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Zusammenfassung

Die Fachgruppe Thermo- und Fluiddynamik der
Kerntechnischen Gesellschaft im DAtF veranstaltete
am 11. Mirz 1975 in Bensberg ein Seminar, bei dem
neben der Vertffentlichung und Diskussion der
Vergleichsrechnungen von Temperaturfeldern in
Stabblindeln mit Natriumkiihlung auch die wichtigsten
Themen der Unterkanalanalyse und Brennstabmechanik
behandelt wurden. Dabeil sind insbesondere der Stand
der theoretischen und experimentellen Untersuchungen
an natrium- und gasgekihlten Schnellbriiter-Brenn-
elementen und Schwerpunkte weiterfihrender Arbeiten

erldutert worden.

Abstract

THERMO~ AND FLUIDDYNAMIC SUBCHANNEL-ANALYSIS OF FAST-
BREEDER-FUEL-ELEMENTS AND ITS RELATION TO THE FUEL-
ROD-MECHANICS

This report is the collection of all papers presented
within a meeting held by the Thermo- Fluiddynamics
Division of the Kerntechnische Gesellschaft im
Deutschen Atomforum e.V. in March 1975.

The objective of the meeting was to present and

compare calculated and measured temperatures within
sodium cooled fuel rod assemblies and to treat the

most important problems of subchannel analysis and fuel
rod mechanics. The status of the theoretical and
experimental investigations with respect to sodium- and
gascooled fast breeder fuel elements as well as future

work were summarized.
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VORWORT

Die einleitenden zwei Beitrdge, in denen der Projektstand
der natrium- und gasgeklihlten Schnellbriiter-Brennelemente
prdsentiert wird, behandeln die wichtigsten Gesichtspunkte
der Brennelementauslegung und geben eine allgemeine Infor-

mation Uber die derzeit laufenden Entwicklungsarbeiten.

Im Jahre 1974 sind im Rahmen des Arbeitsausschusses "Unter-
kanalanalyse und Brennelementauslegung" der KTG-Fachgruppe
Thermo- und Fluiddynamik Vergleichsrechnungen von Tempera-
turfeldern in Stabblindeln mit Natriumkiihlung durchgefiihrt
worden. Diese hatten als Hauptziel die Vorausberechnung von
Temperaturfeldern und Druckfdllen und den Vergleich der
Rechenergebnisse miteinander und mit vorliegenden, noch
nicht verdffentlichten experimentellen Daten. Die Aufgaben
unterschieden sich voneinander durch unterschiedliche Stab-

blindelgrtfen, Abstandshaltertypen und Beheizungsarten.

In einem zusammenfassenden Beitrag werden die Ergebnisse

von vier Institutionen, die sich bei den Vergleichsberech-
nungen beteiligt haben, gegenilibergestellt und im einzelnen
diskutiert. Trotz der positiven Gesichtspunkte aus dem Ver-
gleich der Ergebnisse ist festzustellen, daf sowohl in Bezug
auf die Rechenprogramme als auch auf die Experimente Verbes-
serungen ndtig sind. Um den Winschen, die verwendeten Rechen-
programme und deren Eingabegr&fRen n&her zu erldutern, Rech-
nung zu tragen, sind hierzu im Anhang dieses Beitrages auch
kurze Diskussionsbeitrédge der beteiligten Institutionen zu-

sammengestellt worden.



Die thermo- und fluiddynamische Unterkanalanalyse ist zur
Zeit die einzige Methode, die es gestattet, die gewlnschten
Informationen flir die Auslegung von Brennelementen zu er-
langen. Wichtige Voraussetzungen bei der Anwendung dieses
Ndherungsverfahrens sind die Kenntnis der thermo- und fluid-
dynamischen Phdnomene in Stabblindeln, die Kenntnis des Ein-
flusses dieser Phénomene auf die Auslegungsparameter, die
physikalische und mathematische Beschreibung dieser Phdno-
mene, die Kenntnis von Korrelationen fiir die {iberzihligen
Unbekannten in den Bilanzgleichungen und experimentelle
Daten zur Uberpriifung der Rechenergebnisse. Diesem Thema

sind vier Beitrdge gewidmet:

1. Physikalische Ans&tze und wesentliche Einflufgréfen

der thermo- und fluiddynamischen Unterkanalanalyse

2. Geschwindigkeitsfelder und Druckverlustkoeffizienten

in Blindelgeometrien
3. Temperaturfelder in Blindeln mit Natriumkihlung
4. Wdrmeabfuhr in Blindeln mit Gaskilihlung

Als wesentliche Punkte, um die Unterkanalanalyse zu ver-

bessern, k&énnen folgende herausgestellt werden:

- Die mathematische Beschreibung von Ph&dnomenen und Koeffi-
zienten muf in grbRerem MaRe die physikalischen Hinter-
grinde beriicksichtigen, um einerseits ein Programm nicht
auf einen zu geringen Parameterbereich zu beschrédnken -
wobei jedoch keinesfalls ein Universalprogramm angestrebt
werden sollte - und andererseits Einfllisse dieser Ph&nomene

abschdtzen zu k&nnen (eventuell Rechenzeitersparnis).



- Eine Genauigkeitssteigerung der Ergebnisse beruht im
wesentlichen auch auf der Art der Unterteilung des Blindels
in sogenannte Unterkandle. Hier missen Anstrengungen unter-
nommen werden, durch eine andere Aufteilung als die bis-
herige, insbesondere in Rand- und Eckbereichen des Stab-

bindels, eine Steigerung der Genauigkeit zu erzielen.
- Berlicksichtigung des hydrodynamischen Einlaufs.

- Kritische Sondierung der zur Verfligung stehenden Korre-

lationen {(z.B. Nusselt-Korrelationen).

Sowohl zur thermo- und fluiddynamischen Unterkanalanalyse
als auch zur Brennstabmechanik ist eine Vielzahl von Ver-
6ffentlichungen bekannt. Dagegen befindet sich das Studium
der Wechselwirkung zwischen Brennstabmechanik und Thermo-
Fluiddynamik erst in der Anfangsphase. Drei Hauptgriinde

kdénnen daflr angeflhrt werden:

- Legt man nominelle Geometrie zugrunde, so spielt die
Wechselwirkung nur bei Rand- und Eckstdben eine erhebliche
Rolle. Erst wenn man die unvermeidlichen Abweichungen von
der nominellen Stabblindel~Geometrie in die Betrachtungen
mit einschlieBt (Fertigungstoleranzen), erlangt die Wech-
selwirkung auch flir alle anderen Stdbe erhebliche Bedeu-
tung.

- Eine volle Berlicksichtigung der Kopplung zwischen Brenn-
stabmechanik und Thermodynamik willrde die simultane L&sung
beider Probleme erfordern. Dies scheint zumindest noch

gegenwdrtig die vorhandenen Kapazitdten zu libersteigen.

- Die L8sung des gekoppelten Problems erfordert die sehr
enge Zusammenarbeit zwischen zwei verschiedenen Fach-
disziplinen, ndmlich der Brennstabmechanik und der Thermo-

und Fluiddynamik.



Das Thema "Brennstabmechanik und ihre Wechselwirkung mit
der thermo- und fluiddynamischen Unterkanalanalyse" wird

in zweil Beitrdgen behandelt:

1. EinfluB der Temperaturfelder in Biindeln mit Natrium-

kdihlung auf Brennstab- und Blindelauslegung

2. Thermische Auslegung und mechanisches Verhalten von

gasgeklihlten Brennelementen (mit entgasten Brennstdben)

Dabei wird insbesondere auf den EinfluR der Temperatur-
differenzen und des Schwellens auf die Hiillrohrspannungen
und die Wechselwirkung zwischen Temperaturverteilung und
Stabverbiegung nidher eingegangen. Es wird ein Uberblick
tiber den gegenwdrtigen Bearbeitungsstand gegeben und auf
die Notwendigkeit, die vorhandenen Rechenmodelle zu er-

weitern und durch Experimente zu best#dtigen, hingewiesen.



PROJEKTSTAND SNR-BRENNELEMENTE

H. Mayer
INTERATOM, Bensberg

1. Beschreibung des Elementes

Die Abb. 1 zeigt eine Schemazeichnung des Brennele-
mentes, wie es zum Einsatz wdhrend der ersten 3 Be-
triebsperioden (= Kern Mark Ia) vorgesehen ist. Der
Vollstédndigkeit halber sei erwdhnt, daR der Kern mit
Ausnahme der Absorberwechsel und der Entnahme von |

Blindelementen unverdndert Uber diese Betriebszeit

steht.
e
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Abb. 1: Brennelement flir die Erstbeladung
(Kern Mark Ia) des SNR-300



Das Brennelement ist wie folgt charakterisiert:

In einem sicherheitstechnisch und thermohydraulisch erfor-
derlichen hexagonalen Kasten befindet sich das Brennstab-

blindel in einer Dreieckanordnung mit 169 Positionen.

166 Positionen sind von Brennstdben und 3 von Struktur-
stdben zur axialen Fixierung der Abstandshaltergitter be-
setzt. Die Brennstdbe selbst sind nur am unteren Ende an
einer Stabhalteplatte befestigt, die ihrerseits wieder am
Brennelementfu® fixiert ist. Zur Handhabung, Unterbringung
von Thermoelementen und Durchmischungseinrichtung dient ein
Kopfstick.,

Der Kern des Biindels ist die Abstandshalterung der Brenn-
stdbe zueinander, die maRgeblich die optimale Temperatur-
verteilung und minimale Bfennstabbelastung (als Konsequenz

im wesentlichen der Temperaturverteilung!) bestimmt.

Fir die Erstbeladung des SNR-300 wurden Gitterabstandshalter
aus punktgeschweifften Blechstreifen ausgewdhlt, und zwar
primdr aufgrund der relativ unkomplizierten Fertigung und
einer gro&Reren Anzahl abgeschlossener Versuche. Langfri-
stig meinen wir jedoch, daR einerseits im Hinblick auf grofe
anzufertigende Stilickzahlen und andererseits aufgrund leicht
vorzunehmender geometrischer Variation entsprechend den
thermohydraulischen Erfordernissen die mit Funkenerosions-

verfahren hergestellten Gitter zum Einsatz kommen missen.

Die wichtigsten Brennelementdaten fir die Erstbeladung sind:

Brennstdbe: 166
Stabdurchmesser: 6 mm
Brennstofftablettendurch- 5,09 mm
messer:

Tablettendichte: 86,5 % t.D.
Aktive S&ule (Pu02+U02): g50 mm
Axialer Brutstoff (UOQ): 2 x 400 mm

Max. nom. Stabldngenleistung: 355 W/cm



Max. nom. Abbrand: 85.000 MWd/tMet
Standzeit: 4o VLT

Max. nom. HUllrohrwandmitten- 620°C
temperatur:

Stand von Planung und Fertigung

Die Abb. 2 faBt die relativ komplizierte Projektstruk-
tur gerade flir den Sektor "Reaktorkern'" zusammen. Es
ist offensichtlich, dak die Neuartigkeit des Projektes

nicht nur in technischen Bereichen liegt.

Die gegenwdrtige Planung sieht die Kritikalitdt des
Reaktors im 2. Quartal 1979 vor und das Ende der An-

lieferung der Brennelemente 3 Monate vorher.
Der Stand der Fertigungsvorbereitung ist wie folgt:

a) Die Hlllrohre sind in der Bestellphase (d.h. die
technisch fertiggestellte Spezifikation ist in der

kommerziellen Verhandlung).
b) Die Brennstoffspezifikation ist technisch verhandelt.

c) Alle iUbrigen Komponentenspezifikationen ebenso
wie die Gesamtspezifikation werden bis Mitte 1975

erstellt sein.

Spezifikation bedeutet hier nicht nur Material, Dimen-
sionen und Toleranzen, sondern die Gesamtheit der
technischen Herstell-, Liefer-, Prif- und Abnahmebe-
dingungen. Parallel werden die flr das atomrechtliche
Genehmigungsverfahren erforderlichen begleitenden Unter-

lagen (Auslegungsbegriindungen etc.) erstellt.
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Die detaillierten Auslegungsarbeiten werden bis zum
2. Quartal 1976 mit den Auslegungsberichten abge-
schlossen sein. Bis Ende 1976 missen die Beitrdge zum
Sicherheitsbericht erstellt sein. Damit ist zwar

die eigentliche Planungsphase abgeschlossen, jedoch
ist zu erwarten, daBk bis zum Zeitpunkt der Inbetrieb-
nahme und auch dariUber hinaus Anfragen und Auflagen
der Gutachter der Genehmigungsbehdrden zu bearbeiten

sein werden. Art und Umfang sind unbekannt.

Auslegungsrandbedingungen

Anforderungen vom System

Neben den geometrischen und handhabungstechnischen
Randbedingungen sind - vereinfachend - als Anforderungen

vom System her zu nennen:

Reaktoraustrittstemperatur: 550°¢C
Reaktoraufwdrmspanne: 170°C
Stabldngenleistung: < 600 W/cm
Brennstoff: U-Pu-Mischoxid
Hiille und Struktur: CrNi-Stahl
BE-Standzeit: Lyc VLT

Flir die genannten Zahlen miRte natlirlich stehen "so
hoch wie mdglich"; es ist aber klar, daR® die Beschrdn-
kung nach oben zumindest in den Systemtemperaturen von
der Festigkeit der Stdhle vorgegeben ist. Weiterhin
definiert die Analyse der Auslegungsunsicherheiten den
Abstand zwischen technologischer Grenze und Auslegungs-

wert.



- 10 =

Randbedingungen von verfligbarer Technologie und
Werkstoff

Die Brennelemente des SNR-300 und ebenso die der An-
lage grdPerer Leistung (SNR-2,% 2000 MWe), deren Pla-
nung angelaufen ist, basieren auf dem international
akzeptierten "Stahl-Oxyd-Konzept". Diese Vorgabe re-
sultiert primdr aus der vorhandenen und Uberschaubaren
Technologie (sehr langfristig wird natirlich Karbid-
brennstoff und Vanadium- oder Nickel-Strukturmaterial

interessanter sein):

o e e e

grund seiner hohen Schwellraten nie ernsthaft be-
trachtet, hingegen ist die Oxidtechnologie vom LWR
her bekannt (auf die Besonderheiten und Schwierig-
keiten der Plutonium-Verarbeitung wird hier nicht

weiter eingegangen).

b) Strukturmaterial: Der Werkstoff der Technik ist

Stahl, und zwar sowohl von den Eigenschaften wie

von der Verarbeitbarkeit her, Gerade letzterer Punkt
ist eine zentrale Forderung fiilr die Realisierung
eines Projektes. Die Einflihrung an sich vielver-
sprechender neuer Werkstoffe scheitert an der nicht
ausreichend bekannten oder abgesicherten (d.h. nicht

Uber den LabormaRstab hinausgehenden) Technologie.

Beispielhaft flir eine grdRere Zahl werkstofftechnischer

Randbedingungen sei hier nur das Schwellen des Stahls

im schnellen NeutronenfluB genannt. Uber dieses Phdno-

men wurde Ende 1967 berichtet, und zwar nach Auswertung
von Bestrahlungsversuchen im DFR (Dounreay Fast Reactor
in Schottland). Der gegenwdrtige Kenntnisstand 148t

sich pauschal wie folgt zusammenfassen:
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Unter dem Einfluf der schnellen (energiereichen) Neutro-
nenstrahlung kommt es zu einer isotropen Volumenzunahme,
die Jje nach Stahlsorte temperaturabhidngig ist. Diese Tem-
peraturabhdngigkeit zeigt Abb. 3 flir verschiedene Stdhle
bzw. Behandlungszustdnde, und zwar aufgetragen als prozen-
tuelle Ldngendnderung. Die n-Dosis geht exponentiell ein
(~2). Es ist umnmittelbar einsichtig, daf diese langsam zu-
nehmenden irreversiblen Dimensionsdnderungen wesentlich das
mechanische Verhalten des Kerns bestimmen, wobei betrdcht-
liche Unsicherheiten in der Kenntnis aller EinflufgréBen

in Kauf genommen werden missen. Die Betrachtung wird durch
die Temperaturabhdngigkeit insofern verkompliziert, als Bau-
teile in Temperaturgradienten eben dadurch auch Schwellgra-
dienten unterliegen und es zu, den Wdrmespannungen Uberla-

gerten "Schwellspannungen" kommt.

HH

11
I

-+ AL/L [%]
=
w

l 5x 102 n/cm?

600 700

Abb. 3: Relative Ldngendnderung bei Neutronenbestrahlung
in Abh&ngigkeit von der Temperatur
(Kenntnisstand: TFebruar 1975)
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Begrlindung des gewdhlten BlUndelkonzeptes

Wesentliche Grundlage zur Definition des Bindelauf-
baues war die Berlcksichtigung des Stahlschwellens,
Hier ist eines der zentralen Probleme, die mechanische
Wechselwirkung zwischen Kasten und Gitter, zu vermei-

den oder zu minimalisieren.

