, wenn die ]l.~bsperrarmaturen

(nach Druckausgleich) und die Armaturen im :Nachvlärmesystem

funktionieren.

Ein schneller Druckverlust durch Leitungsbruch müßte nicht

in Betracht gezogen werden, falls eine Doppelrohrleitung

großen Durchmessers sicherheitstechnisch akzeptiert wird.

Die GSB Varianten mit indirektem Kreislauf sind aufgrund

der gebauten und geplapten thermischen gasgekühlten Reak

toren detaillierter beurteilbar und dfu~er nach heutigem

Stand der Technik leichter realisierbar als die mit direktem

Kreislauf.
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1. Einleitung

1 .1 Aufgabe

Aufgabe des Arbeitskreises Wirtschaftlichkeit ist es gewesen,
für die im Rahmen des Memorandums untersuchten Gasbrüter das
Potential der Stromerzeugungskosten (ohne Berücksichtigung
des Entwicklungsaufwandes) abzuschätzen, sie mit denjenigen
anderer Kernkraftwerke zu vergleichen und auf die resultie
renden Unterschiede hinzuweisen.

Da gerade bei schnellen Brütern die Stromerzeugungskosten in
hohem Maße durch die Anlagekosten bestimmt werden, sollte
versucht werden, die Güte der Anlagenkostenschätzung zu be
werten, besonders im Vergleich zu Anlagen, die bereits ge
baut oder verbindlich angeboten worden sind.

1.2 Ergebnis

Es wurde gefunden, daß die Stromerzeugungskosten der ver
schiedenen Gasbrütervarianten verhältnismäßig nahe beiein
ander und als Gruppe unter denjenigen der Leichtwasserreak~

toren liegen. Diese wurden deshalb als Vergleichsmaßstab
herangezogen, weil sie bisher als einziger Typ der 1000 MWe
Größenordnung in Deutschland verkauft worden und weil dem
zufolge ihre Kosten am zuverlässigsten bekannt sind.
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Die relative Reihenfolge der Gasbrüter untereinander kann
aufgrund der errechneten Stromerzeugungskosten alleine nicht
bewertet werden, da die einzelnen Varianten

1.) nicht kostenoptimiert sind,

2.) sich nicht auf gleichem Stand der Technik befinden
und·demzufolge

3.) nicht mit gleicher Zuverlässigkeit geschätzt werden
können.

Eine Bewertung muß außer diesen Gesichtspunkten noch berück
sichtigen, daß die Verwirklichung der einzelnen Varianten
nicht nur unterschiedlichen Aufwand an Entwicklungsmitteln
erfordert, sondern, daß der kommerzielle Einsatz der Varian
ten unterschiedlich weit in der Zukunft liegt.

Unter Berücksichtigung der Verwi~klichbarkeit und der Zuver
lässigkeit der Kostenschätzung ergeben sich Vorteile für den
Gasbrüter mit Dampfturbine, da dieser vermutlich eher und mit
weniger Aufwand realisiert werden kann als derjenige mit der
Gasturbine. Wenn der GSB mit GT zu den angegebenen Anlage
kosten gebaut werden kann, führt seine Anwendung zu den nie
drigsten Stromkosten. Wegen dieses Potentials sollte die An
wendung der Gasturbine als langfristige Entwicklung berück
sichtigt we~den.
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Korrektur

zum Bericht des Arbeitskreises Wirtschaftlichkeit
im Gasbrüter-Memorandum

22.10.1970

1. Der Barwert des GSB-GT mit Flußwasserkühlung beträgt
532 statt wie angegeben 512 DI1/KWe (Tab. 3,4,8 u. 13).
Die 4-prozentige Anhebung der Anlagenkosten führt zu
einer Erhöhung der Stromerzeugungskosten bei den GSB-GT
Varianten von weniger als :3 '/0. Diese minimalen Änderungen
werden als zu wenig signifikant angesehen, um neue Rech
nungen (vor allem Strategierechnungen) im Rahmen dieses
Berichtes zu rechtfertigen.
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2. Anlagekosten
------------------------

2. 1 •

2. 1 • 1

Grundsätzliches

Auswahl der Varianten

Bei Beginn der Arbeiten standen 8 Kraftwerksvarianten zur
Diskussion, die wie folgt charakterisiert sind:

1.) vented fuel, oxid, SS 316-Hülle 70 at, DT
2. ) vented fuel, carbid,SS 316-Hülle 123 at, DT
3. ) vented fuel, oxid, noch offen 90 at, GT
4. ) Strong Clad, oxid, Vanadin Hülle 100 at, GT
5 • ) Cermet, oxid, Chrom 100 at, GT
6. ) Strong Clad, oxid, SaIidvik 70 at, DT
7. ) Coated Particle, oxid, SiC 53 at, DT(GT)
8. ) Strong Clad, oxid, Inconel 120 at, C02r DT

Diese Liste wurde zunächst im Interesse von Zeitersparnis
auf die Varianten 1, 4, 6 und 7 reduziert. Bei der Ermitt
lung der Kosten an Hand des weiter unten beschriebenen Ko
stenschemas stellte sich jedoch heraus, daß die zu Beginn
der Untersuchung vorhandenen bzw. die vom AK Komponenten er
arbeiteten Unterlagen nicht ausreichen, um die Kosten soweit
aufzugliedern, daß sich deutliche Unterschiede zwischen al
len der verbliebenen vier Varianten ergeben. Aus diesem Grund
wurde beschlossen, den GSB nur in den Alternativen GSB mit
Dampfkraftanlage (DT) und GSB mit geschlossenem Gasturbinen
kreislauf (GT) zu betrachten, wobei Unterschiede in der Aus
führung beider Hauptvarianten (z.B. Wahl des Hüllrohrmaterials)
noch zugelassen aber kostenmäßig nicht mehr bewertet werden.
Diese Reduzierung auf 2 Varianten gilt nur für die Erfassung
der Anlagekosten. In der DT-Version entspricht der betrachte~

te GSB in vielen Zügen dem GGA-Entwurf. Wenn er nicht als
solcher benannt wird, so beruht das auf der Tatsache, daß er
durch den AK Komponenten in einigen wesentlichen Punkten
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modifiziert worden ist (z.B. Gebläseantrieb).
Dabei ist zu beachten, daß bei keinem der vorgelegten Kon
zepte eine Optimierung bezüglich der Anlagekosten vorgenom
men worden ist.

Da die Wirtschaftlichkeit des GSB in Relation zu den übrigen
Reaktortypen gesehen werden muß, sind deren Anlagekosten
mit in die Studie aufgenommen worden. Auf die Schwierigkeit,
Reaktortypen kostenmäßig miteinander zu vergleichen, die
sich nicht nur auf verschiedenen Entwicklungsstufen, sondern
auch auf verschiedenen Stufen praktischer Bewährung finden,
wird in Abschnitt 2.5 eingegangen.

2.1.2. g~~~~~~!~g~g~~

Um einen Vergleich der betrachteten Kernkraftwerkstypen zu
erleichtern, werden folgende Randbedingungen vereinbart:

1. Es handelt sich um ein eingeführtes System und
keinen Prototyp, so daß die Kosten für Entwick
lung und Forschung entfallen.

2. Die Kosten beziehen sich auf den gesamten Umfang
für ein schlüsselfertiges Kraftwerk; jedoch ohne
Brennstoffüllung.

3. Die Mehrwertsteuer ist in den Kosten nicht enthal
ten.

4. Das Kraftwerk ist standortunabhängig, d.h. ein
schließlich der dann notwendigen Nebengebäude
(Verwaltung, Kantine)

5. Der Bezugswert für die Ermittlung des Barwertes
ist generell der 1.1.1970.

2.2. Verwendetes Kostenschema

Da die Aufschlüsselung der Kosten nicht generell einheitlich
durchgeführt wird, hat sich der Arbeitskreis Wirtschaftlich
keit auf das in Tabelle 1 enthaltene Komponentenschema ge
einigt. Dieses Komponentenschema bildet die Grundlage zur
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Ermittlung der Anlagekosten. Damit ist eine genaue Abgren
zung des Lieferumfanges gewährleistet. Diese Festlegung war
besonders wichtig, da die Kosten für verschiedene Komponen
ten von verschiedenen Institutionen ermittelt wurden.
Besonders hingewiesen werden soll hier auf die Festlegung,
daß der gesamte Aufwand für Messen, Regeln und Steuern
- auch bei den Komponenten - unter dem Abschnitt Elektro
technik ausgewiesen wird.
Darüber hinaus enthält Tabelle 1 Daten, die zur Ermittlung
der Barwerte der Anlagen notwendig sind. Insbesondere wurde
zur Erleichterung von Vergleichen angenommen:

indirekte Kosten = 8 % der direkten Kosten
Bauherrnleistung = absolut konstant = 25 Mio DM
Zinswert und Steuern während der Bauzeit 18,7 %
von der Summe aus direkten, indirekten Kosten
und Bauherrnleistung.

2.3. Verfahrensweise bei der Kostenermittlung

Die Anlagekosten wurden an Hand des oben beschriebenen Ko
stenschemas weitgehend vom AK Komponenten erarbeitet. Dabei
wurden die verschiedenen Systeme bzw. Untersysteme von je
weils derjenigen im Arbeitskreis vertretenen Institution
(Firma, FQrschungszentrum) bearbeitet, die dazu am besten in
der Lage schien. Diese Daten wurden im Arbeitskreis Wirt
schaftlichkeit ausführlich diskutiert und teilweise modifi
ziert.
Da, wo es die Kenntnis der Technik zuließ, wurden die Kosten
der betreffenden Komponenten mit Hilfe von bereits bekannten
Einheitskosten ermittelt. (Z.B. die Kosten des Betonteiles
des Spannbetonbehälters aus dem Kubikmeterpreis und dem ver
bauten Betonvolumen; die Kosten der Dampferzeuger aus dem
Preis pro m2 Heizfläche und der Größe der Heizfläche).

Anlagenteile,die nicht wenigstens grob projektiert werden
konnten, wurden durch Vergleich mit ähnlichen Anlagen anderer
Reaktoren abgeschätzt. (Z.B. die Kosten der Heliumreinigungs-
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kreisläufe durch Vergleich mit den HTR-Kraftwerken oder die
Kosten für den elektrotechnischen Teil der Anlage). Bei die
sem Vorgehen bezog sich die notwendige Schätzung oft weniger
auf die Kosten als auf die notwendige Modifizierung der Kon
struktion. Die Kernfrage war: Um wieviel komplizierter
(oder einfacher) muß das unbekannte gegenüber dem bekannten
System sein, um die gewünschte Funktion erfüllen zu können.
Bei diesen Schätzungen war man hauptsächlich auf die Erfah
rungen der Industrie angewiesen.

Die Kosten der Dampfkraftanlage ließen sich aufgrund der be
kannten Leistungsdaten und der sonstigen bekannten Auslegungs
parameter mit größerer Genauigkeit angeben. Hierfür lagen
sehr detailliert ausgearbeitete Schätzungen der einschlägigen
Industrie vor.

Der Arbeitskreis Wirtschaftlichkeit hat es für sinnvoll ge
halten, für jede Komponente der Anlage eine Fehlerbreite anzu
geben, um die Unsicherheit der Schätzung zu berücksichtigen.
Es ist offensichtlich, daß, um Extreme zu nennen, die Kosten
des Sekundärteils des GSB mit DT mit höherer Genauigkeit ge
schätzt werden können, als diejenigen für den Energiekonver
sionsteil des GSB mit GT. Zwischenstufen in der Genauigkeit
sind für viele der übrigen Komponenten erwartet worden. Aus
den Unsicherheiten bei den einzelnen Schätzwerten wurde ein
mittlerer Fehler für jede Hauptposition der Anlagekosten er
mittelt.

Erleichtert -hauptsächlich im Sinne einer Gegenkontrolle 
wurde die gesamte Kostenschätzung durch das Hinzuziehen von
drei wichtigen Referenzen:

die ENEA-Studie
die beiden WASH Reports 1089 u. 1090
der Euratombericht EUR 2993.d

Die wichtigsten technischen Daten, die zur Ermittlung der
Anlagekosten verwendet wurden, sind in Tabelle 2 enthalten.
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2.4. Geschätzte Anlagekosten

Tabelle 3 zeigt die an Hand der beschriebenen Randbedingungen
und Verfahren ermittelten Anlagekosten für die beiden Gas
brüter-Hauptvarianten und deren Auf teilung auf verschiedene
Komponentengruppen. Spalte B enthält den prozentualen
Fehler, mit dem die Schätzung für die jeweilige Hauptposi
tion behaftet ist. Um Vergleiche mit anderen Reaktortypen zu
vereinfachen, wurden neben den Kosten für eine Anlage mit
Verdunstungsrückkühlung auch diejenigen für Flußwasserkühlung
ermittelt.

2.5. Anlagekosten anderer Kernkraftwerkstypen

Für eine Beurteilung der Wirtschaftlichkeit des Gasbrüters
muß dieser im Vergleich zu anderen Reaktortypen betrachtet
werden. Zu diesem Zweck sind vom Arbeitskreis Wirtschaftlich
keit die folgenden Typen ausgewählt worden:

1.) Leichtwasserreaktoren (KWU)
2.) Fortschrittliche Gas-Graphitreaktoren (BBC)
3.) Hochtemperaturreaktor mit DT (BBK)
4.) Hochtemperaturreaktor mit GT (KFA)
5.) Natriumbrüter (PSB)

Im Gegensatz zu den für den GSB in Arbeitsteilung erarbeite
ten Anlagekosten beruhen die entsprechenden Kosten für die
Vergleichskraftwerke auf den Angaben derjenigen Institution,
die jeweils nach der Bezeichnung des Reaktortyps angeführt
ist. Die für die Typen 1 bis 4 angegebenen Kosten entsprechen
dem Stand 1.1.1970.

Für den Natriumbrüter (Typ 5) war es nicht möglich, eine
Kostenschätzung neueren Datums zu erhalten, so daß auf einen

*1968 veröffentlichten ) Barwert von 580 DM/KWe zurückge-
griffen wurde. 1964 hat das Projekt Schneller Brüter einen
Barwert von 641 DM/KWe angegeben.

* ) Gupta, Janssen, Seetzen in "Chemie-Ingenieur-Technik",
Heft 9/10, 1968.
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2.6. Vergleich der Anlagekosten und ihre Bewertung

In Tabelle 4 sind die Anlagekosten der sieben in Betracht ge
zogenen Kernkraftwerkstypen zusammengestellt. Wenn man die
angegebenen Kosten miteinander vergleicht, muß man berücksich
tigen, daß ·diese mit verschiedenem Gewicht versehen betrach
tet werden müssen. Man kann in diesem Zusammenhang grob ge
sprochen drei Klassen unterscheiden:
Die erste umfaßt solche Kraftwerke, die bis heute in der be
trachteten Größe entweder schon verkauft oder verbindlich an
geboten worden sind. Leichtwasserreaktoren und FGR gehören in
diese Klasse.
In der zweiten Klasse befinden sich der HTR mit DT und, mit
Einschränkung, der NaB sowie der HTR mit Gasturbine. Diese
Varianten sind dadurch charakterisiert, daß sie noch nicht
als 1000 MWe-Kraftwerke angeboten worden sind. Studien für
Kraftwerke solcher Größe können jedoch in erheblichem Maße
auf die für den entsprechenden Prototyp durchgeführten Ar
beiten zurückgreifen. Dabei liegt für den 300 MWe THTR-DT
bereits ein verbindliches Angebot vor, während für den Pro
totyp des NaB zum Zeitpunkt der Abfassung des Memorandums
noch keine verbin~lichen Kosten genannt werden konnten. Unter
Berücksichtigung der für das HHT und KSH-Projekt geleisteten
Arbeiten, wird man u.U. den HTR-GT ebenfalls dieser zweiten
Klasse zurechnen können, soweit der nukleare Teil betroffen
ist.

Die dritte Klasse enthält die Gasbrüterkraftwerke, die in
dieser Studie untersucht worden sind. Aufgrund der begrenz
ten Vorarbeiten enthalten die für den GSBangegebenen Anlage
kosten die größten Unsicherheiten verglichen mit den Angaben
für die anderen Reaktortypen. Dennoch werden diese Schätz
werte als ausreichend fundiert angesehen, um Aussagen über
die wirtschaftliche Attraktivität des Gasbrüters zu ermögli
chen.

Insgesamt unterscheiden sich die in dieser Studie für den
GSB-DT ermittelten Kosten von solchen, die bei früheren
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Gelegenheiten gefunden worden sind, dadurch, daß sie

1.) absolut höher ausgefallen sind als
etwa in der ENEA-Studie und in den
Berichten WASH 1089 und 1090 angege
ben, und daß sie

2.) etwa 5 % über den Kosten für Leicht
wasserreaktoren liegen, während sie

nach WASH 1090 noch um 2,5 %unter
denjenigen eines Druckwasserreaktors
zu liegen hätten.

Der Vergleich mit dem Natriumbrüter wird durch das Fehlen von
neueren Schätzungen für die Anlagekosten dieses Reaktortyps
nahezu unmöglich gemacht. Einen Anhaltspunkt kann man aus
WASH 1090 entnehmen, wonach die Anlagekosten des Gasbrüters
um 16 %unter denen eines Natriumbrüters liegen.

Die oben verwendete Grobeinteilung der Reaktortypen erleich
terte die Abgrenzung der Gasbrüter gegenüber den übrigen
Reaktortypen, die auf den Markt kommen können. Sie sagt aber
noch nichts aus über die relative Stellung der verschiedenen
Gasbrütertypen untereinander. Hier kann man analog zu den
obigen Betrachtungen sagen, daß die Kosten derjenigen Variante
am zuverlässigsten geschätzt werden konnten, die sich am we
nigsten von schon bekannten Technologien unterscheidet bzw.
die sich andererseits am weitesten auf Entwicklungen abstützen
kann, die im Rahmen anderer Programme durchgeführt worden sind.

In dieser Hinsicht hat der GSB mit DT einen erheblichen Vor
teil gegenüber demjenigen mit einer GT, für dessen Komponenten
noch umfangreiche Entwicklungsarbeiten geleistet werden müssen,
um auf einen Kenntnisstand zu kommen, der mit demjenigen für
die Komponenten des DT-GSB vergleichbar ist. So gibt es für
das vom Arbeitskreis Komponenten gewählte Konzept einer
Einwellen-1000 MWe-Gasturbine noch keine durchgearbeiteten
Lösungen in der Literatur, so daß also auch die dafür abge
schätzten Kosten unsicherer sind als im Fall der Dampf turbinen-



anlage. Diese Unsicherheit im technischen Grundkonzept konnte

der Arbeitskreis Wirtschaftlichkeit nicht bewerten; er ist
davon ausgegangen, daß die Anlagenkonzepte im wesentlichen

so verwirklicht werden können, wie sie ihm vorgelegt wurden.
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1.1

1 .1.1

1.1. 2

1 • 1 .3

1.2

1 .2. 1

1.2.2

1. 2.3

1.3

1 .3. 1
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Tabelle 1

Komponentenschema

MASCHINENTECHNIK - REAKTORANLAGE

Nackter Spannbetonbehälter; einschließlich
Ringmauer und Reaktorkavernendeckel, ohne
Fundament

Durchführungen und Verschlüsse; Doppelverschlüsse
für Dampferzeuger- und Gebläsekavernen, einschl.
Regelstab- und Kabeldurchführungen, jedoch aus
schließlich Durchführungen für BE-Wechseleinrich
tungen (diese sind in 1.4 enthalten)

Isolierung, Liner und Linerkü.'1lung; Kühlkre .i s lauf
für Linerkühlung ist in 1.6.4 enthalten

Kerntraggitter; sämtliche Einbauten in der Heaxtor
kaverne außer Brenn- und Brutelementen.

BE-Gestänge und -Drosseln sind in sieser Position
enthalten.

Abschirmungen u. ggf. Reflektor

Regel-, Abschaltstäbe u. -Antriebe; einschl.
Regelstabwechselvorrichtung; Meß- und Steueror
gane sind in 3.1 enthalten

Dampferzeuger bzw. Rekuperator; einschI. Dampf
sammler und Speisewasserverteiler und Doppellei
tung bis Reaktorkaverne.



1.4

1 .4. 1

1 .4.2

1. 5.