Als Ergebnis der bisherigen thermohydraulischen und me-
chanischen Analysen wurde das freistehende Blndel aus-

gewdhlt.

Die wesentlichen kiUhlungstechnischen Randbedingungen

sind:

(1) Temperaturformfaktor nahe 1
(d.h. geringe Abweichung der Kanalaufwdrmspannen

von der mittleren Austrittstemperatur)
(2) Minimale Umfangstemperaturdifferenz an Brennstdben

< O B
(3) THﬁllenmitte 685°C (extremal mit HCF)

(4) Hohe mittlere BE-Austrittstemperatur

(5) Minimaler Druckverlust

Im Laufe der Analysen stellte sich heraus, daR die ent-
scheidenden Kriterien sowohl fir die Mechanik des Bin-
dels als auch flir die Reaktoraufwdrmspanne die Forderun-
gen nach niedrigem Temperaturformfaktor und nach niedri-
ger Umfangstemperaturdifferenz an Brennstdben ist. Hier
liegen letztlich die Vorteile des funkenerodierten Ab-
standshaltergitters. Das genannte Konzept des freiste-
henden Blndels hat allerdings zur Folge, daR in der Aus-
legung auch die exzentrische Lage des Blndels im Kasten
betrachtet werden mufR. Dies flhrt zumindest im Anfangs-
zustand zu extremen Temperaturverteilungen und damit
mechanischen Belastungen, vor allem in den Brennelementen
am Kernrand. Die Aufwérmspannen eines solchen Elementes
je Kanal zeigt Abb. U4, wobei eine exzentrische Lage des
Blindels im Kasten angenommen wurde (Berechnung mit dem
Thermohydraulik=-Code CIA).
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Abb. 5: Spannungsverteilung im Abstandshalter:
(A) Wirmespannungen, (B) Uberlagerung Widrme-

und Schwellspannungen



Die mechanische Spannungsanalyse erfolgt mit dem Finite-
Element-Programm SAP, das sich inzwischen flr eine
groRere Zahl von Anwendungsfdllen bewdhrt hat. Die Abb. 5
gibt eine typische Spannungsverteilung flir den Abstands-
halter in einer optimierten Geometrie, wie sie im Fun-

kenerosionsverfahren herstellbar ist.

Auf den gravierenden Beitrag des Schwellens muf hinge-
wiesen werden. n

Nach dem gegenwdrtigen Kenntnisstand sind die durch das
Strukturmaterialschwellen entstehenden Schwierigkeiten
nicht nur zu reduzieren durch "schwellfreundliche" Mate-
rialien, sondern vor allem durch eine mdglichst gleich-

mdRige Temperaturverteilung.

Kasten und Kastenverband

Der Aspekt des Kastens geht weit Uber die reinen brenn-
elementbezogenen Probleme hinaus und greift in das Ver-

halten des Gesamtkerns stark ein.
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Schematische Darstellung der Kastenverformungen



Immerhin macht die Abb. 6 deutlich, daR die Einzeleffekte
in komplexer Weise miteinander verknlipft sind: Die sechs-
eckigen Elemente des Kerns wilrden im Idealzustand Fldche an
Fldche stehen.

Die drei Ph&nomene

- Temperaturgradient im Kern
- Strukturmaterialschwellen (abhdngig von Temperatur und
n-Flul!)

- bestrahlungsinduziertes Kriechen

flihren zu einer Verbiegung der Elemente nach aufen und zur Aus-
bildung von "Bduchen" der Kdsten im FluBmaximum, bedingt durch
die Kihlmitteldruckdifferenz zwischen Kasteninnen- und aufen-
seite. Daraus folgt unmittelbar, daR zwischen den Elementen

ein ausreichender Spalt vorgesehen sein muR, ebenso wie im

oberen Kernbereich Raum zur begrenzten Verbiegung.

Umn die Belastung des Einzelelementes im Verband so gering wie
méglich zu halten, miissen darliiber hinaus die Elemente gegen-
einander verschiebbar sein, d.h. die Reibkridfte an den Ab-
stitzfldchen mliissen durch Auswahl geeigneter Materialpaarungen

limitiert werden.

Wichtiger als die Begrenzung der Krdfte auf den Einzelkasten

und den Kastenverband sind die folgenden beiden Randbedingungen:

a) Die geometrischen Verschiebungen diirfen nicht zu unkon-

trollierten Reaktivitdtsdnderungen fihren.

b) Die aus ihrer Ideallage bewegten Elemente miissen mit den
Handhabungsvorrichtungen zu greifen und zu identifizieren
sein (d.h. die Position muf eindeutig anzufahren sein!)
und missen trotz Verbiegung und Ausbeulung aus dem Kern
entfernbar und mindestens auf diese Position wieder einsetz-

bar sein.



Gerade letzter Punkt - die erst im Prototyp zu ge-
winnende Handhabungserfahrung - erlaubt es zur Zeit
nicht, eine glinstigere Brennstoffausnutzung durch Um-
setzen von Brennelementen vorzusehen. Der erst im Proto-
typ selbst zu gewinnende Handhabungserfahrung kommt da-

her h&chste Bedeutung =zu.

Absicherung des Konzeptes durch F+E-Arbeiten

Neben den im Rahmen dieser Tagung zu berichtenden Ent-
wicklungsarbeiten liegt der Schwerpunkt der Arbeiten zum

Brennelement

a) auf der Methodenentwicklung

b) auf Bestrahlungsversuchen.

Beispielhaft fir die in den letzten Jahren bei INTERATOM
stattgefundene intensive Entwicklung von Auslegungsme-
thoden sei der Brennstabcode IAMBUS erwdhnt, der eine
detaillierte Spanndngsanalyse von Brennstoff und Hille

in radialer und axialer Richtung ermdglicht.

Den Stand der Bestrahlungsversuche fassen die Abb. 7 und 8
zusammen:

Die Tabelle der Abb. 7 listet alle Brennstabtests auf,
soweit Herstellungs- und Betriebsbedingungen den SNR-
300-Verhdltnissen nahe kommen. Bei der Bewertung der Ver-
suche ist die zeitliche Entwicklung der Kenntnisse und
damit der Konzepte in Rechnung zu stellen. Die Bestrah-
lungsreaktoren waren BR-2, DFR und RAPSODIE. Auf die
nicht repridsentativen Neutronenfllisse braucht nicht extra
verwiesen werden. Zwei Versuche mit Stabfehlern (MOL-7B,
DFR-455) befinden sich zur Zeit in der Untersuchung.

Die Abb. 8 macht deutlich, daR® die geforderten Reaktor-
bedingungen in bezug auf Leistung und Abbrand durch die

bisherigen Versuche abgedeckt sind.



~ Experiment Nr. of pins Max. lin Power Max. cladding Max. Burn-Up Nr. of defect Pin failure
rating : Temperature (MWd / t Met“oa pins ' at Bumn-Up
{W/em) {°C)
Mol 7Al Loop) 7 590 630 L4 1 33
MFBS-4 (Loop) 3 700 585 28 0 -
MFBS -6(Loop) | 91«5 VIPAC) 570 650 95 2(+3 VIPAC) 71
DFR 304 (trefoil) 3 450 670 (?) 57 0 -
DFR 32472,3 2{+1 VIPAC) 440 597 57 1 52 to63
{trefoil ) {+3 VIPAC) 440 607 59 0 -
DFR 350 {bundle) 39 450 650 52 0 -
DFR 435/6,7,3 1 400 640 90 7 B4 t090
[ trefoils) [ 5+3+3 )
Rapsodie
Monitors 5 480 610 64 0 -
Rapsodie 1 2x34 490 610 94 0 -
{bundles}
TOTAL 156 400 -700 28 - 94 11 33-90

Mixed oxide fuel

585 - 650

7: Brennstabbestrahlungen :zum SNR-300D

Abb. D

LT
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Abb. 8: Bestrahlungsversuche mit 6 mm Brennstab

Sicherheitstechnische Riickwirkungen auf das Brennele-

mentkonzept

Die hier dargestellte und bisher Ubliche Vorgangsweise
war ausschlieRlich die Optimierung nach betrieblichen
und herstellungsorientierten Erfordernissen, wobei na-
tlirlich die Freisetzung von Spaltprodukten - man dachte

primdr an Spaltedelgase - zu verhindern war.

Nun zeigt sich flr den Brennstab zweierlei: der Spalt-
gasinnendruck ist relativ einfach beherrschbar durch
Vergrdferung des Plenums. Viel schwerwiegender sind Feh-
ler in der Brennstoffzone, die-soweit heute feststellbar -
durch Festk&rperdruck zumindest ausgeldst werden. Zum
quantitativen Verstidndnis der Konsequenzen ist eine um-
fangreiche Versuchsserie angelaufen, die Beitrdge lie-

fern muB zu:



- Pu-Austritt und Transport im Primdrkreis
- Klhlkanalblockade mit Folgeschdden

- Reaktion des Brennstoffs (u.U. in Abhdngigkeit vom Sauer-

stoffangebot) mit dem Kihlmittel und Folgeschédden.

Auch das Stabblindel ist dahingehend zu untersuchen, daf es
sicherheitstechnischen Forderungen gerecht wird. Soweit bis~-
her absehbar, muf der Kern und damit das Einzelelement im
Falle einer Durchflufstérung, z.B. durch Pumpenausfall, allein
durch Naturumlauf des Kihlmittels soweit kilhlbar sein, daR
schwerwiegende Schdden durch Uberhitzung ausgeschlossen sind.
Weiterhin muf sichergestellt sein, daB® Brennelemente nach ab-
normalen Betriebsfdllen (Betriebsst&rungen) weiterbetrieben

werden kdnnen.

Es ist sicher, daf diese Gesichtspunkte die Brennelement-
auslegung fir Na-gekiihlte Briiter in steigendem MaRe bestimmen

werden.

Herren Heyne, Justus, Spenke und T&bbe (alle INTERATOM) wird
herzlich gedankt flir die Bereitstellung von Ergebnissen ihrer
Arbeit.






PROJEKTSTAND SGR-BRENNELEMENTE

K. Goetzmann

Kraftwerk Union, Erlangen

Einleitung

Der Anreiz, schnelle Brutreaktoren mit HeliumkiUhlung zu
entwickeln, liegt in den bezliglich Betriebs- und Sicher-
heitsverhalten glnstigen Eigenschaften des Kihlmittels
Helium. Das erwartete Betriebsverhalten ist glinstig, da
Helium chemisch inert, nicht aktivierbar und optisch
transparent ist. Sicherheitstechnisch ist Helium vorteil-
haft, da bei seiner Verwendung keine pldtzlichen und
groRen Dichtednderungen mit den daraus resultierenden

unerwiinschten Folgen auftreten kdnnen.

DaR der heliumgekihlte schnelle Briiter gut briitet, ist
allgemein bekannt und akzeptiert. Daf es m&glich ist, den
Kern eines schnellen Reaktors mit Gas in einer Weise zu
kithlen, daR das Performance vergleichbar / 17/ ist mit
demjenigen eines natriumgekiihlten Reaktors, wird gele-
gentlich noch bezweifelt. Wie dieses Performance zudem
noch mit einem Brennelement zu erzielen ist, welches
welitgehende Ahnlichkeit mit dem des natriumgekiihlten schnel-~
len Reaktors hat, soll einleitend erldutert werden. Der
Hinweis auf die Ahnlichkeit ist Ubrigens nicht trivial,
denn es sind auch Gasbrliter mit andersartigen Brennele-
menten denkbar, wie etwa die Coated Particle-Entwlirfe

der Casbreeder Reactor Association zeigen /[ 2_/.



Das von KWU und General Atomic gemeinsam verfolgte
Gasbriiterkonzept beschrdnkt sich jedoch zundchst be-
wuBt auf die Verwendung des stabfdrmigen Brennelemen-
tes, um die flir dieses in der Natriumbriterentwicklung
gewonnenen Erfahrungen soweit wie irgend mdglich zu
nutzen und um demzufolge die zusdtzlichen Entwicklungs-
kosten zu minimalisieren. Diese Beschrdnkung bildet den
einen von zwei wesentlichen Ecksteinen in der Entwick-
lungsstrategie flr den Gasbriiter. Der andere, der
Vollstdndigkeit halber zu erwdhnende, beruht komplemen-
tdr darauf, sich bezliglich des nuklearen Dampferzeu-
gungssystems auf die Entwicklung der thermischen Hoch-

temperaturreaktoren abzustltzen.

Die Klihlung des Gasbriiters, verglichen mit derjenigen

flr andere Reaktoren

Physikalische Griinde verlangen fir den Kern schneller
Reaktoren eine vergleichsweise hohe Anreicherung an
spaltbarem Material. Wirtschaftliche Grilnde erfordern
ihrerseits eine hohe spezifische thermische Belastung
dieses Spaltstoffes. Daraus folgt, daR auch die Kern-
volumenleistung hoch sein muf. Man muf also die ge-
winschte Wdrmeleistung aus einem begrenzten Kernvolumen
unter der wichtigen Nebenbedingung abfiithren, da® bei
einer vorgegebenen, materialbedingten Brennstabober-
fldchentemperatur eine mdglichst hohe Kihlmittelaus-

trittstemperatur erzielt wird.

Zur Erfillung dieser Forderung missen sowohl die auf
den freien, d.h. fir das Kihlmittel zur Verfligung ste-
henden Querschnitt des Kerns bezogene Wdrmeabfuhrka-
pazitdt des Klhlmittels, als auch die diesem zuzuord-

nende Wdrmellbergangszahl m&glichst groB sein. Auf das



Kihlmittel bezogen heift das, daB® von Wichtigkeit
sind: die Aufheizspanne, die Dichte, die spezifische
Wdrme und schlieBlich Geschwindigkeit und Wdrmeleit-
fdhigkeit des Kihlmittels.

Wie sich die beiden heute noch betrachteten Kihlmittel
Natrium und Helium unterscheiden, geht aus Tab. 1 her-
vor, die typische Daten fur die thermohydraulische
Auslegung des Kerns enthdlt, wobei zur Illustration
auch Daten flir einen (thermischen) Druckwasserreaktor
der jetzigen Generation aufgenommen worden sind. Man
erkennt die bereits erwdhnte hohe Leistungsdichte im
schnellen Kern sowie die damit verbundenen hohen Stab-

leistungen und Wirmedichten an der Staboberfldche.

Tabelle 1: Typische Auslegungsdaten flr grofe Reaktoren

Kihlmittel Wasser Helium Natrium

Leistuggsdichte Kern, 90 250 300-500

MWth/m

Mittlere Stableistung.,W/cm 200 330 300

Druck, at 160 120 ' 6

Aufheizspanne, °c 30 280 165

Kiihlmittelgeschw., m/sec Y 80 L - 8

Wérmestromgichte im HU1ll- 60 130 160-200

rohr, W/cm

Temp.-Abfall Hlille - Kihl- 20 65(130) 20 - 25
. o}

mittel, “C

Wdrmeabfuhrkapazitdt, be- 68000 80000 80000 - 150000

zogen auf den fre%en Kern-
querschnitt, W/cm

warmiﬁbergangszahl, 3 2.0 8
W/cm” grd (1.0)




Die Wdrmeabfuhrkapazitdt als globales MaR flr die Kern-
kiithlung unterscheidet sich bei den schnellen Reaktoren um
etwa einen Faktor zwei zugunsten der Natriumkiihlung. Noch
grofer ist der Vorteil von Natrium bei der Wdrmelbergangs-
zahl, die bei vorgegebener Kihlmittelaustrittstemperatur
(und Stableistung) im wesentlichen die vorgegebenen Brenn-
staboberfldchentemperatur bestimmt. Wegen seiner hohen Wdrme-
leitfdhigkeit einerseits und seiner hohen volumetrischen
Wdrmekapazitdt bei geringem Druck andererseits ist Natrium
ein sehr gutes Kihlmittel, welches Helium zundchst Uberle-
gen ist. Zur Verwirklichung einer vergleichbaren Kihlung
mit Helium muB im wesentlichen folgender Aufwand getrieben

werden:

-~ hoher Kihlmitteldruck

- hohe Pumpleistung zur Erzielung hoher Kihlmittelgeschwin-
digkeiten

- Verbesserung des Widrmelberganges an den Brennstabober-

fl8chen durch Turbulenzfdrderer (Aufrauhung).