E 2-10

Hauptgebläse und Antriebe; einschI. Ponymotoren,
Ölsystem und Gas führung , bei Elektromotorantrieb
ist in dieser Position auch die Thyristorsteuerung

enthalten.

BE-Ladeeinrichtung u. -Transportsystem; umfaßt
Lademaschine, BE-Ausschleusvorrichtung, druck
dichte Durchführungen sowie alle notwendigen
Ein- und Ausbaugeräte, BE-Überlandtransportflasche
ist nicht enthalten.

BE-Lager und Lagereinrichtungen; einschI. Lager
gestelle, Beckenauskleidung und Kühlung.

1 .5. 1

..
KÜhlmittelreinigungskreislauf;
gaskreislauf

. 'h'elnsc.. ..L. Sperr-

1.5.2

1.5.3

1.6

1 .6. 1

1.6.2

1.6.3

Zusätzliche Einrichtung bei vented fuel;

KÜhlmittellagerung, -Zuspeisung u. -Entnahme;
einschI. Vorrichtungen zur Gasanalyse. Instru
mentierung und Regelung ist in Position 3 ent
halten.

Lufttechnische Anlagen; (im Reaktorgebäude)

Hebezeuge und Aufzüge

Anlage zur Aufbereitung radioaktiver Abfälle;
sämtliche Anlagen zur Aufbereitung fester,
flüssiger und gasförmiger Abfälle sowie Ein
richtungen zur Dekontamination.
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1.7

2.

2. 1

2.2.

2.4

2.5
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Sonstige Nebensysteme; Linerkühlkreislauf,
Gebläseölkühlung, Zwischenkreisläufe ohne
externes KÜhlsystem, Entlüftung und Entwäs

serung etc.

~g~~~1~~~~~~~~~~~~g~ soweit nicht in 1.3 bzw.
1.5 enthalten

MASCHINENTECHNIK - TURBINENANLAGE

~~~gg~g~~=~~g~~Q1~=g~g~~g~g~J Dampfturbine, Genera
tor und Kondensator bzw. Gasturbine, Startermotor,

Kompressor und Generator.

Regel- und Überwachungseinrichtung, Warte und
Prozeßrechenanlagen sind in 3 enthalten.

~g~g~~=g~~=~g~~~~~g~~~E~~~~~1gg~~Vor- und
Zwischenkühler im Hauptkreislauf ohne Rohrlei-

tungen und Armaturen, Zwischenkreislauf bei
Gasturbine.

~g~~~~~~~~~~g=gg~=~~mg~gE~g~Frischdampfleitung,
Speisewasserleitung, sonstige Dampfleitung inner-
halbdes Kraftwerksgebäudes bzw. Hauptkreislauf

und Bypassleitungen bei GT-Kreislauf, Haupt- und
Nebenwassersystem im Kraftwerksgebäude, Regel-,
Sicherheits- und Rohrleitungsarmaturen, Brauch
und Trinkwassersysteme, Isolierungen.

~~~~~g~~=~~Q1~~g~~meinschI. Kühlwasserreinigung
und -aufbereitung, Kühlturm bzw. Luftkillller falls
vorhanden.

Hebezeuge und Aufzüge
=====================



2.6

2.7

3.

3.1

3.1.1

3. 1 .2

3.2

4.

4. 1

4.2
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~g~~~~~~g~~~~~=~~~~~gg~g~~gJohne Ausrüstung von
Gebäuden. Speisewasseraufbereitungsanlagen, Feuer-
löschanlagen, Heizung, Lüftung und Klimaanlage
für konventionellen Kraftwerksteil, Hilfskessel
anlagen usw.

ELEKTROTECHNIK

Einrichtungen für Normalbedarf; alle Trafos und
Schaltanlagen, Stark- und Schwachstromversorgungs
anlagen des gesamten Kraftwerkes für Normalbedarf.
Nicht enthalten sind Hauptgebläse- und Regelstab
antriebe.

Einrichtungen für Notbedarf; Notstromversorgungs
anlage und Diesel bzw. GT

Jg~~~~m~g~~~~~g~=~gg=~~~~~~g~J Warten, gesamte
Kraftwerksinstrumentierung und -regelung, Strah-
lenschutz, Prozeßrechner, (mit Anfahrinstrumen
tierung, Neutronenquelle)

BAUTECHNISCHE ANLAGEN (ohne SBB)

~g~~g~gm~~~~ druckfestes Gebäude zur Aufrecht
erhaltung eines Mischdruckes.

~g~gß~g~gtJgM~~ einschI. Fundamente für Turbosatz



4.4.

4.5

5.
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gg~~~~~~=~~g~g~~=g~~=~g~~~g~~g~~~JeinschI.
Reaktorhilfs- und Nebengebäude, konventionelle
Hilfs- und Nebengebäude, Kühl- und Abwasserkanäle.

~~g~~~~ggg~M~~g~~~~JLabors, Werkstätten,
Büroräume.

RESERVETEILE

Die folgenden Positionen beziehen sich nicht auf Komponenten
sondern auf ergänzende Sach- und Dienstleistungen, die wie die
Komponenten bei der Ermittlung des Barwertes der Anlagekosten
berücksichtigt werden müssen. Sie werden aus diesem Grunde
mit aufgeführt.

INDIREKTE KOSTEN DES LIEFER~~TEN

6.1

6.2-

7.

1~~~~~~g~~~~~~g~~~~für Angebot, Abwicklung einschl.
Personalaufwand für evtl. spätere Garantieleistungen

gg~g~~~~=~~~~~~gg~~~~JBaustelleneinrichtungen und
- versorgung, Bauleitung, Sicherheitsbericht und
TÜV, Inbetriebnahme und Probebetrieb, Versicherung
während der Bauzeit.

BAUHERRENSEITIGE AUFWENDUNGEN

Alle bauherrenseitigen Aufwendungen einschl.

- Baugelände und Erschließung
- Hilfs- und Betriebsstoffe für die Inbetriebnahme

und den Probebetrieb, desgI. Hilfsenergie
- Einholung von Gutachten, Bau- und Betriebsge

nehmigungen
- Netzanschluß
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- Umgebungsüberwachung, Personen-Strahlenschutz

- Personalgestellung und Kosten für Ausbildung.



Pos. Konzept mit D'r

Tabelle 2

Erläuterung zu den Anla c2'e kos ten

Konzept mit GT

Blatt 1

1.1.1

1 • 1 .2

1 • 1 .3

1 .2. 1

6500 m3 Beton, spezifischer Preis 400 DM/rn3
1000 t Spannstahl , ape zLfLe chez' Preis 5,3 Dl\1/kg
400 t Schlaffstahl, spezifisch.Preis 1,6 DM/kg

Reaktorkavernendeckel 3 Mio DM
650 m3 Ri.ngwand, spezifischer Preis 400 DM/m3

2000 m3 Gründung, spezifischer Preis 225 DM/m3

Diese Prei.se enthalten Baustelleneinrichtungen
und Ingeni.eurleistungen, sowie Gerüste, Schalung,
sowie Hilfskonstruktionen

16 Hauptdurchführungen, Gesamtgewicht unter Be
rücksichti.gung einiger kleiner Durchführungen
1220 t, spezifischer Preis 15 DM/kg
einschließlich Gebläsedurchführungen

Oberfläche der Reaktorkaverne und Dampferzeuger
kavernen 2~180 m2, spezifischer Preis für Liner,
Linerkühll,lfllg, Isolierung und Befestigungssystem
9700 DM/rn<:'

Für die Gitterplatte wurden spezifische Kosten
von 100 DM/kg, für die Aufhängung der Gitter
.platte 40 DM7kg, für Gasi'ührungsbleche 30 DM/kg
eingesetzt. Für ein BE-Gestänge mit Durchsatz
regelung wurden 10000 DM 'angenommen.

3500 rn3 Beton, spezifischer Preis 400 DM/rn3
600 t Spannstahl , spezifischer Preis =:>, "30 DM/kg
200 t Schlaffstahl, spezifisch.Preis 1,6 DM/kg

Reaktorkavernendeckel 3 Mio DM
600 m3 Ringwand, spezifischer Preis 400 DM/m3

2000 m3 Gründung, spezifischer Preis 180 DM/m3

Lieferumfang wie DT

40 Durchführungen a 75000 DM

9
Oberfläche der Reaktorkaverne 640 m~, spezifi-
scher Preis 11000 DM/rn2 (wegen höherem Druck
und daher aufwendigerer Konstruktion liegt der
spezifische Preis höher als bei DT)

wie DT

M
N
I-Vt



Pos.

Erläuterung zu d.en Anlagekosten

Konzept 1 mit DT Konzept 2 mit GT

Blatt 2

..... ------------------------------------------------------_.
1 .2.2

1.~~.3

1 ~ 5 • 1

1.5.2

1 .4 • 1

1 .4.2

Zusammensetzung des Schildes 30 Vol% Fe, 45 Vol%
C, 25 Vol% He. Von den 30% Fe besteht 1/3 aus
Austenit und der Rest aus ferritischem Stahl.
Spezifische Preise
Austenit 30 DM/kg, Ferrit 6 DM/kg,
Graphit 10 DM/kg

20 Regelstäbe a 300 000 DM einachl. Antrieb

Dampferzeugerfläche 16 000 m2, spezifischer
Preis 1200 DM/m2, zusätzlich 4 Mio DM für Sammler,
Ringleitung und Gasführung

8 Einheiten a 3,1 Mio DM (in dem Preis für diese
Position sind 4 Mio DM für Thyristorsteuerung
enthalten)

Es wurde 1 Belademaschine vorgesehen, das Umladen
der BE erfolgt bei abgeschaltetem Reaktor

Der Preis gilt für wassergekühlte Lagerung.
Beachten: Vanadin-BE können nicht direkt in Wasser
gelagert werden. Bei Vanadin-BE ist höherer Auf
wand für die Reinigung des Heliums erforderlich
als bei Stahlhüllen. Coated-particle-BE körulen
ebenfalls nicht direkt in Wasser gelagert werden.

wie DT

wie DT

1 Rekuperator mit 65 ogo m2 Heizfläche, spezi
fischer Preis 250 DM/rn zusätzlich 4 Mio DM
für Mäntel, Böden und sonstiges

entfällt bei GT

wie DT

wie DT

l.1:J

N
I-0\



POß. Konzept 1 mit DT

Erläuterung~~~Anlagekosten

Konzept 2 mit GT

Blatt 3

-- ---------------------------------------------------------------------
1. ~5 Das Auslegungskriterium für die Reinigungsanlage

ist der Heliumbedarf für den Sperrkreislauf.
Die angegebenen Kosten umfassen den Reinigungs
kreislauf, die Reingasanlage einschl. Lager und
und einen Sperrgaskreislauf für ölgelagerte Ge
bläse.
Auslegungsdaten: Reinigungsstrom 5 000 Nm3/h
Primärgasmenge 36 000 Nm37h, Kapazität des Vor
ratslagers 45 000 Nm3
Auslegungskriterium ist eine Entleerungszeit von
24 h.
Es werden folgende Verunreinigungskonzentrationen

O2, N2, H20 5 vpm, H2, CO 2 10 vpm
Mehrkosten für eine vented-fuel-Anlage werden
nicht berücksichtigt, da sie durch EinsparungEm
an anderer Stelle (z.B. BE-Kosten wegen Verkür
zung der BE) kompensiert werden.