14 m
13 spez. Spaltstoffleistung MW/ kg
12
11 \\ // rel. Brennstoffzykluskost
: . en
10 \\\ /// Y
NEANAN
08 /\\
07 A NI\ 3
' / Kernvolumen x 107" (m*)
0,6 =~ BrennstabauBendurchmesser (cm)
05 - Reaktoraustrittstemperatur x 1073(°C)
Gebliselei tung
0.4 ><+T"] | thermische Leistung
03—
, AN »
0,2 = Inventar x 107" (kg)
Standzeit x 10~ (Vollastjahre )
1 12 13 14 15 16
——= Anreicherung %
Abb. 1 - Charakteristische Daten fir die Auslegung eines

1000 Mwe—Gasbrﬁterkerns als Funktion der Anreicherung



Treibt man diesen Aufwand, dann ist auch Helium ein akzep-
tables Kihlmittel zur Kihlung schneller Reaktoren. DaB dabeil
noch ein weiter Spielraum flr die Kernauslegung vorhanden
ist, kann aus Abb. 1 entnommen werden, in welcher flr be-
stimmte, vorgegebene konservative Randbedingungen charakte-
ristische Daten der Auslegung aufgetragen sind. Die konser-

vativen Randbedingungen sind im wesentlichen

- 700°C als Grenzwert fir die max. HeiBstellentemperatur in
der Mitte der HUllrohrwand |

- eine relative Hillrohrwanddicke von Da/Di = 1.15 am Grund
der Aufrauhung |

- relativer Druckverlust im Primdrkreislauf von Ap/p = 0,05

Tab. 2 zeigt eine Auswahl der Daten flir den 1000 MWe-Refe-

renzreaktor.

Tabelle 2 - Auswahl aus den thermohydraulischen Daten fir
den 1000 MWe-Gasbriterkern

Systemdruck: 120 bar
Druckverlust im Primdr- 6 bar
kreislauf:

Maximal nominelle Stab- 430 W/cm
leistung:

Reaktoreintrittstemp.: 273%C
Reaktoraustrittstemp. : 555°C
Maximale HeiBkanaltempe- 700°C
ratur in HUllrohrmitte:
Brennstabaufendurch- 0,82 cm
messer:

Brennstabteilung: 1,1
Aufrauhung in % der 60%
Brennstabldnge:
Multiplikationsfaktor 2

flir den Wdrmelbergang

im aufgerauhten Teil:
Multiplikationsfaktor 4

fuir den Druckverlust im
aufgerauhten Teil



Stand der deutschen Gasbriiterarbeiten

In der Bundesrepublik wird derzeit ein begrenztes
Gasbriiterprogramm durchgeflihrt, bei welchem die bei-
den Forschungszentren Gesellschaft fir Kernforschung,
Karlsruhe, und Kernforschungsanlage Jlilich und die
Kraftwerk Union Erlangen zusammenarbeiten. Das Programm
hat zwel Schwerpunkte: zum einen wird auf dem Brennele-
mentsektor als Schllisselexperiment flr die weitere
Gasbrliterentwicklung das sogenannte Moler Bestrahlungs-
vorhaben von KFA und KWU vorbereitet und durchgefihrt.
Zum anderen hat KWU zusammen mit der GfK eine Referenz-
auslegung fir ein 1000 MWe Gasbriterkraftwerk vorge-
nommen und dessen Sicherheitsverhalten qualitativ und
quantitativ detailliert untersucht. Auf beiden Sektoren
arbeiten die deutschen Partner mit der General Atomic
Company zusammen, von deren Konzept fiUr einen 300 MWe

Gasbrlter wir in Deutschland ausgegangen sind.

Das Ziel des Bestrahlungsvorhabens Mol [ 37 besteht dar-
in, das gewdhlte Brennelementkonzept durch Langzeitver-
suche in seinen gasbriterspezifischen Merkmalen, ins-
besondere, soweit sie die Druckentlastung der Brennstdbe
(venting) betreffen, zu verifizieren. Die Bestrahlung
wird im BR-2 Reaktor in Mol durchgefiihrt werden. Zum
Einsatz gelangt ein - gegeniliber dem Originalelement
verklrztes = 12-Stab-Brennelementbindel, welches im we-
sentlichen den vorgesehenen Reaktorbedingungen unterwor-
fen wird, wenn man von dem fehlenden schnellen FluB
absieht. Letzteres ist jedoch flir die Zielsetzung des
Experimentes ohne grdfere Bedeutung. Die Vorbereitungen
fir das Experiment sind nahezu abgeschlossen. Insbeson-
dere ist die "Hardware'" weitgehend fertiggestellt, so-
wohl auf der Loop-Seite, flir die die KFA die Federfih-
rung hat, als auch auf der Seite der Brennelementferti-
gung bei KWU [ 477. Der Beginn der Bestrahlung ist fir
Anfang 1976 vorgesehen. Ein die Auslegung dieses Expe-
rimentes bestdtigender elektrisch beheizter Kalibrier-
versuch in Moler Geometrie wird derzeit in der GfK

durchgefihrt.



Die theoretischen Arbeiten zur Auslegung und Sicher-
heit eines groRen Gasbriterkraftwerks, auf die in
diesem Rahmen nicht weiter eingegangen werden soll,
haben ergeben, daf® nach heutiger Kenntnis auch ein
heliumgeklihlter schneller Reaktor keine grundsdtzlich

neuen Sicherheitsprobleme aufwirft.

Die zuklUnftigen deutschen Arbeiten sind, soweit sie
nicht bereits durch die langfristigen Vorhaben wie das
der Moler Bestrahlungen festgelegt sind, auf eine ak-
tive Beteiligung am Bau einer Gasbriliterdemonstrations-
anlage in den USA ausgerichtet. Auch fir diese Beteili-
gung nimmt das Moler Experiment eine Schllisselstellung

ein.

Konstruktion des Gasbriiterbrennelementes

Die konstruktiven Daten flir das Brennelement eines

1000 MWe Gasbriiters sind in Tab. 3 aufgeflihrt.

Tabelle 3 - Konstruktive Daten flir das 1000 MWe-

Gasbriterbrennelement

Gesamtldnge des Brennelementes: 5000 mm
Anzahl der Brennstdbe: 270
Gitterteilung: 11 mm
Brennstablénge: 3100 mm
Brennstabdurchmesser: 8.2+0.03 mm
Brennstabdurchmesser im Auf- 8.0 mm
rauhungsgrund:

Da/Di-Verhdltnis nom. am Auf- 1.15
rauvhungsgrund:

Lidnge der Spaltzone: 1480 mm
Ldnge der Brutzone: 2 x 600 mm
Kasteninnenschliisselweite: 184 .8 mm

Kastenwanddicke:

4 mm



Brennstabldngenleistung max. 430 W/cm
nominell: ‘

Druckverlust im‘Element max.: 4.8 bar
Anzahl der Abstandshalter: 15
Strukturwerkstoff: 1.4981

Abb. 2 zeigt die zugeh®rige Ubersichtszeichnung. AuRerlich
gleicht das Element, von der etwas grdBeren Schlisselweite
abgesehen, demjenigen flr den Natriumbrlter.

Im Gegensatz zum Natriumbriiter-Brennelement 1ist das Brenn-
element des Gasbriiters hidngend angeordnet und fest in eine
Gitterplatte wie ein Kranbalken eingespannt. Die hdngende
Anordnung bedingt eine mechanische Befestigung. Die Be-
festigungsmechanik ist auferhalb der Reaktorkaverne ange-
ordnet. Sie ist besonders robust und einfach aufgebaut. Die
eigentliche Einspannung des Elementes wird durch einen Ke-
gelsitz und durch eine in etwa 1 m Abstand von diesem an-

geordnete Spannzange bewirkt.

Die weiteren Besonderheiten gegeniiber dem Natriumbriterele-
ment betreffen (s. Tab. 4) einmal die klnstliche Aufrauhung
und zum anderen die Druckentlastung der Brennstabinnenat-

mosphdre gegenliber dem aufen anstehenden hohen Kihlmittel-

druck.
Tabelle 4 - Besonderheiten des Gasbriterbrennelementes
1. Druckausgleichsystem - kein Spaltgasdruck im HUllrohr
- keine pldtzliche Freisetzung
akkumulierter Spaltgase
- sauberer Klhlgaskreislauf
(Leckage nach innen)
- Ortung defekter Elemente m&glich
2. Teilweise aufgerauhte - Verbesserung des Wdrmelberganges
Brennstdbe
3. Hingende Anordnung der - mechanische Aufhidngung
Elemente
4. Geringe Neutronen- - groRe Spalte zwischen den Ele-

wechselwirkung mit dem menten zur Aufnahme der Schwell-
Kihlmittel verbiegung mdglich :
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Der Zweck der Aufrauhung ist - wie schon erwdhnt - eine
Verbesserung des Wdrmellberganges durch Erh&hung der Turbu-
lenz des Kihlmittels an der Staboberfldche. Unter Inkauf-
nahme einer lokalen Druckverlusterhthung um etwa den Faktor
3 bis 4 wird der Wdrmelibergang um einen Faktor 2 verbessert,
wie durch zahlreiche Versuche bereits nachgewiesen worden
ist. Die Aufrauhung besteht aus mechanisch - oder auch che-
misch - hergestellten Rippen mit den folgenden Dimensionen:
0.1 / 0.35 / 1.2 mm flir H8he, Breite und Teilung.

Die dritte und wesentliche Besonderheit des SGR-Brennelemen-
tes ist das Druckentlastungssystem. Seine Funktionsweise

ist aus Abb. 3 zu ersehen.
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Abb. 3 - Funktionsschema des Druckausgleichssystems

Kolbenringe dichten das Kaltgasplenum des Reaktors gegen-
Uber dem HeiBgasplenum ab. Die im Brennstab im Normalbetrieb
,aus der Brennstoffmatrix freigesetzten Spaltgase diffundie-
ren durch den kalten oberen Brutmantel und zweil hintereinan-
dergeschaltete Aktivkohlezonen im Brennelementbereich zur
SpaltgasUbertrittsstelle im Bereich des Brennelementkopfes.
Uber eine Metall/Metalldichtung, die jedoch nicht absolut
dicht zu sein braucht, werden die Spaltgase mit Hilfe einer
kontrollierten Leckstrdmung in das reaktorinterne Spaltgas-
sammelsystem geleitet. Die notwendige Druckdifferenz ergibt
sich aus dem Druckabfall des Hauptklhlmittelstromes am
Dampferzeuger: Die Spllwirkung des durch geeignete Formge-

bung kontrollierten Leckstromes bleibt auch dann noch




erhalten, wenn ein Teil der Brennstabhiillen eines Brenn-
elementes versagen sollte. Versuche {lber das Verhalten

der Leckstrtme sind bereits bei KWU mit positivem Ergebnis
durchgefihrt worden. Eine endgliltige Bestdtigung bleibt
jedoch dem Bestrahlungsvorhaben Mol vorbehalten. Die Vor-
teile des Druckentlastungssystems k&nnen wie folgt zu-

sammengefahlt werden:

1. Die Brennstabhille ist weder durch Kihlmitteldruck noch
durch Spaltgasdruck belastet. Hinsichtlich des Kihl-
mitteldrucks herrschen die gleichen Verhdltnisse wié
beim natriumgekiihlten Reaktor vor. Wegen des fehlenden
Spaltgasinnendruckes werden geringere HUllrohrschdden

erwartet.

2. Freigesetzte Spaltgase werden abgeleitet. Sie k&nnen sich
‘nicht akkumulieren und bei Defekten der Hiille pl&tzlich
in den Kreislauf entweichen. Der Kreislauf bleibt weit-

gehend unkontaminiert.

3. Der Reaktor kann auch - in Grenzen - mit defekten Brenn-

stdben betrieben werden.

4. Die Absaugung der Spaltprodukte kann zur Ortung von

Brennelementdefekten verwendet werden.

Bei der Konstruktion des SGR-Brennelementes stehen fertigungs-
technische Gesichtspunkte einerseits und Robustheit des
Elementes andererseits stark im Vordergrund. Dies bedingt,

daB wesentliche Strukturteile des Elementes wie z.B. Stab-
halter, Abstandshalter, Kopf und FuR des Elementes aus

dem Vollen hergestellt werden, was sowohl von der Technolo-
gie her als auch von der Robustheit der erhaltenen Teile

grofe Vorteile bringt. Zur Herstellung komplexer Formen,

wie z.B. beim Abstandshalter und Stabhalter, wird das Fun-
kenerosionsverfahren benutzt, welches schon frihzeitig von

Siemens fUr &hnliche Anwendungen eingesetzt wurde. Um die



bestméglichste Montage und Prifbarkeit des Elementes zu
erreichen, wird es aus einzelnen, flr sich voll prifbaren

Baugruppen aufgebaut.

Das Element (Abb. 2) ist in Skelettbauweise mit sechs
Strukturstdben in den Eckpositionen aufgebaut. Im Zentrum
befindet sich ein Flihrungsrohr, in das eine Instrumentie-
rungslanze eingesetzt werden kann. Die Befestigung des
Abstandshaliers an den Strukturstdben geschieht formschliissig
Uber Distanzhiilsen. Verbindungen, wie SchweiBen und Ldten,
wurden weitgehendst vermieden und durch mechanische Ver-
bindungstechniken, speziell Schrauben, ersetzt. Selbst die
Abdichtung zwischen oberer Endkappe und dem Stabhalter wird
einfach und zuverldssig durch eine Metall/Metall-Flachdich-
tung erzielt. Dichtversuche im Rahmen des Bestrahlungsvorha-
bens Mol haben hervorragende Ergebnisse gezeigt L 57. Auch
die problematisch erscheinenden, flr das Druckausgleichs-
system notwendigen Querbohrungen im Stabhalter, die selbst
beim Bohren von zwei Seiten noch ein Lingen/Durchmesserver-
hdltnis von 50 haben, konnten trotz des geringen, nur 2 mm
grofBen Durchmessers durch Fertigungsversuche als machbar
nachgewiesen werden. Das bei KWU verwendete Tieflochbohrver-
fahren hat sich nicht nur als zuverldssig, sondern auch als
wirtschaftlich herausgestellt L 67/.



Spezielle Brennelement-Entwicklungsarbeiten

Bei der Diskussion der Entwicklungsarbeiten fir das
Brennelement, insbesondere was Experimente anbelangt,
erscheint eine Uber die Grenzen der Bundesrepublik
hinausgehende Kooperation wlnschenswert, fruchtbar
und méglich. Zum einen "beanspruchen'" die SGR-Beflr-
worter ganz generell den grofRen Fundus aus den zahl-
reichen Stabbestrahlungen fliir den fllissigmetallge-

kiithlten Schnellbriter, reprdsentiert durch in etwa

2000 Stdbe im EBR-IT in den USA
1100 St&be im DFR in GroRbritannien
1600 Stdbe im Rapsodie in Frankreich

Zum anderen besteht eine Zusammenarbeit zwischen GA,
KWU und den beiden Forschungszentren KFA und GfK, die
gezielt spezielle SGR-Experimente beinhaltet und die

in Tab. 5 summarisch aufgezdhlt sind.

Tabelle 5§ - Ubersicht lber gegenwdrtige SGR-Versuche

1. Out-of-pile-Versuche

- Warmelbertragung, Druckverluste
- Materialpaarungs- und Vertrdglichkeitsversuche

- Fabrikationsversuche von BE-Komponenten

2. Thermische Bestrahlung an Einzelpins

GB-Serie zum Spaltproduktverhalten

3. Schnelle Bestrahlung an Einzelpins

F-Serie; aufgerauhte Stdbe bei hoher HUllrohrtem-

peratur und Abbrand



4. Blndelbestrahlung

Moler Experiment als integraler performance test,
insbesondere im Hinblick auf die Funktion des Druck-

entlastungssystems

Die aufgeflihrten out-of-pile-Versuche werden im wesentlichen
in der Bundesrepublik durchgefihrt. So ist zum Beispiel die
erste Testserie mit einem elektrisch beheizten 12-Stabblindel
in der flr den Moler Versuch vorgesehenen Geometrie gerade
bei der GfK abgeschlossen worden. Zu erwihnen sind jedoch
auch die umfangreichen Versuche zum Wdrmellbergang an aufge-
rauhten Brennstében,.die am Eidgen&ssischen Institut fir
Reaktorforschung in Wlrenlingen, Schweiz, vorgenommen werden.
Die Bestrahlungen an Einzelstdben bzw. Kapseln der GB- und F-
Serie werden in den USA im Oak Ridge Research Reactor und im
EBR-II-Reaktor durchgeftihrt /[ 8_/. Die Versuche sind zum
Teil bereits abgeschlussen, zum Teil noch im Gange. Die er-
zielten bzw. geplanten Abbrdnde betragen etwa 50-100,000
MWd/t. Das bereits erwdhnte Moler Bestrahlungsvorhaben ist
fir die Gasbriliterentwicklung der Schliisselversuch in der un-
mittelbaren Zukunft, da in diesem Versuch die gasbriterspe-
zifischen Eigenschaften des Brennelementes unter Reaktorbe-
dingungen getestet werden. Der Zielabbrand betrdgt zundchst
60,000 MWd/t. Verhdlt sich das Element so einwandfrei wie
erwartet, so wird die Bestrahlung bis 100,000 MWd/t Abbrand
fortgesetzt.

Fir die fernere Zukunft sind noch weitere SGR-spezifische

Experimente geplant, die in Tabelle 6 zusammengefaft sind.



Tabelle 6 - Ubersicht liber zuklnftige SGR-Versuche

Qut-of-pile

- Verhalten von BE-Komponenten im heifen Helium
- Full Flow Test an Dummy-Brennelementen
- Instrumentierte Brennelement- und Blanket (Teil)-Elemente

zur Verifikation von Rechenprogrammen

In-pile

- weitere Tests im BR-2, um das in-pile-Verhalten von
Brennelementen zu testen

- Testen von aufgerauhten Stdben im schnellen Flu®

- Testen von Stdben und Blindeln unter transienten Bedingungen

Die Planung dieser Experimente erfolgt in enger Abstimmung
nicht nur mit den beiden deutschen Forschungszentren
Karlsruhe und Jilich, sondern auch mit General Atomic im
Hinblick auf eine Zusammenarbeit bei der Verwirklichung

des in den USA geplanten Gasbriiter-Demonstrationsprogrammes .
Abstimmung und Zusammenarbeit haben zum Ziel, die in beiden
Ldndern vorhandenen Resourcen fir die Gasbriterentwicklung

optimal einzusetzen.
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ERGEBNISSE DER VERGLEICHSRECHNUNGEN
VON TEMPERATURFELDERN BEI NATRIUMKUHLUNG

H. Hoffmann
GfK, Karlsruhe

Einleitung

Die flUr die thermo- und fluiddynamischen Kernelement-
auslegung existierenden Rechenprogramme bauen auf ver-
schiedene Modellvorstellungen auf. Sie erm&glichen die
Berechnung von Klihlmittel- und Wandtemperaturen fir kom-
plexe Strdmungsgeometrien, wie sie z.B. flir das Brenn-
element eines natriumgekilhlten Schnellen Reaktors vor-
liegen. In den Codes werden unterschiedliche StrSmungs-
geometrien (Zentral-, Wand- und Eckkandle), Einbauten

im Strdmungskanal (Abstandshalter) sowie unterschied-
liche Stabanordnungen (dreieckig, viereckig, P/D-, W/D-
Verhdltnisse) berilicksichtigt. Wichtigste Parameter filr
die Eingabe in derartige Codes sind theoretisch oder
experimentell gefundene Angaben filir die unterschied-
lichsten Austauschvorgidnge (Energie und Impuls) zwischen
benachbarten Unterkandlen (natlirliche Vermischungsvor-
gidnge aufgrund von Turbulenz oder radialer Druckgra-
dienten, erzwungene Vermischungsvorgdnge aufgrund von
erh®hten Turbulenzen und Nachlaufvorgdngen oder Wendel-

strémungseffekten bei Abstandshaltern).



Im allgemeinsten Fall berechnen diese Codes mittlere
Temperaturen des Kihlmittels in den Teilkandlen eines
Kernelementes. Die Wandtemperaturen werden daraus uber
entsprechende Beziehungen fir den Wdrmelbergang er-
mittelt. Je nach Unterteilung des Stabumfanges in ver-
schieden grofe Segmente ergeben sich so mittlere Wand-

temperaturen und schlieflich deren Verteilung am Umfang.

Ziel

Im Rahmen der KTG-Fachgruppe Thermo- und Fluiddynamik
wurden Vergleichsrechnungen durchgefihrt, um Aussagen
iber die Fihigkeiten, mit denen vorhandene Codes Tem-
peraturen und Druckverluste voraussagen kdnnen, zu er-

halten. Diese hatten zwei Ziele, ndmlich

- die Vorausberechnungen von
mittleren Teilkanaltemperaturen im Bindelquerschnitt
Wandtemperaturen am Umfang von Brennstdben und Blindel-
kasten

Druckabfall Uber die Blndelldnge.

- der Vergleich der Rechenergebnisse miteinander und mit

vorliegenden Experimenten.

Aufgaben
Es wurden 4 Aufgaben so spezifiziert, daR® die Rechener-
gebnisse mit vorliegenden experimentellen Daten (out-of-
pile) verglichen werden konnten. Die Aufgaben unter-

schileden sich wesentlich voneinander durch
- unterschiedliche Stabzahlen der Blndel (19 und 61)

- unterschiedliche Abstandshaltertypen (Gitter und

wendelfdrmige Typen).



- unterschiedliche Stabanordnungen (Verhdltnisse:
Stabteilung/Stabdurchmesser P/D; Wandabstand/
Stabdurchmesser W/D)

- unterschiedliche Beheizungsarten (Anzahl und Posi-

tionen beheizter Stdbe im Bilindel)

Die Aufgabenstellungen sowie die geometrischen Daten
der Kernelemente sind in den Abb. 1-4 enthalten. Die
gewlnschten Ergebnisse unterschieden sich bei den ein-

zelnen Aufgaben.

Definiert wurden Aufgaben mit extremen Belastungsfdllen,
wie sie in einem Kernelement sicherlich nicht zu erwar-

ten sind.

- In einem Fall waren die Kihlmitteltemperaturen in
einem 61-Stabblindel bei elektrischer Beheizung von

nur 2 Stdben zu ermitteln;

- in einem anderen Fall war die Temperaturverteilung bei
Beheizung eines Sektors des Blindels zu bestimmen; dabei
war innerhalb des beheizten Sektors der Eckstab wahl-
weise beheizt oder unbeheizt (Abb. 4).

Daraus zeigt sich, daR die Aufgabenstellungen Anforde-
rungen an die Rechenprogramme beinhalten, die sie nor-
malerweise nicht zu erfiillen brauchen. Die Uberlegungen

dabei waren:

Gelingt es, diese extremen Aufgabenstellungen rechnerisch
zu behandeln und die Ergébnisse experimentell abzustltzen,
dann sind vollbeheizte Blindel umso einfacher, sicherlich
auch umso genauer, mit den verfiligbaren Codes hinsicht-
lich thermo- und fluiddynamischer Gesichtspunkte voraus-

zuberechnen.



Vorgehen

Die spezifizierten Aufgabenstellungen wurden im Januar
1974 an insgesamt 18 Institute im DEBENELUX~-Bereich
sowie an EURATOM/ISPRA versandt. Nach mehreren Zwi-
schenschritten konnte sichergestellt werden, daB® 4 In-
stitutionen ihre Bereitschaft zur Teilnahme an diesen
Vergleichsrechnungen zusagten und folgende Aufgaben be-

arbeiten:

A: BELGONUCLEAIRE, Briissel: Aufgaben: 13 23 3; 4
B: EURATOM, Ispra: Aufgaben: 13 23 33 U4

C: GESELLSCHAFT FUR KERN- Aufgaben: 13 23 33 U
FORSCHUNG, Karlsruhe:

D: INTERATOM, Bensberg: Aufgaben: . 1; 23 3

Die experimentellen Ergebnisse basieren auf Untersuchun-

gen seitens:
BELGONUCLEAIRE, Brilissel: Aufgabe: 4

GESELLSCHAFT FUR KERN-
FORSCHUNG, Karlsruhe; Aufgaben: 13 2

PNC, Japan:+) Aufgabe: 3

Die Ergebnisse wurden auf dem Seminar am 11.3.1975 in
Bensberg bekanntgegeben. Hierbei wurden insbesondere
die vorausberechneten Daten mit den experimentellen Er-

gebnissen verglichen.

*)1, MIYAGUCHI, persénliche Mitteilung



5.

Ergebnisse der Vorausberechnungen, Vergleich mit

experimentellen Daten

Die Ergebnisse der Vergleichsrechnungen sollen wieder-
gegeben werden als Temperatur-Differenzen zur Eintritts-
temperatur. Diese Temperatur-Differenzen sind flr die
jeweilige Aufgabe im Blindelquerschnitt eingetragen oder
graphisch dargestellt. Die wesentlichen Daten werden
darliber hinaus zusammen mit den experimentellen Werten

graphisch wiedergegeben und verglichen.

Aufgaben 1: 61-Stabbiindel mit Wendeldraht-Abstandshaltern

In Abb. 1 ist die Aufgabe spezifiziert, die Geometrien
und Betriebsdaten angegeben. Der Kasten war entlang der
beheizten Stabldnge an der dem Stab 2 zugeordneten
Kastenwandseite isoliert, ansonsten von stagnierendem

Na umgeben. Es handelt sich um die Berechnung

- von mittleren Kihlmitteltemperaturen in den Teilka-
ndlen des Blindels am Ende der beheizten Zone. Nur
zwel von insgesamt 61 Stdben wurden Uber etwa 1 m be-

heizt (Wand- und Zentralstab);sowie

- des Druckabfalls Uber die Blindell&nge von rund 1,5 m.

R e e e et e ot it e o D e S e oo

nehmern sind in Abb. § wiedergegeben. Es zeigt sich:

- Die h&chsten Temperaturen im Blindelquerschnitt werden
im Bereich der beheizten Stdbe vorausberechnet und
nehmen mit zunehmendem Abstand der Teilkandle von den
beheizten Stdben ab. Der radiale Wirmetransport reicht
bis in die kastenwandnahen Teilkandle, was auf der bei

Wendeldrahtabstandshaltern vorliegenden grofen Kihl-



mittelquervermischung im zentralen Blindelbereich
und der gerichteten WendelstrSmung im peripheralen
Kastenwandbereich beruht. Dieses Verhalten wird von

allen 4 Teilnehmern vorausberechnet.

- Die durch den Abstandshalter bewirkte Wendelstrdmung
entlang der Kastenwand wird von 3 Teilnehmern (B,C,D)
rechnerisch als Uber die axiale Blndelldnge gemittelte
kontinuierliche Wendelstrbmung berlicksichtigt. Teil-
nehmer A berlcksichtigt hierbei jedoch nur in der N&he
des Wendeldrahtes die Wendelstr&mung. Hierdurch er-
geben sich Abweichungen in den vorausberechneten ma-
ximalen Temperaturen zwischen Teilnehmer A und den
librigen Teilnehmern um einen Faktor 2 sowie im Tempe-

raturverlauf.

- Der Unterschied der Ergebnisse im zentralen Blndelbe-
reich beruht im wesentlichen auf unterschiedlich an-

genommene GrdRen der Mischraten (Teilnehmer B,C,D).

- Der vorausberechnete Druckabfall Uber die BiUndelldnge
betrdgt im Mittel Ap = 1,52 bar. Es ergeben sich ma-
ximale Abweichungen vom Mittelwert um +13%. Das Ergeb-
nis von Teilnehmer B wurde hierbei nicht berlicksich-
tigt, da nur der Reibungsdruckverlust angegeben wurde
und der durch die Abstandshalter bewirkte Formdruck-
verlustanteil, der beil der vorliegenden Blindelgeometrie
eine wesentliche Rolle spielt, nicht eingeschlossen

ist.

B T e R e e

kann durch die in Abb. 6 wiedergegebenen Daten durchge-
fihrt werden. Abb. 6a stellt Temperaturmefwerte flr die
mit Thermoelementen versehenen Blindelteilkandle dar,
die in Abb. 6a und 6c zusammen mit Rechenwerten einmal
fir die instrumentierte "heiRe" Traverse YY und zum
anderen am Kastenwandumfang in Richtung x graphisch

wiedergegeben werden.



Der Vergleich zeigt:

- Die vorausberechneten Ergebﬁisse der Teilnehmer (Abb. 6b)
liegen unterschiedlich und lassen sich nur hinsichtlich
ihrer Tendenz miteinander vergleichen. Alle Teilnehmer
kalkulieren etwa gleiche Temperaturverldufe im zentralen
Bindelbereich, nur in einem Falle (Teilnehmer A) wird auf-
grund obiger Bemerkungen die hdchste Temperatur im Bln-
delquerschnitt im Bereich der Kastenwand vorausberechnet.
Mit den experimentellen Werten der '"heifen" Traverse
verglichen, sind auch hier maximale Temperaturen in den
Teilkandlen am Umfang des Zentralstabes gemessen worden,
die zum beheizten Wandstab hin zundchst abnehmen, dann
aber wieder ansteigen. Das gleiche gilt, weniger ausge-
prdgt allerdings, auch flir die Traverse zur Kastenwand-
ecke hin, was durch die Wendelstrdmung entlang der Kasten-

wand eindeutig erkldrt werden kann.

~ Den Wendelstrdmungseffekt zeigt Abb. 6¢ auf. Eine starke
Temperaturerh8hung tritt im Bereich des beheizten Wand-
stabes an der Kastenwandseite von F nach A ein. Drei Teil-
nehmer berechnen fast gleiche Temperaturverteilungen ent-
lang der Kastenwand, die etwa 20% lber den experimentell
bestimmten Werten liegen. Teilnehmer A errechnet dagegen
doppelt so hohe Temperaturen unmittelbar im Bereich des

beheizten Wandstabes.

- Die starken Unterschiede, die sich fir einige Teilkanal-
temperaturen zwischen Vorausberechnung und Experiment
ergeben, haben ihre Ursache weniger in der Genauigkeit
der Thermoelementanzeigen selbst, vielmehr in der nicht
exakt angebbaren Lage'der Thermoelemente in den Teilkandlen
des Blindelquerschnittes (s. hierzu Anhang 2) sowie in den
noch nicht exakt rechnerisch erfafbaren Strdmungsvorgdn-

gen innerhalb eines Biindels mit Wendeldrahtabstandshaltern.



Aufgabe 2: 61-Stabblindel mit Gitter-Abstandshaltern

Die Aufgabe ist in Abb. 2 spezifiziert, die Geometrien
und Betriebsdaten sind dort angegeben; der Kasten war
wie in Aufgabe 1 isoliert. Es handelte sich um die Be-

rechnung

- von mittleren Kihlmitteltemperaturen in den Teilka-
ndlen des Blindels am Ende der beheizten Zone. Auch hier
waren nur zwei von insgesamt 61 Stdben Uber etwa 1 m

beheizt (Wand- und Zentralstab) sowie

- des Druckabfalls liber die Biindellinge von rund 1,5 m
mit 10 gitterfdrmigen Abstandshaltern.

wiedergegeben. Aus Symmetriegriinden sind die Angaben nur
fir den halben Blindelquerschnitt eingetragen. Es zeigt

sich:

- Die im Bereich der beheizten Stdbe vorausberechneten
mittleren Teilkanaltemperaturen haben Maximalwerte im
Bereich des beheizten Wandstabes. Die Temperaturen wer-
den mit zunehmenden Abstdnden von den beheizten Stdben
sehr rasch abgebaut und nur wenige Teilkan8le sind auf-
grund der geringen Kihlmittelquervermischung im Blindel
am radialen Wdrmetransport beteiligt und davon be-
troffen. Dieses Verhalten eines Blindels mit gitterfér-
migen Abstandshaltern unterscheidet sich wesentlich
vom Verhalten eines Blindels mit Wendeldraht-Abstands-
haltern (Aufgabe 1), bei welchem wesentlich mehr Teil-
kandle des Blindels am radialen Wﬁrmetransport betei-

ligt sind.

- Der berechnete Druckabfall iUber die Blindelldnge wird im
Mittel mit Ap = 1,82 bar ¥ 12% unter Berlicksichtigung

der Ergebnisse aller Teilnehmer angegeben.



Der Vergleich der_ berechneten Teilkanaltemperaturen

mit den experimentellen Daten im Blndelquerschnitt

ist in Abb. 8 wiedergegeben. Abb. 8a zeigt die MeRer-
gebnisse in den mit Thermoelementen ausgestatteten
Teilkandlen, Abb. 8b und 8c den Vergleich mit den Re-
chenwerten flir die Blindeltraversen zz bzw. fUr die ka-
stenwandnahen Teilkandle in Richtung x. Die in Abb. 8b
eingetragenen experimentellen Werte wurden durch Mitte-
lung der symmetrisch zur Traverse zz liegenden Tempe-
raturen errechnet. Vom Zentralstab ausgehend wurden da-
bei sowohl die Werte in Richtung Y1 als auch in Rich-

tung Y, berlcksichtigt. Es ergibt sich:

- Die Vorausberechnungen liegen geringfligig unterschied-
lich im Wandbereich. Die h&chsten Temperaturen im
Blindelquerschnitt treten im Wandbereich auf. Diese

Tendenz zeigen Experiment und Rechnung.

- Die Temperaturen der Teilkandle am Kastenwandumfang

nehmen sehr steil ab mit zunehmender Entfernung vom

beheizten Stab. Dies bestdtigen Rechnung und Experiment.

- Der Vergleich Rechnung - Experiment zeigt hier eine
bessere Ubereinstimmung als bei Aufgabe 1, was sich
aus der einfacheren Strdmungsfihrung, die bis auf den
unmittelbaren CittereinfluRbereich parallel zu den Std-
ben verlduft und daher einfacher modellmdRig darstell-
bar und berechenbar ist. Die Bandbreite der Tempera-
turvorhersagen flir die 4 Teilnehmer liegt bei etwa

* 10% vom Mittelwert. Zur Unsicherheit des Experimentes

siehe Anhang 2.