Reinigungsanlage 10 Mio DM
Speicherung 8 Mio DM

1.6.2 In dem angegebenen Preis ist ein 500 t Kran zum
Heben des Reaktorkavernendeckels enthalten.

Abgrenzungsbereich der Kosten wie bei DT
Auslegungsdaten:
Reinigungsstrom 12 000 Nm3/h, Vorratslager
61 000 Nm3
Auslegungskriterien für die Reinigungsanlage
sind zulässige Verunreinigungen im Kreislauf
sowie Heliuminventar

Bei Gasturbine 5 Mio DM Mehrkosten gegenüber DT
wegen Druckpegelregelung

1.7 Die bei der Dampfturbinenanlage erforderlichen
3 Notstromaggregate je 2 MWe (ausgeführt alsof
fene GT-Sätze) sind in 3.1.2 enthalten.

Zwei Notkühlkreisläufe erforderlich, Kosten
einschl. Hochdruckleitungen je 7,5 Mio DM.
Die Kosten für die Notstromversorgung sind in
3.1.2 enthalten (2 offene GT-Sätze a 4 MWe mit
Generator)

tx.t
N
I-
"



Pos. Konzept 1 mit DT

Erläuterung zu den Anlagekosten

Konzept 2 mi t GT

Blatt 4

2. In dem angegebenen Preis sind 28 Mio DM für eine
Kühlturmanlage (Rückkühl-Verdunstungskühlung)
enthalten. Bei Flußwasserkühlung ergeben sich
Einsparungen von 25 Mio DM, d.h. die Gesamt
kosten für die Turbinenanlage reduzieren sich auf
117 Mio DM.
Außerdem sind in dieser Pos. 2 Mio DM für eine
Hilfskesselanlage enthalten.

2.1 Turbosatz 40 Mio DM
Generator 20 Mio DM

2.2 Vorkühler und Zwischenkühler insgesamt 26 000 m2

Heizfläche, spezifischer Preis 200 DM/m2
Zwischenkühlkreislauf 6 Mio DM

2.3 Erforderlich sind ca. 400 m Leitung a 35 000 DM
= 14 Mio DM, außerdem ca. 2 Mio DM für 8 große
Schließventile, sowie 1 Mio DM für Absperrorgane
für Nachwärmeabfuhr und 3 Mio DM für Kühlsystem

2.4 Verdunstungsrückkühlung, 3 Kühltürme je 135 m Höhe
Kosten 9 Mio pro Kühlturm, sowie 3 Mio DM Rohr
leitungen und sonstige Einrichtungen

2.7 Schätzwert

3. Der Preis wurde in Anlehnung an die 1000 MWe THTR
Studie und die 1000 MWe FGR-Studie geschätzt.
Der Preis für die Notversorgungseinrichtung be
trägt 4,5 Mio DM

wie DT
Der Preis für die Notversorgungseinrichtung
beträgt 7 Mio DM

t:tJ

N
I-00



Pos. Konzept 1 mit DT

Erläuterung zu den Anlagekosten

Konzept 2 mit GT

Blatt 5

4. 1

4.2

4.3

4.4

6.

8.

Umbautes Volumen des Reaktorgebäudes beträgt
1QO 000 m3, spezifischer Preis 150 DM/m 3 einschI.
Fundament für SBB.
Bei einem Vergleich mit den entsprechenden Werten
für den LWR ist zu beachten, daß der Spannbeton
behälter, der z.T. der Reaktorabschirmung beim
LWR entspricht, hier nicht enthalten ist.

Umbautes Volumen 120 000 m3, spezifischer Preis
100 DM/m3

Für den gesamten Kraftwerksblock (Reaktorhalle,
Reaktorhilfsgebäude, Reaktorbetriebsgebäude,
Maschinenhaus, Hilfsmaschinenhaus, E-Anlage mit
Leistand , Trafogebäude ) wurde ein umbautes Vo-
lumen von 350 000 m3 angenommen. Bei einem mittle
ren spezifischen Preis von 140 DM/m3 führt das
zu 49 Mio DM. Bei Abzug der Preise für Reaktor
halle und Maschinenhaus verbleiben für sonstige
Gebäude innerhalb des Kraftwerksblocks 22 Mio DM.
Für die übrigen Gebäude dieser Position und
Außenanlagen wurde ein Preis von 15 Mio DM ge··
schätzt.

Die gesamten indirekten Kosten des .Lieferanten
wurden zu 8% der direkten Kosten angesetzt
(5% für Ingenieurleistungen und 3% für sonsti-
ge Aufwendungen)

Zinsen und Steuern während der Bauzeit 18.7 %

Fundament für SSB und Containment 5 Mio DM

Basisdurchmesser 45 m, Druck 7 bar

Schätzwert für Umbauten des extern angeordneten
Generators und zusätzliche Einbauten im
Containment

Hilfsmaschinenhaus entfällt

t.l1

,.."
I-\0
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Tabelle 3

Geschätzte Anlagekosten für 1000 MWe gasgekühlte schnelle Brüter ;-DM!kWe Z
Preisstand 1.1.1970

Position Konzept mit DT Konzept mit GT

A B A B

117 ± 4%
142*

1. Maschinentechnik - Reaktoranlage

1.1.1
1.1.2
1.1.

1.2.1
1.2.2
1.2.3
1.3
1.3·1
1. .2
1.4
1.4.1
1.4.2
1.5
1.5.1
1.5.2
1.5.

1.6.1
1.6.2
1.6.3 radioaktiver

1.6.4
1.7

2. Maschinentechnik - Turbinenanlage

175

56
17
18
21
29
12
11
6

4
23
25
9
6
3

1

15
4
3

3
5

± 10% 134 + 15%

23 I
13
3
7

29
12
11
6

20

9
6

23

15
4
3

3
5

15

106 + 10%
131*-

2.1
2.2
2.3
2.4
2.5
2.6
2.7

3.

3.1
3.1.1
3·1.2
3.2

Turbosatz einschl. Generator
Dampf- u. Speisewasser-Kreislauf, VK u. ZK
Rohrleitungen und Armaturen
Externes Kühlsystem
Hebezeuge und Aufzüge
Konv.Nebenanlagen ohne Ausr.v.Geb.
Splitter- u. Wärmeschutz, Abschirm.b.GT

Elektrotechnik

Elektrische Einrichtungen ohne 3.2
Einrichtungen für Normalbedarf
Einrichtungen für Notbedarf

Instrumentierung und Re~elung

70 +10%

60
12
20*
30*

2
2
5

67
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Fortsetzung von Tabelle 3

Geschätzte Anlagekosten für 1000 MWe gasgekühlte schnelle Brüter ;-DM/kWe Z
Preisstand 1.1.1970

Position Konzept mit DT Konzept mitG'l'

A B A B

4. Bautechnische Anlagen ohne SBB 69 + 10% 62 + 10%

4.1 Reaktorgebäude einschi. Fundament 15 5
4.2 Containment 20
4.3 Maschinenhaus 12 5
4.4 Sonstige Gebäude u. Außenanlagen 37 27
4.5 Gebäudeausrüstungen 5 5

5. Reserveteile 7 7

Zwischensumme 438 376*
463* 401

6. Indirekte Kosten des Lieferanten 35 30
37* 32*

6.1 Ingenieurleistungen
6.2 Sonstige Aufwendungen

7. Bauherrenseitige Aufwendungen 25 25

Zwischensumme 498 431
525 *" 458*

8. Zinsen und Steuern während Bauzeit 93 81
98 '* 86*

9. Barwert der Anlagekosten 591 ± 8% 512* + 11%
623* 544

*Verduns tungsrückkühlung



Tabelle 4

Aufgliederung der Anlagekosten verschiedener Reaktortypen bei 1000 MWe (Stand: 1.1.1970)

Marktpreis calkul.Preis Schätzpreis
BBK 1) KFA PSB AKW

1 2 3 4 5 6 7

Reaktortyp H2O-Reaktor FGR HTR HTR NaBR GSB-DT GSB-GT

(PWR u . BWR) (DT) (GT)

DM/kWe % DM/kWe % DM/kWe % DM/kWe % DM/kWe % DM/kWe % DM/kWe %
1. Reaktoranlage 125 30,0 182 43,4 194 43,5 133 35 175 38 134 36
2. Maschinenanlage 112 27,0 112 26,6 120 27 121 32 117 30 106 28
3. Elektrotechnik 83 20,0 53 12,5 62 14 60 16 70 15 67 18
4. Bautechn. Anlagen 83 20,0 74 17,5 60 13,5 55 15 69 15 62 16
5. Reserveteile bzw.

Sonstiges 13 3,0 - - 9 2 7 2 7 2 7 2
,-

Direkte Kosten des 416 100 421 100 445 100 376 100 438 100 376 100
Lieferanten
Lieferumfang einschl. 450 455 480 406 500 406
8% indirekter Kosten
des Lieferanten

7. Bauherrenseitiger 25 25 25 25 25 25
Aufwand

Zwischensumme 475 480 505 431 525 431

8. 18,7% Zinsen u. Steuern 89 90 94 81 98 81
während der Bauzeit

9. Barwert der Anlagekoster 564 570 599 512 580* 591 512
623*~ 544**

1) Die durch das Entwicklungspotential bedingte Kostendegression ist in der Kalkulation nicht berücksichtigt.