Aufgabe 3: 19-Stabblindel mit Wendeldraht-Abstandshaltern

Die Aufgabe ist in Abb. 3 spezifiziert, die Blindelgeo-
metrien und die Betriebsdaten sind dort angegeben, der
Sechskantkasten war nach aufen isoliert. Es wurde ver-

langt die Berechnung

- mittlerer Kihlmitteltemperaturen in den Teilkandlen
des Blndels in einer Entfernung von 600 mm nach der
beheizten BlUndelzone. Beheizt wurden hierbei nur 3
der 19 Stdbe ebenfalls Uber 600 mm Lange,

- des Druckabfalles Uber die Blndelldnge von 1,8 m.

Die Ergebnisse der Vorausberechnungen von allen 4 Teil-
nehmern sind in der Abb. 9 wiedergegeben, und es zeigt

sich:

- Die h&chsten Aufheizspannen wurden fir die den Zentral-
stab umgebenden Teilkandle vorausberechnet, der
niedrigste Wert mit 30 K von Teilnehmer B, der hdchste
Wert mit 45,3 K von Teilnehmer A. Die kleinsten Auf-
heizspannen ergeben sich fUr die Wandkandle. Hier wur-
den Werte zwischen 10,7 X und 19,7 K vorausberechnet.
Wegen der benutzten grdReren Mischrate berechnet Teil-

nehmer B das flachere Temperaturprofil.

- Gegenliber Aufgabe 1 ist hier der EinfluB der Wendel-
strdomung nur schwer erkennbar, was in der Art der Be-
heizung der BlndelgrbRe und der Entfernung zum Ende

der beheizten Biindelzone begrindet liegt.

- Die grdfte Abweichung des berechneten Druckabfalles Uber
die Blindellinge vom Mittelwert Ap = 0,14 bar betridgt
-15%. Die Ergebnisse von Teilnehmer B sind hier im Un-
terschied zu Aufgabe 1 berlcksichtigt, da der Druckver-
lust bei den vorliegenden geometrischen Bedingungen

fast nur aus Reibungsanteilen besteht.



wiedergegeben, wobei Abb., 10a die MeRwerte, Abb. 10b
und 10c den Vergleich der Rechen- und MeRwerte fir die
Biindeltraversen XX und AR angibt. Es zeigt sich auch hier:

- Die Vorausberechnungen zeigen die gleichen Tendenzen
auf und stimmen insoweit mit den experimentellen Daten

Uberein.

- Die maximal und minimal im Blindelquerschnitt auftre-
tenden mittleren Aufheizspannen werden - mit einer
Ausnahme (Teilnehmer B) - bis auf etwa t 203 vorausge-
sagt. Dies ist wegen mangelnder experimenteller Daten
zur Stitzung von Eingabewerten fir das hier vorliegeﬁde
Stabteilungsverh&dltnis P/D = 1,095 besonders beach-

tenswert,.

Aufgabe Y4: 19-Stabblindel mit Gitter-Abstandshaltern

Diese Aufgabe ist in Abb. U4 spezifiziert, Blindelgeo-
metrien und Betriebsdaten sind angegeben; der Kasten war
nach aufen isoliert. Die Aufgabenstellung beinhaltete die

Vorausberechnung von Wandtemperaturen
- am Umfang des Sechskantenkastens sowie

- am Umfang des Eckstabes,

Die Berechnungen waren durchzuflihren fir das nur sektoral
beheizbare Bindel (8 Stdbe), wobei der Eckstab des be-

heizten Sektors zundchst mit-, sodann nicht mitbeheizt wurde.

Fir diese Aufgabe waren umfangreiche Daten verfigbar,
daher war sie von besonderem Interesse. Darlber hinaus

war dies unter den gestellten Aufgaben die umfangreichste,

well



- die Temperaturverteilungen in 3 axialen Ebenen der
insgesamt iUber nur 200 mm beheizten Blindelzone vor-

auszubestimmen waren;

- extreme Leistungsverteilungen vorlagen und im Vergleich
zu den anderen Aufgaben zusdtzliche Rechnungen durch-

zuftihren waren.

Die Aufgabe wurde von 3 Teilnehmern behandelt und die
Ergebnisse von Rechnung und Experiment sollen anhand
der Abb., 11 bis 14 diskutiert werden.

Abb. 11 stellt die Ergebnisse der Berechnung der Kasten-
wandtemperaturen in 3 verschiedenen Niveaus A, B und C
- entsprechend 190, 130 und 70 mm vom Beginn der beheiz-
ten Zone an gerechnet - bei Beheizung von 8 Stdben dar.
Abb. 11a gibt den Verlauf der Rechenwerte, Abb. 11b den
Vergleich zwischen Rechnung (schraffierter Bereich) und

Experiment wieder, Es zeigt sich:

- Im Bereich der beheizten Blindelzone wurden von allen
3 Teilnehmern maximale Kastenwandtemperaturerhdhungen
von etwa 145K gegeniber der Klhlmitteleintrittstem-
@eratur ermittelt. Diese maximalen Temperaturen treten
bei Umfangswinkeln am Kasten von 30° bzw. 330° auf.
Die Kastenwandtemperaturen nehmen stark ab zwischen
den Umfangspositionen 60° ¥ < 120° und stark zu zwi-
schen 240° £ ¢ = 300°, um im Bereich 120°< ¥<2u0°

etwa die Klhlmitteleintrittstemperatur anzunehmen.

<

Diese Tendenz stimmt mit den Ergebnissen der Aufgabe 2
Uberein, wonach sich der radiale Wdrmetransport im
Blindelquerschnitt nur Uber wenige Teilkandle erstreckt
(s. Abb. 8c).
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- Die Rechenwerte unterscheiden sich in ihrem Verlauf und
in ihrer GrdRe kaum voneinander. Die maximalen Abweichun-
gen betragen etwa ¥ 10% vom Mittelwert. Dies gilt nur im
Bereich des Biindel-Eckkanals (¢ = 0°).

- Vergleicht man die Rechenergebnisse mit dem Experiment
(Abb. 11b), so stimmen die maximal errechneten und ge-
messenen Kastenwandtemperaturen gut, der Verlauf am Kasten-
umfang jedoch nur grob ilberein. Jedoch 148t sich aus der
Lage der MeRwerte bei § = 60° und 50>3OOo auf eine im Ex-
periment vorgelegene exzentrische Blindellage schliefen.

Das Blindel scheint von der Biindelmitte in Richtung Blindel-
ecke bei P = 60° ausgelenkt gweseen zu sein, was aus den
erh&hten Temperaturen bei { = 60° und den im Bereich¢y>3000
gemessenen geringeren Temperaturen gegenilber jenen beil

<P<60° zu schliefen ist.

Berechnete und experimentell ermittelte Kastenwandtempera-
turen in den Niveaus A, B und C bei Beheizung von nur 7
Stdben, d.h. ohne Stab Nr. 1 (Eckstab bei = 0) sind in

Abb. 12 wiedergegeben. Es ist zu ersehen:

- Die maximalen Differenzen zwischen den Kastenwand- und Kiihl-
mitteleintrittstemperaturen wurden von den Teilnehmern im
beheizten Biindelbereich bei 30°< ¢ < 60° und 300°< ¢ < 330°
vorausberechnet (Abb. 12a). Sie weichen hier nur wenig von-
einander ab und liegen zwischen 123K und 133K ., Auch hier
nehmen mit zunehmender Entfernung von der beheizten Blndel-
zone die Kastenwandtemperaturen schnell ab und erreichen
im Bereich 120°< @ < 240° die Werte der Kihlmitteleintritts-
temperatur.

Im Bereich des nichtbeheizten Eckstabes werden starke Er-
niedrigungen der Kastenwandtemperaturen vorausberechnet,
welche Minimalwerte im Eckkanal (¥ = 0°) aufweisen. Hier
variieren die vorausberechneten Temperaturdifferenzen von-

einander um bis zu t 50% vom Mittelwert.



- Vergleicht man auch in diesem Fall die vorausberechneten
mit den experimentell bestimmten Werten (Abb. 12b), so stim-
men die Maximalwerte wieder Uberein, der experimentell be-
stimmte Temperaturverlauf am Kastenwandumfang 13&BRt aber auch

hier den Schluf auf vorliegende Blindelexzentrizitdt zu.

Die Ergebnisse der Wandtemperaturberechnungen am Umfang des
Eckstabes (Stab Nr. 1, Pos. ¢ = OO), mit und ohne dessen Be-
heizung, sind in den Abb. 13 und 14 fir die betrachteten
axialen Niveaus A, B und C dargestellt und mit den experimen-

tellen Ergebnissen verglichen:

- Die berechneten Wandtemperaturverteilungen mit Beheizung
des Eckstabes (Abb. 13a) zeigen unterschiedlichen Verlauf.
In allen Fdllen ergeben ‘sich die niedrigsten Temperaturen
im Bereich der Ecke (¥ = 0°), die hdchsten bei ¥ = 180°,
Die berechneten maximalen Differenzen zwischen Wand- und
Eintrittstemperatur liegen zwischen 173 K und 180 K und wei-
chen damit um nur maximal 7 K voneinander ab (& = 180°).
Ahnliches gilt flir die berechneten minimalen Temperaturen
bei ¢ = 0°. Daraus ergeben sich Unterschiede in den berech-
neten Temperaturdifferenzen am Stabumfang, die in Niveau A
zwischen maximal 25 K und 50 K liegen, d.h. um einen Fak-

tor 2 voneinander abweichen,

- Die experimentellen Ergebnisse (Abb. 13b) zeigen in Niveau A
die hdchsten Temperaturen bei ¥ = 180°. Die maximalen Tem-
peraturdifferenzen zur Eintrittstemperatur liegen bei 173 K
und die maximalen Temperaturvariationen am Stabumfang bei
27 K. Es zeigen sich also gute bis ausgezeichnete Uberein-

stimmungen zwischen Vorausberechnung und Experiment.

Dies gilt flr Niveau A, der heiResten Ebene im BiUndel. Die
Ubereinstimmungen, insbesondere im Eckbereich (3OOQ<-QV <
BOO), bei anderen axialen Temperaturniveaus (B, C) ist hier

weniger gut.



- Vergleicht man die vorausberechneten Wandtemperaturen
fir den Fall, daB® Stab 1 nicht beheizt wird (Abb. 1ua),
so ergeben sich zwar etwa gleichgrofe maximale Tempe-
raturdifferenzen zur Eintrittstemperatur zwischen
110 K und 117 K bei ¥ = 180°, allerdings ebenfalls
starke Abweichungen der Vorhersagen im Bereich des Eck-
kanals (300°< @<p0°), Am Stabumfang ergeben sich 'in
Niveau A vorausberechnete Temperaturvariationen zwi-
schen 45 K und 75 K. Ahnliches gilt flr Niveau B und C.

-~ Vergleicht man diese vorausberechneten Werte mit dem
Experiment (Abb. 14b), so werden nur noch die Tendenzen
richtig angegeben. Die maximal gemessenen Wandtempe-
raturen weichen von den vorausberechneten Werten we-
sentlich ab. Dies gilt flr den gesamten Stabumfang und
fir alle 3 Temperaturniveaus. Die maximal gemessene
Temperaturdifferenz am Stabumfang betrdgt in diesem
Fall rund 55 K (Niveau A).

Zusammenfassung der Ergebnisse

Es wurden 4 Aufgaben gestellt, mit dem Ziel, Vorausbe-
rechnungen von Temperaturfeldern und Druckabfd&llen durch-
zuflhren, um aus dem Vergleich der Rechenergebnisse mit
experimentellen Werten den Status der Kenntnisse dieses

Arbeitsgebietes zu beurteilen.

Die gestellten Aufgaben wurden von 4 Teilnehmern behandelt.
Es wurden die Berechnungen flr extreme Betriebsbedingun-
gen und geometrische Verhdltnisse gefordert. Die Aufga-
ben unterschieden sich durch Beheizungsarten, Abstands-
haltertypen, BuUndelgrthe, Stabanordnungen und die Art

der geforderten Ergebnisse.



Die flr die Berechnung verwendeten Rechenprogramme
werden im Anhang kurz erldutert. Gleichzeitig werden
dort Angaben Uber die MeRBunsicherheiten der Experimente

gemacht.

Zusammenfassend kann festgehalten werden:

Der Vergleich der vorausberechneten Druckabfdlle gibt

i.a. zufriedenstellende Ergebnisse (max. Abweichung:
-14%).

Der Vergleich der vorausberechneten Temperaturen zeigt:

- Die vorausberechneten Werte kSnnen i.a. recht gut
miteinander verglichen werden. Tendenzen werden qua-

litativ richtig vorhergesagt.

- Die Maximalwerte von Temperaturen werden i.a. in glei-
cher GrdRe vorausberechnet, andere Werte unterscheiden

sich jedoch teilweise betrdchtlich voneinander.

- Diese Abweichungen der rechnerischen Vorhersagen unter-
einander sind um so grdRer, je komplexer die Strdémungs-
verhdltnisse (Wendeldrahtabstandshalter), je kompli-
zlerter die Betriebsbedingungen und geometrischen Ver-
h&ltnisse der Aufgabenstellungen (unbeheizter Eckstab

in einem beheizten Blindelsegment) waren.

Der Vergleich zwischen vorausberechneten und experimentell

ermittelten Temperaturen zeigt:

- Die vorausberechneten Werte stimmen in ihrem Verlauf

i.a. mit den experimentellen Feststellungen Uberein.



- Die vorausberechneten Daten liegen in fast allen
behandelten Fdllen Uber den experimentell ermittel-

ten Werten.

- Die Vergleiche Rechnung - Experiment stimmen um so
besser Uberein, je einfacher die Blindelgeometrien und
je Uberschaubarer die thermo- und fluiddynamischen

Verhdltnisse waren.

Trotz dieser den Vergleichsbetrachtungen zu entnehmen-
den positiven Gesichtspunkte bleibt festzuhalten, daB®
Verbesserungen ndtig sind, sowohl in bezug auf die
Rechenverfahren und mehr noch bezliglich der Experimente.

Dies betrifft insbesondere:

- Die Berechnung von Temperaturen in stark asymmetrisch
beheizten BlUndeln mit Wendeldrahtabstandshaltern (Auf-
gabe 1). In solchen Fdllen muB der Wendelstrdmungs-
effekt sowohl entlang der Kastenwand als auch im

Bindelinneren berlcksichtigt werden.

- Die Berlicksichtigung von Stab- und Blindelexzentrizi-
tdten. Ohne Kenntnis der genauen Stabpositionen im
Betrieb sind Vorhersagen und experimentelle Daten nur

mit Einschrdnkung vergleichbar.

- Die Berlicksichtigung von MeBunsicherheiten.
Diesc sind bis auf die Lage der Thermoelemente sowohl
in den Teilkandlen des Blindels als auch in den Wandun-

gen des Kastens oder beheizten St&be angebbar.
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Abb. 1 Aufgabe 1: 61-Stabblindel mit Wendeldraht-Abstandshalter

{
1

Halteblech Heizstab | beheizte zugefihrie
Nr. Lange [cm]| Leistung [k W]
3 1 97.5 12.801
2 96.7 12.806
2
beheizte Stabe
2
2
S Rohre: 6x 04
@
2
b=
[
2
b
| — Meflebene
y
MeRgitter

1.

Geometrie des Stabbiindels

Stabanzahl
Stabdurchmesser
P/D-Verhdltnis

. Abstandshalter und Elementkasten

Abstandshaltertyp
Wendeldrahtdurchmesser
Wendeldrahtsteigung

61
6,0 mm
1,317

Wendeldraht
1,9 mm
100 mm

innere Schilisselweite des Elementkastens 64,7 mm

Wandstdrke des Elementkastens
Kastenradius (innen)

Kastenmaterial

. Betriebsdaten

Kihimittel
Durchsatz

Eintrittstemperatur
Leistungsfreisetzung axial

Gewiinschte Ergebnisse

4.1 Mittlere Kihimitteltemperaturen in
Teilkandlen am Ende der beheizten
Strecke (MeBebene)

4.2 Druckverlust iiber .die Biindellidnge

1,5 mm
3,5 mm
1,4541

Na

7,31 kg/sec
380 °c
konstant

den
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Abb. 2

Heizstab | beheizte zugefiihrte
Nr Lange [em] | Leistung [ kW]
1 96,0 9,673
2 96,2 9,699

beheizte Stabe

Rohre: 6 x 0,4

-
-~ o Abstandshalter-
~"  Befestigung
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Aufgabe 2:

. Geometrie des Stabbiindels

Stabanzahl
Stabdurchmesser
P/D-Verhdltnis
W/D-Verhdltnis

. Abstandshalter und Elementkasten

Abstandshaltertyp

Anordnung der Abstandshalter-Gitter
Abmessungen der Abstandshalter-Gitter
Innere Schliisselweite des Elementkastens
Wandstdrke des Elementkastens
Kastenradius (innen)

Kastenmaterial

. Betriebsdaten

Kihimittel

Durchsatz
Eintrittstemperatur
Leistungsverteilung axial

. Gewiinschte Ergebnisse

4.1 Mittlere KiihnImitteltemperaturen in den
Teilkandlen am Ende der beheizten
Strecke (MeBebene)

4.2 Druckverlust iiber die Biindelldnge

61-Stabbilindel mit Gitter-Abstandshalter

61
6,0
1,317
1,208

Gitter
s. Abb.
s. Abb.
63,2 mm
2,0 mm
4,0 mm
1,4541

Na

8,316 kg/sec
397 %
konstant

I
o
~

|
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beheizte zugefihrte
? Nr. Lange [em] | Leistung [ kW)
1 597 19,34
2 597 19,22
598 19, 67
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Anfang Wendeldraht

2,

beheizte Stabe

. Geometrie des Stabbiindels

Stabanzahl
Stabdurchmesser
P/D-Yerhdltnis

. Abstandshalter und Elementkasten

Abstandshaltertyp
Wendeldrahtdurchmesser
Wendeldrahtsteigung

innere Schliisselweite des Elementkastens
Wandstdrke des Elementkastens
Kastenradius (innen)

. Betriebsdaten

KiihnTmittel

Durchsatz
Eintrittstemperatur
Leistungsfreisetzung axial

Gewiinschte Ergebnisse

4.1 Mittlere Kihlmitteltemperaturen in den
Teilkandlen des Querschnittes 4 - 42,
4.2 Druckverlust iiber die Bindelldnge

Abb. 3 Aufgabe 3: 19-Stabblindel mit Wendeldraht-Abstandshalter

19
15,0 mm
1,095

Wendeldraht
1,3 mm
300 mm

74,6 mm
1,8 mm
5,0 mm

Na

2,18 kg/sec
319 ¢
konstant



beheizte Lange 200
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Heizstab | beheizte zugefihrte
Nr. Lange [cm] | Leistung [kW]
1 20,00 6,27
9 18,08 5,88
6 20,55 6,28
@ 5 20,15 6,34
3 19.80 6,41
S 2 20,40 6,47
4 20,35 6,36
t
2 8 18,95 6.68
>
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2
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g
O s
&
i |
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[
— &
beheizte Stabe
\
Eintrittstemperatur

. Geometrie des Stabbiindels

Gesamtanzahl der Stdbe 19

Anzah] der beheizten Stdbe 8
Durchmesser 5,96 mm
Anzah] der unbeheizten Stibe 10
Durchmesser 5,96 mm
Anzahl der Strukturstsbe (gefillt mit Na) 1
Durchmesser 8,0 mm
P/D-Verhdltnis 1,3372
W/D-Verhdltnis 1,2626

. Abstandshalter und Elementkasten

Abstandshaltertyp Réhrchengitter
Anordnung und Abmessungen der Abstandshalter s. Abb.
innere Schlisselweite des Elementkastens 36,7 mm
Wandstérke 1 mm
Radius der Kastenecken 1,75 mm
Material AIST 316

Der Elementkasten ist mit Steinwolle von 75 mm Dicke isoliert.

Der Warmeverlust nach auBen kann vernachl@ssigt werden.

Betriebsdaten

KiihTmittel Na
Durchsatz (bei 331°C) 2,3 m3/h
Eintrittstemperatur 331 o
Anordnung der Heizstdbe s. Abb.

. Gewiinschte Ergebnisse

Wandtemperaturen am Elementkasten und am Stab 1 in Ebenen
A, B, C (siehe Abb.) und zwar mit und ohne Beheizung des
Stabes 1.

Abb. 4 Aufgabe 4: 19-Stabbiindel mit Gitter-Abstandshalter

6G



Teilnehmer:

= 0,87 bar
{nur Reibung )

Ap

bar

Druckverlust iiber die Biindellinge: Ap = 1,4

09

X o
VAVAAYAYA\VAV VAV AV,
AVAWAVA :TAVAWAVASTAVAWAVA
VAVEAVAVAVAVAVV V.V ANLY,

v,

VAWAVAWAYAWAVAWAVAWAVA

VAVAAVAY SEIMWHKE WAV sw
AVAWAVA' ﬁﬂ AVATAVAWAVASTAVAWANA
\VAVAVAVALVA (biwibd VAVAVAVIAVAY,

AR Wava

IR PR IR FARXAENRA A AR

NAVAVAVAVAVAVAVAV.VAVAVAVAVAVAYAV,Y,
PALA XPREAEAA A, SN
NAVAVIV SR VAVIV ATV B VAYLY,

EPATA AT

SO0 CRIORERCo 05
AVA 5»@»4»@»4»@»’ v
\/ 1»1&4’4&1'4@1»4 \/\
@ .

h&$3&w@&$ah§§
Vav, sizszsﬂimiﬁ

= 1,72 bar

ap

= 1,44 bar

Ap

Berechnete mittlere Kihlmitteltemperaturen {iber den Blindelquerschnitt

Aufgabe 1:

5

Abb.

(MeRebene) und Druckverlust
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Teilnehmer:

1,59 bar

Ap

Druckverlust Uber die Biindellange: Ap = 1,96 bar

Ap = 1,87 bar

Ap =185 bar

¢9

Aufgabe 2:

7

ADbDb.

Berechnete mittlere Kihlmitteltemperaturen (ber den Bliindelquerschnitt

(MeRebene) und Druckverlust
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(MeRebene Y4-u4') und Druckverlust
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Anhang 1: Diskussion: Stellungnahme der Teilnehmer

BN-Contribution to the Report of the KTG-Seminar

"Thermo- und fluiddynamische Unterkanalanalyse"

G. Cornet
BELGONUCLEAIRE - Brlissel

CALCULATION METHODS USED FOR EXERCISES N°. 2 AND U4

The pressure drop and the distribution of the bulk
sodium temperatures of the 2 investigated gridded sub-
assemblies are calculated using the computer code NADIA;
the wall temperatures required in exercise No. L4 are
calculated by use of heat transfer coefficients given

in section 1.3.

DESCRIPTION OF NADIA CODE

The NADIA computer code allows to perform steady state
thermohydraulic calculations of a rod bundle cooled by

sodium, using a subchannel model.

The bundle cross-section is subdivided into interconnec-
ted subchannels characterized by input data such as flow
area, wetted perimeter, local pressure drop coefficient

at grid level and the power generated by the pins.
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The bundle length is subdivided into axial increments

so that the thermal-hydraulic equations are solved nu-
merically using finite differences. For each axial step,
the subchannels equations for continuity, energy and
momentum are solved by an iterative process based on

the condition that the pressure difference between ad-
jacent subchannels corresponds to the transverse mass
transfer; heat conduction, turbulent mixing and diver-

sion cross-flow are taken into account.

The turbulent mixing rate is calculated by means of a
theoretical correlation established for unperturbed

parallel flow; the enhancement of mixing due to grids
and bundle geometry is taken into account by a correc-

tion factor.

At each axial step, the pressure drop in each subchannel
includes the friction pressure drop along the pin and
wrapper tube walls and the local pressure drop at the

grid level.

INPUT DATA FOR NADIA CALCULATIONS

a) Geometry

Subchannel free flow areas and wetted perimeters are
calculated assuming that each pin is centred in its
grid cell and the bundle is centred within the wrapper
tube.

The axial calculation increment is about 50 mm long.

b) Grid pressure drop coefficients

The grid pressure drop in each subchannel is calcu-

lated with the following coefficient:

f = [ -
g 1



c)

d)

e)

£

where ¢ is the relative flow area inside the grid.
The grid pressure drop coefficient values are summa-
rized as follows for the different subchannels of the

two investigated bundles:

EXERCISES
No. 2 No. 4
Triangular subchannel 0.7 0.7 )
0.6 )(around
rectangular wall subchannel 1.9 2.1 tle—POd)
corner subchannel 1.6 O.4

Friction pressure drop

The friction pressure drop is calculated by use of a
coefficient given by the following correlation:

A\ = 0.184 Re 0?2

where Re denotes the subchannel Reynolds number.

Turbulent mixing rate

The value of the correction factor applied to the turbu-

lent mixing model included in NADIA leads to a mixing

rate p which amounts to 1.2% per cm between two triangu-

lar subchannels of an infinite rod bundle.

Heat conduction

Heat transfer by thermal conduction between the coolant
subchannels is taken into account; heat conduction in

cladding and wrapper tube wall is neglected.

Power data

The power dissipated in the coolant subchannels is de-
termined by use of the linear power generated by the pins
in the considered subchannels; it assumes a rectangular
axial distribution. The test section is assumed to be

perfectly isolated.
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g) Mass flow rate

The calculations are performed with the bundle mass
flow rates given on figures 1 and 3. The distribution
of the inlet subchannel mass flow rates is calculated
internally in such a way that the friction pressure-

drop is equal in all subchannels.

WALL TO COOLANT HEAT TRANSFER

The differences between the outer surface temperatures
of the corner pin required in exercise No. 4 and the

bulk sodium temperatures calculated by the NADIA code
are summarized in the following tablej; they are calcu-

lated for a linear pin power of 100 W/cm:

Heated Unheated

corner pin

- in the triangular subchannel 3.3 [17 - 2.0
- in the rectangular subchannel | 4.8 /27 - 3.3
- in the corner subchannel 3.9 0

In the case of the heated pin the temperature drop in
the rectangular subchannel assumes the same value as in
a central subchannel of a bundle of rods arranged in an

infinite square array (same P/D ratio).

The pin temperature in front of the corner subchannel
is calculated by use of an annular zone model; this

zone is delimited by the outer pin surface and the wrapper
tube wall.
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In the case of the unheated corner pin, the sodium
temperature drops normalized to a 100 W/cm linear
power of the surrounding heated pins are roughly
approximated assuming a parabolic temperature profile
in the direction perpendicular to the heated pin wall;
in front of the wrapper tube corner, the pin assumes

the bulk sodium temperature of the corner subchannel.

With the same heat conduction models as above, the tem-
perature drops in the neighbourhood of the wrapper tube
wall are evaluated and summarized in the following table;
they are calculated for a 100 W/cm linear power of the

fronting heated pins:

Heated Unheated

corner pins

- in the rectangular subchannel - 2.1 - 3.3
(between 2 pins)

- in the corner subchannel - 1.7 0

CALCULATION METHODS USED FOR EXERCISES No. 1 AND 3

The coolant subchannel temperatures in the spiral wire
bundles are calculated by use of the SPIRALE code. The
bundle pressure drop is calculated with the NOVENDSTERN
model [~ 3773 this model determines the flow distribution
between the pins theoretically and multiplies the
pressure drop for a smooth pipe, using equivalent diame-

ter techniques, by an empirical correction factor.



A.2.1 DESCRIPTION OF THE SPIRALE CODE

The SPIRALE code calculates the distribution of the so-
dium subchannel temperatures in a bundle of rods spaced

with helical wires and arranged into a triangular array.

The following geometrical characteristics of the bundle

are provided as input data:

- bundle size;

- 'pin dimensions

- spiral wire diameter and winding pitch;

- angular position of the spiral wires at the bundle
inlet,

- wrapper tube inner size and corner radius.

The axial and radial power distributions are also spe-

cified.

The subdivision of the bundle cross-section into sub-

channels is made internally by the code.

The bundle length is subdivided into calculation steps

in such a way that the equations of mass continuity and
energy are solved by use of the finite differences method.
The sweeping cross flow at each gap separating two sub-

channels is assumed to be proportional to:

- the portion of the subchannel flow area which is swept

by the spacer wire;

~ the mass velocity in the subchannel from which the

spacer wire is emerging;

- a sine function of the distance of the wire to the gap

at the axial level under consideration.
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The magnitude of the sweeping cross-flow is adjusted

by a mixing efficiency coefficient. The enthalpy ex-

changes between subchannels by heat conduction are also

taken into account.

INPUT DATA

a)

b)

c)

Geometry

Due to the lack of information on the actual position
of the pins, the calculations on both bundles are
carried out assuming a tight bundle centred within
the wrapper tube; as result, the considered pin pitch
amounts to 7.9 mm in the exercise No. 1 and 16.3 mm
in the exercise No. 3.

Axial calculation increments of 10 mm (ex. No. 1)

and 15 mm (ex. No. 3) length are used.

Mixing coefficient

When integrated along one winding pitch, the sweeping
cross—-flow as modelled in the SPIRALE code leads to
an equivalent mixing rate between two triangular sub-

channels which amounts to

-12% per cm in the bundle no. 1

-2.5% per cm in the bundle no. 3

when expressed as function of the subchannel mass

flow rate.

Mass flow rate

The subchannel mass flow rates distribution is per-
formed by the code using the following friction
pressure drop relationship:

A = 0.316 Re 0+2°



The subchannel mass flow rate remains approximately

constant along the bundle length.

d) Power data

The same assumptions as in A.1.2 are made here.
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B. Das Rechenprogramm HERA

E. Eifler, R. Nij;ing
EURATOM, Ispra

VORBEMERKUNG

Fir die Vergleichsrechnungen von Temperaturfeldern beil
Natriumklhlung wurde von EURATOM-Ispra das Programm HERA
benutzt, welches an anderer Stelle [ 1,2 7 bereits im
Detail beschrieben wurde. Die folgende Kurzbeschreibung
soll deshalb nur die wesentlichen Charakteristiken dieses
Programms herausstellen. Vorauszuschicken ist, daf es

zur Gruppe der Rechenprogramme gehlrt, die die von den
Stdben gebildeten "Unterkandle'" als kleinstes Element

des Strdmungsquerschnitts voraussetzen.

B.14 DIE UNTERKANAL-IMPULSBILANZEN UND TIHRE AUSWERTUNG

B.1.4d Die Bilanz-Gleichung

Die folgende Impulsbilanz ist auf die gesamte Ldnge
des Stabblindels bezogen, d.h. die daraus berechneten
Unterkanal-Geschwindigkeiten stellen Uber die gangze
Lange gemittelte Geschwindigkeiten dar. Die Bilanz
fir den Unterkanal i wird aus folgenden Beitrdgen
gebildet:

a) Druckabfall

AP = Prsiitritt ~ FAaustritt AP

Ztot - Stabblndelldnge tot




B.1.

2

b) Wandreibung

WPi - benetzter Umfang - WP
o w.i
Tw.i= Q/8 -fi'Ui
- mittlere Wandschub-
spannung
p ~ Dichte
q - Reibungsbeiwert
Ui - mittlere Geschwindigkeit
im Unterkanal
c) Gitter-Druckverlust
n - Anzahl Gitter innerhalb -n_. p/2 UiQ.C '/Ztot
& der Ldnge Z g gt
tot
Cg‘i - Gitter-Druckverlust-Beiwert
d) Impulsaustausch mit den Nachbar-
kandlen
N - Anzahl von Nachbarkandlen %—” }
. . - .. U,-pU.
a; 4 Mischungsbeiwert flr Impuls [_}ul.](p i pU])
.3 321
= 0 (1)
Reibungs- und Gitterdruckverlust-Beiwert
Flir den Reibungsbeiwert ist eine Funktion der Form
© -
f. = C Re. (2)
i f i

vorgegeben. Re. ist die mit Hilfe der Unterkanal-Daten be-
rechnete Reynoldszahl. Cf und m sind als Eingangsdaten
zu spezifizieren. Die vorliegenden Rechnungen wurden mit

Ce = 0,85 5 m = 1/Y

ausgefihrt.



B.1.3.1

Bei Draht-Abstandshaltern wird nur die durch die Dr&hte
hervorgerufene zus&dtzliche Reibung berlicksichtigt; d.h.
der steigungs- und Reynolds-zahlabhdngige Formwiderstand
wird nicht berlicksichtigt.
Bei Gitterabstandshaltern wird flir die vorliegenden
Rechnungen der Beiwert Cg.i nach REHME [/ 3_/ abgeschdtzt
zu

2

o.i = 7 . € (3)

€ ist die relative Versperrung des Unterkanals i durch

die Gitterstruktur.

Der Mischungsbeiwert fir Impuls

Definition :
Qm 5 ./Az
a. . = -—-—-——-—’-—:-]-—-—- u)
l':l pU- — pU.
1 J
Qm i,j/AZ ist der ImpulsfluB von Unterkanal i nach Unter-

kanal j pro axiale Einheit Az.

Der Mischungsbeiwert flir glatte Stdbe

Unter der Annahme, daB der Impulsflul Q iLd in Umfangs-
richtung der die Unterkandle bildenden Stabe (entspre-
chendes gilt flir die Kanalwand) flir einen Bereich
‘ F s‘fz.j um die Kontaktstelle = O der betrach-
teten Unterkandle i und j konstant bleibt, 14Rt sich fir
ai,j ableiten: |
%c.i %c.j

S f »ae ¢ f B2 (5)
%i.3 0 7\2 ¥ o Pep @) 0 2V,Prep (P

Beitrag von Unterkanal i Beitrag von Unterkanal jJ



B.1.3.2

¥

c.i
radial gemittelte Geschwindigkeit gerade gleich der

bzw.j’c 5 bezeichnet die Umfangsposition, wo die

mittleren Geschwindigkeit im Unterkanal i bzw. j ist.
Flir die vorliegenden Rechnungen wurde jeweils der den
Kanalzentren entsprechende Winkel fﬁr\%% eingesetzt.
P ist der dimensionslose Stabmittelpunktsabstand.
€y ist die turbulente Austauschgrtfe fiir den Impuls-
transport parallel zu benetzten Wdnden. Nach Versuchen
in einem Rechteckkanal [ 47/ wird folgende Beziehung
verwandt:
[
ep = 0,154 .y, CARIE (6)
Vo(f) ist die vom Umfangswinkel abhdngige Profillidnge

senkrecht zur benetzten Wand.