* Dieser Wert wurde 1968 in einer Veröffentlichung in "Chemie-Ingenieur-Technik" angegeben und ist daher mit
den übrigen Kostenangaben nicht vergleichbar.

** Verdunstungsrückkühlung

tx:l
f\)
I
f\)
f\)
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3. Brennstoffzyklus- und Stromerzeugungskosten

Ausgehend von den im Arbeitskreis Wirtschaftlichkeit vereinbarten, in

3.1 aufgeführten Grundannahmen und den Berechnungen der anderen Arbeits

kreise wurden die Brennstoffzykluskosten mit dem speziell für schnelle

Brutreaktoren geeigneten Programm FUELCOST/l/ und einem Jülicher Programm

berechnet, das auch thermische Reaktoren zu berechnen gestattet. Um den

Einfluß einiger wichtiger Größen aufzuzeigen, wurden diese für alle

Reaktoren variiert, s. Tab. 10 und 11.

3.1 Grundannahmen für alle Reaktortypen

In Tab. 5 sind die Grundannahmen für die Berechnung der Brennstoffzyklus

kosten und d~r Stromerzeugungskosten zusarnmengefaßt. Die Annuität wurde

nach folgender Formel berechnet/IO/:

A= Zt$
+V

A (%) Annuität

Z (%) Zinssatz

S (%) Steuersatz

V (%) Versicherungssatz

L (a) Abschreibungszeit
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3.2 Brennstoffdienstkosten

Für die ausgewälliten und näher betrachteten Brennelementkonzepte für

Gasgekühlte Schnelle Brüter sind die Konversionskosten, Brennelement

fabrikations- und Wiederaufarbeitungs- sowie Transportkosten auf den

Tabellen 6 und 7 zusammengestellt. Da die Schätzung von Fertigungs

kosten für großtechnische Herstellung von Brennelementen sehr unsicher

ist, werden aus Vergleichsgründen amerikanische /2,3/, deutsche

/4,5,6/ und englische /7/ Unterlagen verwendet. Die Zahlenwerte nach

/2,3/ werden als Referenzwerte benutzt.

Die Brennstoffdienstkosten beziehen sich in /2/ auf einen Schwermetall

durchsatz von ca. 300 t/a (entsprechend einer installierten Reaktor

leistung von 15 GWe), bei /4/ auf 100 t/a. Die Fabrikationskosten nach

/4/ enthalten Pu-Verluste, die bei der Berechnung der Brennstoffzyklus

kosten bereits anderweitig berücksichtigt sind. Die Angaben nach /4/

wurden trotzdem nicht korrigiert, da andererseits die Assemblierungskosten

verhältnismäßig niedrig angesetzt erscheinen. Die Konversionskosten wurden

in allen Fällen nach /2/ eingesetzt; die in /4/ angegebenenKonversio~kosten

erscheinen zu hoch.

Die Fabrikationskosten für das axiale Blanket umfassen nur die Pellet

Fabrikation, während sich die Fabrikationskosten des radialen Blankets

auf das komplette Brutelement beziehen. Der Brutstoff ist in allen

Fällen UOZ'

Die Berechnung der Wiederaufarbeitungskosten erfolg~in Anlehnung an /6/.

Abweichend von /6/ wurde angenommen, daß die Wiederaufarbeitungskosten

nur vom Pu-Gehalt des Brennstoffs (Core und Blanket gemischt) abhängen.

Für die Wiederaufarbeitung karbidischen Brennstoffs und von coated

praticles wurden die gleichen spezifischen Kosten wie für oxidischen

Brennstoff angenommen. Dies trifft sicher nicht zu, doch lagen keine

Kostenabschätzungen für diese speziellen Fälle vor.

Bei der Berechnung der Trans~tkosten (Hin- und Rückstransport) nach /5/

wurden eine Abklingzeit von 100 d sowie ZO Transportbehältereinsätze

pro Jahr angenommen.
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3.3 Typenabhängige Daten

Die zur Berechnung der Brennstoffzyklus- und Stromerzeugungskosten benutzten

typenabhängigen Daten sind in Tab. 8 zusammengestellt. Für die thermischen

Reaktoren (BWR, PWR, FGR und HTR) wurden Angaben der entsprechenden Reaktor

herstellerfirmen eingesetzt. Die Daten für die gasgekühlten Schnellbrüter

wurden unter Zugrundelegung der Ergebnisse der Arbeitskreise Physik, Kompo

nenten und Brennelemente ermittelt. Hierbei handelt es sich nicht um

optimierte Datensätze, sondern um Kontrollrechnungen, die in starker An

lehnung an die ursprünglichen Konzepte durchgeführt wurden.

Die angegebenen Kosten sind daher nicht unbedingt repräsentativ für die

einzelnen Gasbrüter-Typen. Bei Optimierung der Datensätze kann sich die

Reihenfolge bezüglich der Kosten ändern.

Die in Tab. 8 angegebenen Fabrikations- und \Hederaufarbeitungskosten

sind über Gore und Blanket gemittelt. Bei der Berechnung wurde davon aus

gegangen, daß das axiale Blanket stets mit dem Gore entladen wird. Das

innere radiale Blanket steht 2mal, das äußere 3mal so lange wie das Gore.

(beim 7. Entwuf 6rnal bzw. 12mal solange.)

Die außerhalb des Reaktors bereitzuhaltende Pu-~fenge (Excoreinventar M )ex
(t Pu fiss) wird in den Karlsruher Rechnungen nachrer Beziehung ermittelt

M = 1'1ex . c to
ti

M (t Puf. ) Pu-Inventar im Gore (frisch)
c 1.SS

t (a) Wiederaufarbeitungs- und Refabrikationszeito

t. (a) Standzeit im Reaktor
1.

Für t /t. <: 1/3 wird gesetzto 1.

M = 1 '1ex "3 i
C

um stets mindestens eine Teilladung bereitzuhalten.

Diese Annahme ist konservativ.



E 3-4

3.4 Berechnung der Abbrand-Reaktivitätsreserve

Die im Rahmen des Memorandums betrachteten gasgekühlten Reaktoren wurden bei

mittlerem Abbrand nuklear durchgerechnet. Die Anreicherung wurde so gewählt,

daß die Reaktoren in diesem Zustand gerade kritisch waren.

Da die interne Konversionsrate der Reaktoren <] ist, werden sie gegen Zyklus

ende unterkritisch. Die dafür erforderliche Reaktivitätsreserve an Pu wird

im folgenden näherungsweise berechnet. Dabei werden die Reaktivitätsbeiträge

der Spaltprodukte und des im Blanket aufgebauten Pu vernachlässigt.

Der Verbrauch an schweren Kernen während einer Abbrandperiode beträgt

AM = A'M / E

6M kg (U + Pu) Schwermetallverbrauch im Core

M " Coremasse

A MWdth/kg (U + Pu) mittlerer Entladeabbrand

E = 950 MWdth/kg (U+Pu) Energie-Äquivalent

Von den verbrauchten schweren Kernen interessieren hier in erster Linie

die spaltbaren Plutonium-Isotope Pu 239 und Pu 241. Sie werden im folgenden

kurz als Spaltstoff oder PUf. bezeichnet.
155

Die Konversionsrate des Cores

CR = Einfangrate in U 238 und Pu 240 im Core
c

Absorptionstate im Spaltstoff des Cores

gibt an, wie viele spaltbare Kerne im Core für einen verbrauchten spalt-

baren Kern durch den Brutprozeß neu gebildet werden. Um den Netto~Verbrauch

an Spaltmaterial zu ermitteln, muß der SchwermetallverbrauchÄM daher mit

dem Faktor

K = ( ]- CR )] c

multipliziert werden.
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Neben der Umwandlung durch den Brutprozeß werden je verbrauchten Spaltbaren

Kern im Gore &Brutstoffkerne durch schnelle Neutronen gespalten.
c

Der Schwermetallverbrauch muß daher durch den Faktor

dividiert werden. Schließlich muß noch berücksichtigt werden, daß nicht jeder

Neutroneneinfang im Spaltstoff zu einer Kernspaltung führt. Der Faktor

d..
c (Pu f ·1.SS,

(Pu f ·1.SS,

Gore)

Gore)

gibt den Anteil dieser parasitärenNeutroneneinfänge an. Der Spaltstoffverbrauch

muß daher noch mit dem Faktor

K =(1+0()
3 c

korrigiert werden.

Der Spaltstoffverbrauch während einer Abbrandperiode ist somit

I:iY~u = A~H (l -CR ( 1 +ri )
E c c

1 +€c
Der frisch mit einer Pu-Menge von

beladene Reaktor ist dann am Ende einer Abbrandperiode (volle Core-Standzeit)

gerade kritisch. Wird das Core in Teilladungen und die Abbrandperiode

1.n Beladezyklen unterteil~, so ist aus Reaktivitätsgründen eine Korrektur

notwendig. Wenn nämlich jede Teilladung in frischem Zustand die Pu-Menge

= ~\rit +AMpu
z z

enthält, so ist der Reaktor am Ende jedes Beladezyklus wegen des unterschied

lichen Abbrandzustandes der Teilladungen noch um

AM.. = ( 1 + 2 +
u Z Z

überkr i tisch

••• + z -1 )--z
ÄHpu = z-]

z 2Z ~u

Das Pu-Inventar wird daher um AM
ü

verringert:

U,_. + z +Kr1.t
2 z
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Diese Pu-Menge ist in der Summe aller frischen Teilladungen enthalten, mit

denen der Reaktor während einer Abbrandperiode beladen wird.

Daher ist s~e für die Berechnung des Excoreinventars und der Pu-Zinskosten

maßgebend.

Tab. 9 enthält die nach der obigen Methode berechneten Werte für die

Abbrand-Reaktivitätsreserve und das Pu-Inventar der untersuchten Reaktor

entwürfe. Der zum Vergleich mit aufgeführte natriumgekühlte Brutreaktor

Na BR /8/ wurde so berechnet, daß er bei mittlerem Abbrandzustand um 2 %

überkritisch ist. Die dieser Überschußreaktivität entsprechende Pu-Menge

von ca. 4 % des Pu-Inventars wurde von der Abbrand-Reaktivitätsreserve

abgezogen. Die für den Entwurf 4 durchgeführte Abbrandrechnung /11/ bestätigt die

Anwendbarkeit der hier angegebenen einfachen Methode.