Der Mischungsbeiwert fir Draht-Abstandshalter

Es wird unterschieden zwischen einem Zweirichtungstrans-
port im Zentrum des Blindels und zwischen Wand- und
Zentralkandlen (alternativ die Richtung wechselnd) und
einem Einrichtungstransport entlang der Kanalwand, wo
alle Drdhte in der gleichen Richtung drehen. Ausgangs-
basis fir die Bestimmung des Mischungsbeiwertes ist der
Héchstdurchsatz Mi.j pro Lidngeneinheit, der innerhalb

des Drahtbereiches von Unterkanal i in den Unterkanal J
gelangen kann; der auf dieser Basis berechnete Mischungs-
beiwert stellt somit eine Abschdtzung des gréftmdg-

lichen Wertes dar.

- . U. . (7)



- Durchmesser des Abstandshalters

d
s
h - Steigungshthe des Abstandshalters
d - Stabdurchmesser
Ui 5” mittlere Geschwindigkeit an der engsten Stelle

Nimmt man flir den Zweirichtungstransport fir je die
Hilfte der Steigungshthe h den Durchsatz alternativ flr
die Hin- und Gegerrichtung in der Gr&le von Mi.j kon-
stant an, so folgt daraus ein Uber die ganze Steigung

gemittelter Mischungsbeiwert in der Grdfe von

Ol.i.j = Mi.j / 2 (8)
Flir Ui ! wird hier (Ui+Uj) /2 eingesetzt.
Fir den Einrichtungstransport wird Uber die ganze Lé&nge

ein Durchsatz in der Grb&fke von Mi . angenommen, d.h.

J
ai-j = Mi.j (9)
Aus Bilanzgrinden wird hier ein rund um das Blindel kon-

stanter Wert (= Mittelwert der mittleren Geschwindig-

keiten in den Randkandlen) flr Ui 3 eingesetzt.
Der Impulsflu® muR im letzten Fall nach der Gleichung
o . .
ML T 0
e ai.jp Uy (10)

berechnet werden,‘wenn die Drehrichtung von Unterkanal 1
nach Unterkanal j verlduft. In Gleichung (1), Ausdruck d,
f41lt dann entsprechend ”pUi” oder "pUj" weg. Die vor-
liegenden Rechnungen wurden mit Mischungsbeiwerten nach
den Gleichungen (5), (8) und (9) durchgefiihrt.

Es k&nnen wahlweise auch andere, beispielsweise auf Ex-

perimenten beruhende Werte eingegeben werden.



B.1.4 Auswertung der Bilanzgleichung

Aus den Bilanzen (1) folgt ein nichtlineares Glei-

chungssystem, mit Hilfe dessen sowie der Massen-

bilanz flr das ganze Blndel der Druckabfall AP

und die mittleren Geschwindigkeiten U in den ein-

zelnen Unterkandlen iterativ berechnet werden.

B.2 DIE UNTERKANAL-WARMEBILANZEN UND IHRE AUSWERTUNG

B.2.1 Die Bilanzgleichung

Die auf die axiale L&ngeneinheit dz bezogene Bi-

lanz flr den Unterkanal i enthdlt folgende Beitrdge:

a) axiale Enthalpie-Steigung

G. - Massendurchsatz im Unter-
i .
kanal 1

Hy - Enthalpie im Unterkanal 1

b) Wirmeaustausch mit den Nach-

c)

barkandlen
N - Anzahl von Nachbarkandlen
By 4 Mischungsbeiwert fir

>J Warme

Wiarmezufuhr von den Stdben

q: - mittlerer WdrmefluR von
den Staboberfldchen im
Unterkanal 1

HPi - beheizter Umfang im
Unterkanal i

()]

dH

e

(11)



B.2.2 Der Mischungsbeiwert fiir Wirme

Im Prinzip gelten die gleichen Aussagen wie im Ab-

schnittB.1.3, jedoch mit den folgenden Prdzisierungen.

Definition:
Q. . ./dz
. _h.1,]° "7
Bi.j = Hi 2 Hj (12)

B.2..2.1 Der_Mischungsbeiwert flr glatte Stédbe

Hier muf im Unterschied zum Impulstransport der Bei-

trag der molekularen Diffusion berlcksichtigt werden.
c.i c.]

1 s B d ¥ - +

p

2 Yo (f) (Heg+a)

_pd¥
2 y () (. ep+a)

\

Beitrag des Unterkanals i Beitrag des Unterkanals jJ

1

Bi.3 0

© |-

(13)

0

fz.i und f;.j bezeichnen hier die Umfangsposition, wo
die radialgemittelte Temperatur gerade gleich der mitt-
leren Temperatur im Unterkanal ist. Flr die vorliegenden
Rechnungen wurde auch hier der den Kanalzentren entspre-
chende Winkel flir Y; eingesetzt. a ist die Wirmeleit-
zahl des Kﬁhlmediums,‘f das Verhdltnis der turbulenten
AustauschgrdRe flr Widrme zu der flr Impuls flir Trans-
portvorgdnge parallel zu benetzten Wdnden. Flr ?’wird
nach BOBKOV et al. [ 5/ der folgende, entsprechend den

gednderten Bedingungen modifizierte Ausdruck benutzt:

- 1/3
-2,73.10" 'y . .Re; Pr, } (1u)
Y= 1,38 {1— e ©,av.d *

Yo.av.i ist die innerhalb des betrachteten Bereiches um

den Umfang gemittelte und auf den hydraulischen Durch-
messer des Unterkanals 1 bezogene Profilldnge senkrecht

zur benetzten Wand. Pri ist die Prandtl-Zahl im Unter-

kanal 1i.



. Ein- und Zweirichtungstransport:

Bi.jZf. ai-j (15)

Flir den Einrichtungstransport fdllt dann entweder H.
(bei Drehrichtung von j nach i) oder Hj (bei Dreh-
richtung von i nach Jj) in Ausdruck b, Gleichung (11),

weg.

Berlicksichtigung von Mischeffekten eines Gitterab-

gjandshalters

Es wird zwischen zwei Einflissen unterschieden.

Durch eine verschieden grofe Versperrung des Strdmungs-
querschnitts benachbarter Unterkandle findet eine im
wesentlichen auf die unmittelbare Ndhe des Gitters be-
schrédnkte Querstrdmung statt. Diesem Vorgang wird durch

einen am Ort des Gitters konzentrierten zusdtzlichen

~Wdrmeaustausch nach folgender Gleichung Rechnung ge-

tragen:

j=1

Hierbei kennzeichnet der Index "d" den Zustand vor dem
Gitter, der Index "u" hinter dem Gitter. Yi,j ist ein
"Gittermischungsbeiwert", der als Eingabe zu spezifi-
zieren ist. Bei den vorliegenden Rechnungen wurde mit
Yi.j = 0 gerechnet. '

Weiterhin bewirken die Gitter eine im Prinzip mit
wachsendem Abstand vom Gitter abnehmende Erhdhung der
turbulenten Austauschgrife eyp, die durch einen Uber die
Lidnge gemittelten konstanten Zuschlag zu € in Glei-

chung (13) beriicksichtigt wird.



Fiir die vorliegenden Rechnungen wurde €y in Glei-
ohung'(13) mit dem Faktor

Foo= J APGitter * APReibung
= % :
g PRelbung

multipliziert.

Berechnung von Wandtemperaturen

In Anbetracht der Einteilung des Str&mungsquerschnittes
in Unterkandle k&nnen Wandtemperaturen am Umfang eines
Stabes k nur als Mittelwerte Uber die innerhalb des

Unterkanals i befindliche Staboberfldche nach der fol-

genden Gleichung berechnet werden:

T . = %5 + T,
k.1 oy i

qQy ist der innerhalb des Unterkanals i gemittelte
Wadrmeflu® an der Oberfldche des Stabes k, ai die Widrme-
Ubergangszahl, Ti die mittlere Temperatur im Unter-
kanal 1i.

Flir die Berechnung der Widrmellbergangszahl wird bei den
hier vorliegenden Rechnungen folgende Beziehung nach
GRABER und RIEGER L 6/ benutzt:

C

3
Nui = ¢y + ¢ (Rei . Pri) (19)
mit c, = 0,25 + 6,2 D
¢, = -0,007 + 0,032 p
c, = 0,8 - 0,024 p



Wdrmeleitungseffekte innerhalb der Stdbe und der
Kanalwand sowie Wdrmeverluste nach auBen werden nicht
berlcksichtigt, so daB® unbeheizten Stab- oder Kanal-
wand-Oberfldchen automatisch die zugehdrige Unterkanal-
Temperatur zugeordnet wird. Gemessene Wandtemperatur-
verteilungen sollten daher durch den durch Leitung be-

wirkten Ausgleich flacher verlaufen.

Auswertung der Bilanzgleiéhung

Aus den Bilanzen (9) folgt ein System linearer Diffe-
rentialgleichungen, welches in Matrixform folgendes

Aussehen hat:

g%_%%_g = [ET gHR} + {QR} (20)

[ EZ/ ist eine die Mischungsbeiwerte enthaltende
Koeffizientenmatrix;g%-%%}, {HR; und {QR}stellen
Kolonnen-Vektoren des dimensionslosen Enthalpie-Gra-
dienten, der dimensionslosen Enthalpie bzw. der dimen-
sionslosen Wdrmezufuhr dar.

Durch eine geeignete Transformation dieses Gleichungs-
systems flhrt der Ldsungsweg zundchst auf die Aufgabe,
Eigenwerte und Eigenvektoren der Koeffizientenmatrix

[ EJ] zu bestimmen. Die LOsung dieser Teilaufgabe be-
stimmt im wesentlichen die Rechenzeit. Flr beliebige
Anfangs-Temperaturverteilungen und Wdrmequellenvertei-
lungen kann dann unmittelbar flir jeden Unterkanal eine
analytische Beschreibung des axialen Temperaturverlaufs
angegeben werden, d.h. die Temperaturverteilung kann

an jeder beliebigen axialen Stelle exakt berechnet werden.



[3.7

TOPOGRAPHISCHE EINGABEDATEN

Die Original-Version von HERA berechnet in Unterpro-
grammen alle notwendigen topographischen Daten fir he-
xagonale Stabblindel mit Stdben gleichen Durchmessers,
wobei nur der Stabradius, der Stab~Stab-Abstand, der
Stab-Kanalwand-Abstand und die Anzahl Stabreihen um den
Zentralstab anzugeben sind. Zusdtzliche Optionen be-
treffen Teilgebiete des hexagonalen Stabblindels. Diese

Programm-Version wurde flir die Aufgaben 1 bis 3 ver-

'wandt.

Zur Behandlung beliebiger Stabanordnungen wurde die
Originalversion von HERA so abgedndert, daB flir jeden
Unterkanal und jeden Stab eine Anzahl von notwendigen
topographischen Daten eingegeben werden kann. Diese ab-

gednderte HERA-Version wurde fir Aufgabe 4 verwandt.
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C. Erlduterung zu den Vergleichsrechnungen der KTG-Fachgruppe

C

Thermo- und Fluiddynamik

H. Miller

Gesellschaft flir Kernforschung, Karlsruhe

Die Aufgaben wurden mit dem Programm MISTRAL-II gerech-

net, das in [ 177 ausflhrlich beschrieben ist. Um die

Beurteilung der Rechenergebnisse zu erleichtern und die

Grinde flir Diskrepanzen aufzufinden, werden hier folgen-

de Punkte angesprochen:

1.

modelltheoretische Ansdtze des Codes

aus der Aufgabenstellung nicht ersichtliche Eingabe-
daten

vereinfachende Annahmen

Hilfsrechnungen fir solche Daten, die der Code nicht
liefert.

Impulsgleichurg
.2 R
- -yt L ey 1
AD = (F) 25 (dh + L)
M - Bindeldurchsatz
F - freier Str8émungsquerschnitt des Blindels
L - BlUndelldnge

Kihlmitteldichte; p= o (T)
Widerstandsfaktor flir das Glattrochr bzw. fir
Blindel mit Wendelabstandshalter

0O ©
] 1

dh— hydraulischer Durchmesser des Blndels
i - Anzahl der Abstandshaltergitter

r - Gitterwiderstandsbeiwert.



Der Gitterwiderstand wird Uber die Blndelldnge "ver-
schmiert". Der Widerstandskoeffizient errechnet sich
nach Rehme [ 2/,

worin ¢ die relative Versperrung bedeutet und C = 6,5
gesetzt wurde. Der Durchsatz wird auf die Teilkandle ent-
sprechend ihrem Widerstandskoeffizienten ¢ (einschlief-
lich Gitterwiderstand ¢ ) aufgeteilt; ¢ wird der Lite-
ratur [ 3.7, [47 und [ 57/ entnommen., Die Stoffwerte
sind temperaturabhdngig, was bei inkompressiblen Kiihl-
mitteln eine geringe Modifikation der Durchsatzvertei-
lung flir jeden axialen Rechenschritt ergibt. Der EinfluR
des Impulsaustausches zwischen benachbarten Kandlen

bleibt unterilicksichtigt.

Energiegleichung

Flir den Rechenabschnitt der L&nge ax gilt:

n
P %7 0o Qg * e b = 0
k = Index des betrachteten Unterkanals

Wi~ dem Kanal pro Lingeneinheit zugefilhrte Heizleistung

ij- an den Nachbarkanal J durch Quervermischung ab-
gegebene Energie

n - Anzahl der Nachbarkandle

mk - Durchsatz des Unterkanals

Ay - Enthalpie-Anderung des Kihlmittels im Rechenab-
schnitt

Die Leistungsabgabe eines Brennstabes an die angrenzen-
den Unterkandle wird im Verhdltnis des Heizfldchenan-
teils dieser Kandle aufgeteilt. Als beheizte Ldnge wurde

das arithmetische Mittel der Heizstabldngen eingesetzt.



Der Ansatz flr den Energieaustausch mit den Nachbar-

kandlen lautet:

a
. . . k3. - -
T ~i) 4 ol - T,
Qk] uk] Ax (nk 1]) A S Ax (tk t])
J
ukj - Mischrate fir den Massenaustausch zwischen den
Kandlen k und j, bezogen auf die L&ngeneinheit
A - Wérmeleitzahl des Kihlmittels
akj - engster Abstand zwischen den Oberfldchen zweiler
Stdbe (bzw. Stab/Kastenwand)
Skj - Mittenabstand der Kandle k und j
t - Mittelwert der Unterkanaltemperatur

Fir das Blindelinnere und den Austauschvorgang zwischen
Innen- und Randkandlen wird eine globale Mischrate ein-
gesetzt, die experimentell fir die unendlich ausgedehnte
hexagonale Anordnung gewonnen wurde / 5_/. Im Falle von
Gitterabstandshaltern wird diese Mischrate fuUr den Aus-
tausch der Randkandle unter sich im Verhdltnis der freien
Abstdnde Stab-Stab bzw. Stab-Wand umgerechnet.

Bei Wendelabstandshaltern wird der Austauschkoeffizient

der Randkandle im Programm berechnet nach:

n

d Stabdurchmesser

s - Spalt zwischen Randstab und Kastenwand

Pk - freier Kanalquerschnitt des Wand- oder Eckkanals
h - Wendelsteigung

EF - Intensitdtsparameter



In diesem Falle ist der Austausch einseitig gerichtet
und erzeugt eine Drallstrdmung entlang der Kastenwand.
Obiger Formel liegt das Modell zugrunde, daB die zwi-
schen Wendelkopfkreis und Stabgrundkreis gelegene Kihl-
mittelmasse entsprechend der Wendelschridge aus der BUn-
delachsrichtung abgelenkt wird. Neuere Untersuchungen
haben gezeigt, daR dieses Modell nicht die einzige Ur-
sache der Drallstrdmung ist, so daR der Intensitdtspa-
rameter auch > 1 sein kann. Aufgrund unserer Untersu-
chungen wurde flir Aufgabe 1 EF = 1,0 fiir Aufgabe 3 EF =
1,0 gewdhlt. Die fir Aufgabe 1 bis 4 verwendeten Misch-
raten waren: 303 2,53 10; 2,5 %/cm, bezogen auf einen Unter-
kanal mit 3 benachbarten Kandlen.