3.5 Vergleich der Ergebnis~e

Die Tab. 10 und 11 zeigen die Ergebnisse der Brennstoffzyklus- und Strom

erzeugungskostenberechnung. Die zu Vergleichszwecken durchgeführte Kosten

rechnung für einige thermische Reaktoren erfolgte in Jülich, während die

Berechnung der Brutreaktoren in Karlsruhe ausgeführt wurde.

Eine in Jülich durchgeführte Vergleichsrechnung ergab um 0.04 bis 0.06

DPf/kWh geringere Brennstoffzykluskosten für die Brutreaktoren als die

Karlsruher Berechnungen. Der Unterschied dürfte hauptsächlich darauf

zurückzuführen sein, daß in dem Karlsruher Programm der Einbrenn- und Aus

laufvorgang sowie der Einfluß des Excoreinventars besser berücksichtigt sind.

Daher werden diese Ergebnisse als Referenzwerte benutzt. Im folgenden werden

die untersuchten Brutreaktorkonzepte hinsichtlich des Pu-Inventars, der

Pu-Kosten, der Brennstoffdienstkosten und der Stromerzeugungskosten mitein

ander verglichen.



E 3-7

3.5. I Entwurf 1 (vented fuel, Oxid, DT)

Der Entwurf 1 mit Oxidbrennstoff erfordert wegen se~nes großen

Gorevolumens ein hohes Pu-Inventar von 3.3 t. Durch Erhöhung

des Betriebsdruckes oder Verkleinerung des Brennstabdurchmessers

ließe sich das Inventar noch merklich verkleinern.

Die hohe Brutrate von 1.43 b~wirkt jedoch, daß die gesamten Pu-Kosten

und damit die Empfindlichkeit gegenüber Änderungen des Pu-Preises

verhältnismäßig gering sind. Die Brennstoffdienstkosten und die

Brennstoffzykluskosten sind verhältnismäßig niedrig. Unter den Brut

reaktorkonzepten nimmt der Entwurf 1 kostenmäßig eine Mittelsteilung ein.

3.5.2 Entwurf 2 (vented fuel, Karbid, DT)

Die Verwendung von Karbid anstelle von Oxidbrennstoff ermöglicht e~ne

höhere Leistungsdichte im Gore und infolgedessen ein geringeres

Pu-Inventar von nur 1.7 t. Da gleichzeitig die Brutrate hoch ist (1.46)

heben sich hier die Pu-Zinskosten gegen den Pu-Erlös gerade auf.

Die Stromerzeugungskosten sind daher unabhängig von der Höhe des Pu

Preises.

Da das Care eine geringe Standzeit aufweist und das axiale Blanket

jedesmal mit dem Gore wieder aufgearbeitet und refabriziert werden muß,

sind die Brennstoffkdienstkosten und die Empfindlichkeit gegenüber

Änderungen derselben größer als beim Entwurf 1 mit Oxidbrennstoff.

Die Anlagekosten wurden für den Entwurf mit Karbidbrennstoff nicht gesondert

abgeschätzt. Nimmt man sie als ebenso hoch wie beim Entvmrf mit

Oxidbrennstoff an, so ergeben sich insgesamt Stromerzeugungskosten

von 1.86 DPf/kWh, also 0.04 DPf/k~l weniger als beim Entwurf i.

Im Hinblick auf das geringere Pu-Inventar erscheint die Verfolgung

des Karbid-Konzeptes lohnend.
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3.5.3 Entwurf Nr. 4 (strong clad, Oxid, GT)

Das Pu-Inventar des 4. Entwurfes (GfK) liegt mit 3 t niedriger als das

des I. Entwurfes, aber beträchtlich höher als das des 2. Entwurfes.

Die Brutrate ist mit 1.31 niedriger als bei den beiden vorgenannten Reaktoren.

Die Pu-Kosten und die Empfindlichkeit gegen Änderungen des Pu-Preises sind

daher höher. Bezüglich der Brennstoffdienstkosten und der Empfindlichkeit

gegenüber Änderungen derselben liegt der GfK-Entwurf zwischen den beiden

ersten Entwürfen. Die Brennstoffzykluskosten sind fühlbar höher.

Bei den Anlagekosten ergibt sich eine andere Reihenfolge. Die Ausführung als Ein

kreisanlage mit Gasturbine läßt eine Verkleinerung der Anlage erwarten, was

sich in den um ca. 80 DM/kWe niedriger geschätzten Anlagekosten ausdrückt.

Dies ergibt mit 1.81 DPf/kWh die niedrigsten Stromerzeugungskosten aller

hier betrachteten gasgekühlten Reaktoren.

3.5.4 Entwurf Nr. 6 (strong clad, Oxid, DT)

Der Entwurf Nr. 6 hat mit 3.6 t das größte Pu-Inventar. Trotz der recht

guten Brutrate von 1.38 sind die Pu-Kosten und die Abhängigkeit vom Pu

Preis stärker als bei den oben betrachteten Reaktoren. Die Brennstoffdienst

kosten und die Empfindlichkeit gegenüber deren Änderungen sind so gering wie

beim ersten Entwurf. Die Brennstoffzykluskosten erreichen etwa die Höhe des

4. Entwurfes.

Die Anlagekosten wurden gleich hoch wie beim ersten Entwurf angenommen

(ebenfalls Zweikreisanlage). Die resultierenden hohen Stromerzeugungskosten

von 1.97 DPf/kWh lassen hier die gewählte Auslegung als nicht empfehlenswert

erscheinen. Neuerdings wurde von schwedischer Seite ein Entwurf mit 130

(statt 70) bar vorgestellt, der günstige Kosten ergeben dürfte. Dieser konnte

jedoch aus zeitlichen Gründen nicht durchgerechnet werden.
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3.5.5 Entwurf Nr. 7 (coated particles)

Der Entwurf Nr. 7 weist zwar ein niedriges Spaltstoffinventar von nur

2 t, jedoch eine geringe Brutrate(I.19) auf. Die gesamten Pu-Kosten und

die Empfindlichkeit gegenüber Änderungen des Pu-Preises sind größer als bei

den anderen Brüterkonzepten. Obwohl die Fabrikationskosten niedriger als bei

den anderen Konzepten angesetzt wurden, /7/, ergeben sich höhere Brennstoffdienstkosten.

Dies ist durch die geringe Standzeit des kleinen Gores und durch das relativ

große axiale Blanket begründet, das jedesmal mit aufgearbeitet und refabriziert

werden muß.

Während bei den anderen Entwürfen ein Brennstoffwechsel nur alle 6-12 Monate

vorgesehen ist (jeweils 1/3 des Gores), soll er bei dem Entwurf mit coated

partic1es alle 3 Wochen stattfinden (jeweils 1/18 des Gores). Dieser Tatsache

müßte korrekterweise dadurch Rechnung getragen werden, daß die Verfügbarkeit

bzw. der Lastfaktor für diesen Ent\mrf geringer angesetzt wird als bei den anderen

Entwürfen. Obwohl auch für diesen Entwurf ein Lastfaktor von 0.7 angenommen

wurde, sind die Stromerzeugungskosten für diese Anlage mit DT die höchsten aller

hier:betrachteten Entwürfe. Diese Ausführung muß daher als ungünstig angesehen

werden. Die Stromerzeugungskosten für eine GT-Anlage betragen 1.85 DPf/kvfu.
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3.6 Anhang
Tabellen zu Kap. 3

Tabelle 5: Grundannahmen für die Stromkostenrechnung

Nettoleistung der Anlage

Jährliche Vollaststundenzahl

bzw. Lastfaktor

Referenzwerte

(Variation)

1000 MW
e

6140 h/a (7000)

70 % (80)

Abschreibungszeit

Zinssatz

Steuersatz

Versicherungssatz

(bezogen auf den Neuwert der Anlage)

Annuität

17 a

7 %/a

2,7 %/a

1 %/a

( 25a)

(bei 17 a Abschreibungszeit)

(bei 25 a Abschreibungszeit)

Bauzeit

Zinsen während der Bauzeit

Steuern während der Bauzeit

Zinsen und Steuern während der Bauzeit

Bauherrenseitige Aufwendungen

Uranerzpreis

Preis des abgereicherten Urans

Trennarbeitskosten

Preis für spaltbares Plutonium

Betriebskosten

Personalkosten

Wartung, Instandhaltung und 11aterial

13.24 %/a

(11.76 %/a)

4 Jahre

14 %

4,7 %

18,7 %

25.106 DM

8 $ /lb

12 DMikg

26 $ /kg TE

40 DH/g (60,80)

10 DM/kW. a

3 m1/kW.a

7 DM/kW.a



Tab. 6 I3rennstoffdienstkosten nach amerikanischen Unterlagen (Referenzwerte )

Reaktorentwurf
Brer~stoffkonzept

1
Oxid
vented

2
Karbid
vented

4
Oxid
strong

6
Oxid
strong

7
coated
particles

Core Fabrikationskosten DM/kg 704 940 704 '704

Konversionskosten 11 93 93 93 93

Assemb1ierung+vent 11 143 138 110 110
+

ges .Fabr. Kosten 11 940 1171 907 907 _ 720
---~------------------_ .._---------------------------- ----------------------------------------------------------------------
ax.B1anket Fabrikationskosten DM/kg 104 104 104 104

(nur pellets) Konversionskosten " 24 24 24 24

ges .Fabr .Kosten" 128 128. 128 128 128
-~--~-~--~----------------------~------------------------------~-----------~-~~--------------------------------~-~---------

rad.B1anket Fabrikationskosten DM/kg 224 224 224 224

Konversionskosten 11 24 24 24 24

ge3.Fabr.Kosten 11 248 248. . 248 248 248
------------------------------------------------------ - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - -,- - - - - - - - - - - - ~ - - - - - - - - - - -

Mittelwerte Fabrikationskosten DM/kg 456 483 401 440

Wied.eraufarb. Kost. 11 164 164 164 164 164

'l'ransportkosten n 46 46 46 46 46
-----------------------------------_.~---------------- - - - - _ .._---------------------------------------------------------------

+ nach /7/

t:t1

lv4,
..........



Tab. 7 Brennstoffdienstkosten nach deutschen Unterlagel

4 6 7

Oxid Oxid coated
strong strong particles--

530 515
93+ 93+

2

Karbid
vented

Oxid
vented

Reaktorentwurf
Brennstoffkonzept

Core Fabrikationskosten D~Vkg 505 620
f +. +Konversionskosten I 93 93

Venting-System n 10 10
++

ges .Fabrikationskosten 11 608 723 623 608 720
------------------------------------------------------ -- - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - ~ - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - -

76
24+

76
24+

76
24+

ax..Blanket Fabrikationskosten If 76

(nur Pellets)Konversionskosten If • 24+
+i

ges .Fabrikationskosten 11 100 100 100 100 110
------------------------------------------------------------------------------------------------------------- - - - - - ~ -

rad.Blanket Fabrikationskosten

Konversionskosten

If

lf

210
24+

210
24+

210
24+

210
2)++

ges.Fabrikationskosten If 234 234 234 234 110++----------------------------------------------------------------------------------------------------------------------

Mittelwerte Fabrikationskosten lf 303 328 290 303

Wiederaufarb.Kosten 11 150 130 130 150 150

Transportkosten If 30 30 30 30
30

+ nach /2/

++ nach /7/

tzf
\)l
I....
I\)



Tc. 8 Typenabhängige lIaten für die 8erechnllng der

S~ngsJ(osten

Typ Dimension H T It F G R P \; R B \/ R
GS8· - I:'nhlul e N.

6 OT _(GT

Barwert der gesamten Anlagekosten DM/k\;e 599 570 564 564 591 591 512 591 591 (512

Betriebs-: und Unterhaltun!lskosten

~Anlaqewirkungsgrad .
Mehrbedarfsfaktor fUr Brennelement
fabrikation

DM/kWa, 10

40

1,01

10

41

1.01

10

33.2

1,01

10

34

1,01

10

36.2

1,01

10
35-;T

1.01

In
34,9

1.01

10
35.4

1.01

In
37.1

1.01

(34.9)

Verlustfaktor für Brennelementauf
arbeitung o.9!~ 0.99 0.99 0,99 0,99 0.99 0.99 0.99 0.99

Faktor fUr Brennelement-Reserve·,
haltung 1,03 1.03 1,03 1,03 1,03 1.03 1.03 1.03 1.03
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Tabelle 9 Abbrand-'Reaktivitätsreserve

Entwurf I Entwurf 2 Entwurf 4 Entwurf 6 Entwurf 7 Na BR

Reaktorkonzept Oxid Karbid Oxid Oxid c.p. Oxid
vented vented strong strong

Werte für Kritikalität bei
mittlererp Abbrandzustand:

Pu-Inventar ~. (kg Fuf' ) 3135 1612 2768 3446 1796 1630
(Core) r1t 1SS

Anre i cherung e (kg PUf. /kg (U+Pu) , I228 .221 .1356 ,1292 .2146 • 154
~' 1SS :g

Konversionsrate CR = ~(Brutstoff) /. (Puf' ) .87 .771 .773 .875 .468 .688c I a 1SS

Pu-o(-Wert (/,c =2c(Pufiss)~(Pufiss) ,2396 .204 .245 .245 .357 .265

~ ~~f(Brutstoff)/~(Pufiss) .185 . 185 . 161 .167 .109 . 15
-

TeilladuJ,lgszahl 3 3 3 3 18 3

Abbrand-Reaktivitätsreserve (kgpu
f.

) 168 136 246 172 224 1771SS
bereits vorhandener Reaktivitäts-
überschuß (kg PUf' ) 0 0 0 0 0 651SS

ges. Pu-Inventar (Core) (kg PUf' ) 3303 1748 3014 3168 2020 17421SS

(Summe der frischen Teilladungen)
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Tab" 10 Einfluß ,ron Parametervariationenauf Brennst~ffzykluskosten (DPf I kWh)
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Tab. 11 Einfluß von Paran~tervariationen auf Stromerzeugungskosten (DPf / kWh)
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4. Strategierechnungen

Bei der Beurteilung des volkswirtschaftlichen Potentials et~es Brutreaktors

spielen nicht nur die zu erwartenden Stromerzeugungskosten eine Rolle,
sondern auch die Frage, wie viele Brutreaktoren dieses Typs in einem
bestimmten Zeitabschnitt gebaut werden können. Diese Zahl hängt von
einer ganzen Reihe von Faktoren ab. Als Beispiele seien hier genannt:

• der Bedarf an elektrischer Energie
• Höhe und Struktur der Stromerzeugungskosten

konkurrierender Energieträger
• Bedarf des Brüters an Plutonium
• Angebot an Plutonium

Der kombinierte Einfluß dieser Faktoren soll mit Hilfe eines im folgenden

kurz beschriebenen Modells untersucht werden.

Das Modell /10/ geht von einem geschlossenen Pu-Markt aus, d.h.der Pu-Bedarf
neu zu installierenden Brutreaktoren kann nur durch den Pu-Ausstoß der
bereits installierten Reaktoren (LWR und Brüter im System) gedeckt werden.
Diese konservative Annahme wurde getroffen, da ein Zukauf größerer Mengen Pu
nur aus Ländern möglich ist, die selbst Brutreaktoren entwi cke ln ,

Schätzungen, wie hoch die in Kernkraftwerken in der BRD installierte Leistung
im Jahr 2000 sein wird, liegen meist zwischen 100 und 200 GWe. Für die hier
durchgeführte Strategierechnung wurde die Annahme getroffen, daß der Anteil
der LWR und Brüter zusammen 100 GWe im Jahr 2000 betragen wird. Wenn zu
sätzlic~ HTR vorhanden sind, bleiben die Pu-Bilanz und somit auch die in Tab.12
aufgeführten Barwertrelationen einer LWR/Brüter-Strategie gegen eine reine
LWR-Strategie davon unberührt.
Der zeitliche Verlauf der installierten Kernenergiekapazität wurde einmal als
linear, einmal als quadratische Parabel angenommen. Die aus der Literatur
bekannten Bedarfsschätzungen liegen i.a. zwischen dJesen beiden Kurvenformen.
Für jeden Brütertyp wird mit dem Karlsruher Programm SAND /10/ eine Zweitypen
strategie LWR-Brüter gerechnet. Der Bedarf an Kernenergie wird (1970 beginnend)
zunächst nur mit LWR, ab dem in Tab. 12 genannten Einsatzzeitpunkt mit LWR und
dem jeweiligen Brütertyp abgedeckt.
Der Bartwertvorteil der kumulierten Stromerzeugungskosten wird mit 8 %auf

den Einsatzzeitpunkt diskontiert. Die Werte für den vom AKW für frühest möglich
gehaltenen Einsatzzeitpunkt sind unterstrichen.
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Um den Vergleich diser auf verschiedene Zeitpunkte bezogenen Werte zu
erleichtern, wurden sie (Tab. 12 unten) auf 1985 diskontiert. Bei parabolischer

Bedarfskurve ergibt sich dabei die Reihenfolge

Entwurf Nr. 2 (Karbid-Stahlhülle, DT) 1,4 GDM
11 Nr. 4 (Oxyd, Vanadinhülle,GT) 1,0 GDM
11 Nr. 1 (Oxyd, Stahlhülle, DT) 0.9 GDM
11 Nr. 7 (coated p., GT) 0.8 GDM
11 Nr. 7 (coated p., DT) 0.4 GDM
11 Nr. 6 (Oxyd, Stahlhülle,DT) 0.4 GDM

Eine linear ansteigende Bedarfskurve führt bei Brütern mit geringem

Pu-Inventar dazu, daß das Pu-Angebot den Bedarf für Neuinstallationen übersteigt.
Dadurch verringert sich der strategische Vorteil dieser Brütertypen. Die
Reihenfolge lautet jetzt

Entwurf Nr. 1 und 2 je 2.0. GDM
11 Nr. 4 1.8 GDM
11 Nr. 6 1.0 GDM
11 Nr. 7 (GT) 0.8 GDM
11 Nr. 7 (DT) 0.7 GDM

Diese möglichen Ersparnisse in den Stromerzeugungskosten sind gegen den

für jeden Brütertyp noch zu schätzenden Entwicklungsaufwand zu verrechnen,
um die Rendite dieser volkswirtschaftlichen Investitionen ermitteln zu
können. Davon wird hier abgesehen, da eine Schätzung des Entwicklungsauf
wandes noch nicht vorliegt.

Für eine schnelle Abschätzung der strategischen Eiqeschaften eines Brüters

kann auch das von P. Jansen /10/ angegebene Kriterium, das der Rendite ähn
lich ist, verwendet werden:

Stromerzeugungskostenvorteil des Brüters
gegenüber Konkurrenztyp (hier PWR)

MSyst LtpUfiSS/GW~ Pu-Inventar des Brüters
(einschl.&coreinventar)

Es geht von der Voraussetzung der Pu-Knappheit aus und gilt näherungsweise

für die Anfangsphase (ca. 10-20 Jahre) des Brütereinsatzes.

Es liefert eine Kennzahl für das strategische Potential, die Tur einen ersten
Vergleich von Brutreaktoren mit gleichen Startbedingungen (Einsatzzeitpunkt,

Form der Bedarfskurve ) nützlich ist.
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Für genauere Betrachtungen sind die Ergebnisse der Strategierechnungen
maßgebend. Die Reihenfolge der Reaktorgüte ist mit dem "Rendt tekr'i terf um''
die folgende:

Entwurf Nr. 2 0.0 8
11 Nr. 7 0.07
11 Nr. 4 0.06
11 Nr. 1 0.04
11 Nr. 7 (DT) 0.025
11 Nr. 6 0.02

Die gegenüber den beiden ersten Präferenzskalen z.T. unterschiedliche

Reihenfolge ist neben der Tatsache, daß die Voraussetzung der Pu-Knappheit
nicht immer erfüllt ist, vor allem auf die unterschiedlichen Einsatzzeit
punkte zurückzuführen, die bei den Strategierechnungen angenommen wurden,
jedoch noch überprüft werden müssen. Da immer bis zum Jahr 2000 gerechnet
wurde, sind auch die Amortisationszeiträume verschieden. Dies ergibt bei
den Strategierechnungen ein günstigeres Bild für Reaktoren mit frühem
Einsatzzeitpunkt als bei dem Renditekriterium, das für gleiche Start
bedingungen und gleichen Amortisationszeitraum gilt.
Für die schließliche Reaktorauswahl müssen Präferenzklassen auch bezüglich
Entwicklungsaufwand, spez. Energieerzeugungskosten, Verwirklichungschancen
etc. aufgestellt und gegenseitig gewichtet werden.



Entwurf Nr.

Tab. 12 Ergebnisse del~ Strategierechnungen

2 4 6 7(DT) 7 (GT)

System.inventar J) /-t PU
f i

7
- ss-

Stromerzeugungskostenvc)rteil gegen PWR I DPf/kWh_7

4.1

0.16

2.6

0.2

3.9

0.25

4.4

0.09

3.2

0.08

3.2

0.21

Auf den Einsatzzeitpunkt diskontierter Vorteil in den kumulierten Stromerzeugungskosten 2) L:109DH-l

Einsatzzeitpunkt / Bedarfskurve

1980 Parabel 0.6 1.4 0.9 0.3 0.4 0.9 tzj

~

1985 " 0.6 1.4 1.0 0.3 0.4 1.0 I
+-

1990 " 0.5 1.2

1980 linear I .i. 2.5 2.1 0.7 0.8 2.1

1985 " I .2 2.0 1.8 0.6 0.7 1.8

1990 " 0.5 L2

Auf 1985 diskontierter Barwertvorteil für den vom AKW für frühestmöglich gehaltenen Einsatzzeitpunkt L-109 DM-!

kubische Bedarfskurve

lineare Bedarfskurve

0.9

2.()

1.4

2.0

1.0

1.8

0.4

1.0

0.4

0.7

0.8

0.8

-----------_._-------------------_._-----------------------------......._-
I) einschl. Excoreinvel1tar 2) für die BRD gegen r«!ine PWR-Strategie, bis zum Jahr 2000; die Werte für den vom

AKW für frühest möglich gehaltenen Einsatzzeitpunkt sind unterstrichen.



5. Bewertung und Empfehlung

5. 1 Bewertung

Tabelle 13 zeigt die für die Gasbrüter und die mit ihnen kon
kurrierenden Kernkraftwerkstypen ermittelten Stromkosten. Es
ist zunächst ersichtlich,

- daß die Stromkosten aller Gasbrütervarianten vergleichsweise
nahe beieinander liegen,

- daß die Stromkosten der Gasbrüter unter denjenigen der Leicht
wasserreaktoren liegen, und daß deshalb die Gasbrüter nicht
erst auf eine Uranverknappung warten müssen, um mit den Leicht
wasserreaktoren konkurrieren zu können,

- daß sich eine Rangfolge unter den Gasbrütern abzeichnet
dergestalt, daß karbidischer Brennstoff vorteilhafter als
oxidischer und Gasturbinenanlagen vorteilhafter als Dampf
turbinenanlagen erscheinen.

Bei einer Bewertung der aus Tabelle 13 ablesbaren Reihenfolge
der Gasbrüter untereinander, sowie ihrer Relation zu den übrigen
Kernkraftwerkstypen, vor allem zum Natriumbrüter, müssen zusätz
lich die folgenden Gesichtspunkte berücksichtigt werden:

a) Bedarf an angereichertem Uran bzw. Plutonium
b) Brutrate bzw. Verdoppelungszeit
c) Zur Verwirklichung notwendiger Entwicklungsaufwand

und Datum des ersten kommerziellen Einsatzes
d) Fehler in der Kostenschätzung
e) Vorteile, die z.Zt. nicht quantifizierbar sind.

Die gegenseitige und gleichzeitige Beziehung vor allem der ersten
drei Gesichtspunkte ist mit Strategieuntersuchungen abgeschätzt
worden, siehe Kapitel 4.
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Da für den NaBr keine neueren Kostenschätzungen vorlagen, ist dieser

Reaktortyp nicht in den Strategieuntersuchungen berücksichtigt worden.

Bei der Bewertung ist zu berücksichtigen, daß keine der Gasbrüter-

varianten kostenoptlmiert ist. Das hat zur Folge, daß erstens die
in den Stromkosten nahe beieinander liegenden Varianten bei einer
Optimierung ihre Rangfolge ändern und daß zweitens die Gasbrüter
als Gruppe noch ihre Position gegenüber den konventionellen Kern
kraftwerkstypen verbessern können.

Weiterhin muß berücksichtigt werden, daß die vorgelegten Kosten
von unterschiedlicher Güte sind. Dies beruht in der Hauptsache

darauf, daß die Kosten für Projekte geschätzt wurden, die SiCh
auf unterschiedlichem Entwicklungsstand befinden. In Abschnitt 2.5
ist bereits ausgeführt worden, daß Kostenschätzungen umso unsiche
rer werden, je weiter die Realisierbarkeit des Projektes in der
Zukunft liegt. Von der Qualität der Kostenschätzung her ergibt
sich daher ein Vorteil für den kurzfristigverwirklichbaren Gas
brüter mit Dampfturbine gegenüber demjenigen mit Gasturbine, der

erst später verwirklicht werden kann.

Bei einer Bewertung des erforderlichen Entwicklungsaufwandes,
müssen auch die erforderlichen Zeiten berücksichtigt werden,
da bei gegebenem Aufwand der Nutzen (Kostendifferenz gegenüber
dem Konkurrenzprojekt) umso größer sein muß, je später das zu
fördernde Projekt verwirklicht werden kann.
Damit ergibt sich eine Rangfolge der Gasbrütervarianten aus dem
zur Verwirklichung erforderlichen Aufwand an Zeit und Kosten.
Hie'rbei kann m~n zwei Klassen unterscheiden:

Die eine umfaßt Entwicklungen, deren Aufwand und Dauer aufgrund
von Erfahrungen bei anderen Projekten relativ zuverlässig abge
schätzt werden können. Als Beispiel seien die für den GSB-DT
erforderlichen Bestrahlungsversuche mit stahlumhüllten Brennstoff
genannt.
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Die andere Klasse von Entwicklungen wird durch einen Reife
prozeß bestimmt, dessen Dauer schwerer abzuschätzen ist.
So herrscht z vB, noch keine einheitliche Meinung dar-übe'r ,
ob die Gasturbinenanlage mit einer einzigen großen oder m~hreren

kleinen Turbinen konzipiert werden soll. Auch kann man z.Zt.
die sicherheitstechnischen Probleme der GT-Variante noch nicht
so deutlich absehen wie bei der DT-Variante. Voraussichtlich
werden zu einem späteren Zeitpunkt die Erfahrungen aus dem
HHT-Programm hier einfließen.

Die obigen Ausführungen, die die kostenmäßige Beurteilung ergän
zen, führen zu einer günstigen Beurteilung des GSB mit oxidi
schern Brennstoff und Dampfturbine. Er ist der "konventionellste"
aller Gascrütero Mit seiner Verwirklichung is~ am ehesten zu
rechnen, da er sich am weitestgehenden auf existierende Techno
logien bzw. solche, die im Rahmen anderer Projekte entwickelt
werden, abstützen kann.

Andererseits haben die durchgeführten Untersuchungen gezeigt,
daß der Gasbrüter mit Gasturbine langfristig zu sehr niedrigen
Stromkosten führt, wenn die Anlage wie vorgeschlageL verwirk
licht werden kann. Seine Entwicklung sollte daher ebenfalls im
Auge behalten werden.

Für alle Gasbrüter ergeben sich noch folgende Vorteile, die
bisher noch nicht erwähnt worden sind:

1) Weitgehende Unabhängigkeit von der Versorgung mit spaltbarem
Material

2) Entwicklungspotential der Konzepte im Hinblick auf noch nicht
durchgeführte Optimierung

3) Ausnutzung der für gasgekühlte Reaktoren erwarteten hohen
Verfügbarkeit.
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5.2 Empfehlung

Aufgrund der durchgeführten Untersuchungen werden folgende
Empfehlungen ausgesprochen:

1) Der GSB mit Dampfturbine sollte den Schwerpunkt der Gasbrüter
entwicklung darstellen, wobei wiederum die für die Coreent
wicklung notwendigen Bestrahlungsversuche zunächst in Angriff
genommen werden sollten. Darüber hinaus sollt~n bereits kon
krete Studien für einen Prototyp unternommen werden.

2) Bevor die Entwicklung des GSB mit Gasturbine in ähnlich
großem Maßstab angefaßt wird, sollten erst noch mehr grund
sätzliche Untersuchungen über die speziellen Probleme des
GSB-GT (heißeres Core, Gasturbine selbst; Übertragbarkeit von
HHT Untersuchungen) durchgeführt werden, um den Wissens
stand über den GSB-GT auf denjenigen zu bringen, den der
GSB-DT heute bereits erreicht hat.
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Tabelle 13

Vere;leich der Ergebnisse

1 2 4 6 7 PWR HTR AGR

Brennstoff 0 C 0 0 c.p. c.p.

Kt'eislauf rJr rJr GT DT DT GT rJr rJr DT

pu-Inventar1) ltPuf i ss J 3,3 1.75 3·0 3.~ 2.0 2.0 - - -
Brutrate 1,43 1.46 1.31 1.38 1.19 1.19 - - -
Pu-Kosten L-DPf/kWhJ 0,11 0 0.15 0.17 0.18 0.20 - - -
ßrennstoffdienste L-DPf/kWbJ 0,35 0.42 0.38 0.35 0.35 0.38 - - -
;Brennstoffzyklus L-DPf/~J' 0,47 0.42 0.54 0.53 0.54 0.57 0.68 0.46 0.57

2) L-DM/kWeJ 591 591 512 591 591 512 5643) 59~) 5703)Barwert der Anlage

StromerZeug.-Kosten2) L-DPf/kWhJ 1.90 1.86 1.81 1.97 1.98 l.85 2.06 1.91 1.96

1) Summe der frischen Teilladungen

2) Frischwasserkühlung

3) Nach Angaben der Hersteller

txJ
\Jl
I
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