Die Wdrmeleitung im Kihlmittel wird im Programm reprd-
sentiert durch den Wdrmetransport eines Stabes, der die
Stoffeigenschaften des Kihlmittels besitzt, an beiden
Enden die jeweils mittlere Kanaltemperatur hat und der

folgende MaBRe aufweist:

Ldnge = Schwerpunktsabstand der Kihlkandle

Breite = engster Spalt zwischen zwel St&ben bzw. Stab
und Kastenwand

Hohe = Ldnge des Rechenabschnittes.

Die Wirmeleitung in Stab- oder Kastenwdnden wird vernach-

lidssigt. Die Stoffwerte sind auch hier temperaturabhdngig.

Wdrmelbergangsgesetz

Fiir den Wirmelibergang zwischen der Heizfl&dche und dem
Kihlmittel (mit mittlerer Kanaltemperatur) wird nach [ 6_/

angesetzt:



CH.

C

Nu a+ b (Re . Pr)

n

wobei a = 0,25 + 6,20 P/D
b = -0,007 + 0,032 P/D
= 0,800 - 0,024 P/D

P - Stabteilung

D - Stabdurchmesser

Damit kann flr den Teil einer Heizfl&dche, der im bezo-
genen Unterkanal liegt, die azimutal gemittelte Wandtem-

peratur angegeben werden.

Mathematisches L&sungsverfahren

Die Temperaturabhdngigkeit der Stoffwerte wird in die

Impulsgleichung durch eine einfache Iteration eingearbeitet.

Als Abbruchschranke dient die Massenbilanz, die i.a. mit

einer Genauigkeit von 10™"% oder besser erfillt wird.

Das Gleichungssystem flir die Energie, dessen Variablen-
vektor das Temperaturfeld ist, wird mit dem GauB-Seidel-
Verfahren bis zu einer Genauigkeit von 10—3 gel8st., Diese
Abbruchschranke kennzeichnet zwar nicht notwendigerweise
die Genauigkeit des Temperaturfeldes, die damit errechnete
Energiebilanz ist jedoch in der Regel von gleicher Gr&Ben-

ordnung genau.

Geometrische Vereinfachungen

In der Aufgabe 3 wurde die freie Unterkanalfldche aus dem
P/D-Verhdltnis errechnet, d.h. das aus Stab- und Wendel-
drahtdurchmesser sich ergebende Spiel blieb auBer Betracht.
Die Lage des Blindels im Elementkasten wurde zentrisch an-
genommen. In Aufgabe 4 wurde flr den Strukturstab der
Heizstabdurchmesser eingesetzt. Im Ubrigen ist die ra-
diale Diskretisierung des Biindels in Abb. 1 dargestellt,

wobei die Zahlen in den Schnittpunkten der Linien

die Stabnummern bedeuten.
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Wandtemperaturen

Die unter Punkt 3 genannte Gleichung erlaubt nur, die
Témperatur beheizter Wdnde zu bestimmen. In Aufgabe 4
sind aber auch Temperaturen an der Kastenwand und an
einem unbeheizten Stab gefragt. Sofern m&glich, wurden
diese durch lineare Extrapolation aus der bekannten Tem-
peratur einer gegenliberliegenden Wand und der mittleren
Kihlmitteltemperatur errechnet, sonst gleich der Kanal-
mitteltemperatur gesetzt. Flir Temperaturen, die an an-
deren Orten gefragt waren, als sie vom Rechenprogramm an-

gegeben werden, wurde ebenfalls linear interpoliert.

Bemerkungen zum Vergleichsverfahren

Zur Beurteilung der vorliegenden Arbeit muf der Ideal-
fall, d.h. eine korrekte Code-Verifizierung, herange-
zogen werden. Dazu miiRte mehr Aufwand getrieben werden,

u.a. widre dafir erforderlich:

a) Alle experimentellen Ergebnisse miiBten mit Fehler-
schranken angegeben werden. Hauptproblem ist hier bei
groBen Temperaturgradienten die Unsicherheit in der
Kenntnis der Position der Thermoelemente. Bei wendel-
formigen Abstandshaltern kommt noch die Unkenntnis

der Feinstruktur der Str&mung hinzu.

b) Auch die Rechenergebnisse miRten mit einem Unsicher-
heitsbereich angegeben werden. Dieser wird beeinfluft
durch die Genauigkeit der verwendeten Stcffgesetze,
technisch-physikalischen Beziehungen und durch die mit
Toleranzen behafteten Eingabewerte des Codesg; er

mURte durch Parameterstudien ermittelt werden.



C.8.

c) Der Vergleich zwischen Rechnung und Experiment setzt

den nach GrdRe und Ort bekannten, experimentellen

Wert mit dem gerechneten, nur der Grdfe nach bekannten

Mittelwert der Unterkanaltemperatur in Beziehung.

Dieser systematische Fehler und seine Abhidngigkeit

vom Gradienten des Temperaturfeldes sollte untersucht

werden.

Die Uberdeckung der Unsicherheitsbereiche von a) und b)

wdre dann ein Maf flUr die Glte eines Rechenprogramms und

der darin verwendeten Modelle. Darliber hinaus gibt die-

ses Verfahren verldRliche Anhaltspunkte flilr die Fehler-

schranken der Rechenergebnisse.
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D. Diskussionsbeitrag zu den KTG-Vergleichsrechnungen

C. Coors, J. Heinecke, G. Weber
INTERATOM, Bensberg

D.1. Rechenprogramm

Die Vergleichsrechnungen wurden mit dem Programm CIA,
der INTERATOM-Version cdes Programms COBRA IIi), durch-
geflihrt. CIA berechnet die stationdre Durchsatz- und
Temperaturverteilung in den Unterkandlen von Stabbln-
deln. Das Programm verwendet ein mathematisches Mo-
dell, das Mischungsvorgdnge zwischen den Unterkandlen
infolge Wdrmeleitung, Turbulenz und Umlenkstrdmungen
berticksichtigt. Die das Modell beschreibenden Glei-
chungen werden als Anfangswert-Problem behandelt unc
mit Hilfe eines Differenzenschemas geldst. Die vier

wesentlichen Gleichungen sind die

Massenbilanz
. N
i S
ax T T/ Mij
j=1
Enegilebllagg N N N
o __]: _ ° _T’ _ v _ . —\—7 _ +
j=1 j=1 j=1
1)

D.S. Rowe, COBRA II - A digital computer program for
thermohydraulic subchannel analysis of rod bundle
nuclear fuel elements, BNWL-1229, Febr. 1870
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Impulsbilanz in Strdmungsrichtung

1
dpy my 2 4 1 A
- (t i N .
dx (A.) "jl 2 .d. te i 2p * Al dx —/
i i~i i
N N
- no- 1 - 1 1..}:} -yt
P,-8 COSE - + ZZ:(Ui Uj) wij e (2 U;-U ) wij
l * l .
j:j_ 3:1

Impulsbilanz senkrecht zur Strdémungsrichtung

1
g
!

d

Dig | Wiy | Wi i

wobei die folgenden Beziehungen verwendet werden:

b.
i
fl = as Re t ey
L
1 Ax
m. + m.
W!. = 8 I S
i] iJ 1] A, + A.
1 J
ALtAl S..
_ i ij
(£1)
ij = 3
* 533 P4
Dabei bedeuten:
a L -7 Konstante in der Reibungsbeiwertbeziehung
A L m’/ Klthlkanalquerschnitt
b L-"7 Konstante in der Reibungsbeiwertbeziehung
c [="7 Konstante in der Reibungsbeiwertbeziehung
C L W/m_7 Widrmeleitkoeffizient
d [ m_/ hydraulischer Durchmesser
D L m/kg_7 Querstromdruckverlustkoeffizient



f1)

00 g = 83 = 0 o~ kh

= C 4 w»w

-7
Lm7
[:m/sz:7
L J/kg 7
L kgls_]
-7
N/m? 7
LW/ m—7
(-7
LmJ
[~°cT
[m/s7
[“kg/sm_7

[ kg/sm_J

Lm 7
[-7
[fkg/m3;7
LW/mK 7
[rad’/
[-"7

[ m—/
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Reibungsbeiwert
Querstrdmreibungsfaktor
Erdbeschleunigung
Enthalpie

Kanaldurchsatz

Anzahl der Kidhlkandle
Kithlmitteldruck
Kanalld&ngenleistung
Reynoldszahl

Spaltbreite zwischen zwei Kandlen
Kiihlmitteltemperatur
Kihlmittelgeschwindigkeit

Querstrom zwischen Unterkandlen mit
Nettomassentransport

Querstrom zwischen Unterkandlen ohne
Nettomassentransport

Abstand der Schwerpunkte zweier Unterkandle
Mischungsbeiwert

Kihlmitteldichte

Wadrmeleitf&higkeit des Kihlmittels
Kanalneigung

Gitterwiderstandsbeiwert

Rechenschrittldnge

Kanalnummer

Kontakt zwischen Kanal i und Kanal j

effektiv:
u+ = u, fir w,.. =20
N i 1]
u = u. flUr w.. 0
+ J 1]
h' = h. fir w.. = 0
+ i 1]
h = h. flir w.. <O
J 1]
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Eingabedaten

Die wichtigsten geometrischen und thermohydraulischen
Eingabedaten sind in der Tab. 1 zusammengestellt.

Im folgenden werden noch einige Erlduterungen gegeben.

Aufgabe 1 und 3: Drahtwendelabstandshalter

Die Druckverlustberechnung erfolgt nach der Methode von
2)
Rehme™ " .

gedacht flir BUndel. Um sie auch flir Unterkandle anwenden

Urspringlich ist die darin angegebene Beziehung

zu k&nnen, werden flr den hydraulischen Durchmesser, den
Durchsatz und die Str&mungsfldche die Kanalgr&Ben einge-

/

setzt, und auBerdem wird das Umfangsverhdltnis UBﬁndel

gesamt zu 1 gesetzt. -

Das Blindel wird in zwel Zonen eingeteilt, Zone 1 (alle
Dreieckskandle) erhdlt einen fiUr alle Kandle gleichen
Mischungsbeiwert, und zwar den in Tab. 1 angegebenen Wert B.
Zone 2 (Rand- und Eckkandle) ist gekennzeichnet durch

eine gleichbleibende, von der Wendelstellung unabhdngige
Strémung in Umfangsrichtung. In jedem Rechenschritt gibt
der Randkanal i einen Teil seines Durchsatzes an den be-
nachbarten Randkanal j ab. Die GrdBe dieses Querstromes

ist abhdngig von der Wendelsteigung und vom Durchmesser

des Wendeldrahtes.

W,
Randquerstrom Aufgabe 1 E}l = 19,1 [f%:7
i
W5 1
Randquerstrom Aufgabe 2 mlj = 3,82 [=7
i

Fir die Randkontakte wird B = O gesetzt.

2)K. Rehme: Systematische experimentelle Untersuchung der

Abhidngigkeit des Druckverlustes von der geometrischen
Anordnung flr ldngs durchstrdmte Stabblindel mit Spiral-
drahtwendelabstandshaltern, KFK-INR-4/68-16, Februar 1968



- 103 -

Aufgabe 2: Gitterabstandshalter

Die Gitterdruckverlustbeiwerte werden nach folgender Be-
ziehung berechnet:

AAHi 2
C‘ = 11)57 ( AT )

i Ai

wobel AAH die Stirnfldche des Abstandshalters im Kanal i
i
ist. Der in Tab. 1 angegebene Mischungsbeiwert g wird

fir alle Kanalpaarungen angesetzt.
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Tabelle 1 Eingabedaten zu den KTG-Vergleichsrechnungen

Aufgabe 1 2 3

Strémungsfldchen Ai

1078 n?7

- Dreieckskanal 11,45 12,887 27,73
- Randkanal 23,147 19,311 57,30
- Rand/Eckkanal 27,326 - -

- Eckkanal - 4,778 14,83

hydraulischer Durch-
messer di

1073 ny

- Dreieckskanal | 3,68 5,47 4,33
- Randkanal 4,55 4,46 5,46
- Rand/Eckkanal 4,36 - -

- Eckkanal - 6,2 3,15

Gitterwiderstandsbei-

wert Zs -7

- Dreieckskanal - 0,629 -

-~ Randkanal - 1,973 -

- Eckkanal - 0,508 -
Reibungsbeiwert-

konstanten [/ -_/

a 0,2754 0,184 0,1637
b -0,17 -0,2 -0,17

c 0,0 0,0 0,0

Mischungsbeiwert [ -7
g 0,051 00,0075 0,0361

Rechenschrittlinge

[ m_7
AX 0,01667 0,05 0,025
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Anhang 2: Allgemeine Diskussion

W. Baumann (GfK, Karlsruhe)

Es wurden einerseits Diagramme gezeigt, in welchen die be-
rechneten Temperaturkurven erstaunlich gut mit den MeR-~
punkten Ubereinstimmen, z.B. beim "SWIRL"-Effekt. Sie haben
andererseits Diagramme gezeigt, in welchen selbst der Ten-
denz nach eine Diskrepanz zwischen Rechen- und MeRwerten
auftritt. Gibt es eine Erkldrung daflir, warum einmal Unter-

schiede auftreten und ein andermal nicht?

H. Hoffmann

Die Unterschiede zwischen Rechen- und MeRBwerten lassen sich
auf verschiedene Weise erkldren. Teilweise beruhen sie auf
den in den verwendeten Rechenprogrammen enthaltenen unter-
schiedlichen Modellvorstellungen flir den Energieaustausch
zwischen benachbarten Teilkandlen eines Bindels (z.B. "SWIRL"- .
Effekte auch innerhaldb des Blindels beachtet oder nicht be-
achtet) und den angenommenen unterschiedlich grofen Aus-
tauschkoeffizienten. Zum anderen liegt es auch an der Ge-
nauigkeit der MeBwerte und deren Abhdngigkeit von den Ver-

suchsbedingungen.

H. Miller (GfK, Karlsruhe)

Wie sind die in den Diagrammen angegebenen Toleranzen der

experimentell gemessenen Temperaturen zustande gekommen?

H. Hoffmann

Die angegebenen Binder stellen mit den in den Teilkandlen in-
stallierten Thermoelementen gemessene maximale bzw. minimale
Temperaturen dar,und zwar bezogen auf die in gleichen Ab-

stdnden vom beheizten Stab liegenden Kandle (Abb. 8b).
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Dabei wurden, vom Wandstab in Richtung y ausgehend, die
symmetrisch zur Achse y-y liegenden Teilkandle berlicksich-
tigt. Die groBe Toleranz im Bereich des Zentralstabes er-
gibt sich aus den 5 in den zentralen Teilkandlen gemessenen
Kihlmitteltemperaturen. Die Abweichung vom gemittelten Wert
nach oben stellt also die h8chste gemessene Temperatur, die
Abweichung nach unten die niedrigste gemessene Temperatur
dar. Die MeBunsicherheiten sind hierbei noch nicht enthalten.
Die grofen Abweichungen werden teilweise verursacht durch
die insbesondere wdhrend des Betriebes nicht exakt angeb-
bare &rtliche Lage der Thermoelemente im Strémungskanal, an-
dererseits durch noch nicht deutbare StrSmungsvorgédnge im
Biindel, insbesondere beil Anwesenheit wendelfdrmiger Ab-
standshalter.

K. Gdtzmann (KWU, Erlangen)

Welche Genauigkeit schreiben die Experimentatoren ihren

Messungen zu?

H. Hoffmann

Beziliglich der Aufgaben 1 und 2:

- Die Messungen waren reproduzierbar, d.h. sie wurden unter
Wiederholungsbedingungen durchgefiihrt (Zeitabstand bis
6 Monate).

- Es wurden geeichte Thermoelemente und DurchfluBmesser ver-

wendet.

- Es muB zwischen zwei, die Unsicherheit der MeRwerte beein-
flussenden Ph&nomenen unterschieden werden, ndmlich einer-
seits der statistischen Schwankung eines MeRwertes unter
Beachtung der Genauigkeit der MeRBwerterfassungsanlage, an-
dererseits der durch die 8rtlichen Lagen der Thermoelemente

in den Teilkandlen des Blindels verursachten Unsicherheiten.
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Die installierten Thermoelemente von 0,5 mm Durchmesser
messen lokale Temperaturen. Die Anzeigen von Thermoele-
menten, die in Teilkandlen installiert sind, welche auf
gleichem Radius zum beheizten Stab liegen, werden ge-
mittelt und diese gemittelten Temperaturen quasi als
"mittlere" Teilkanaltemperaturen betrachtet. Durch die
Einbautoleranzen ergeben sich unterschiedliche Anzeigen
der Thermoelemente, je nachdem, ob diese mehr oder weniger
zum beheizten Stab hin liegen. Insgesamt ergibt sich dar-
aus eine einer Toleranzfldche (% 10% der Teilkanalfldche)
zuzuordnende mittlere Temperatur. Andererseits werden

- wie bereits erwdhnt - diese gemessenen unterschiedlichen
Temperaturen auch durch noch nicht erfaRbare und deutbare
Strémungsvorgdnge im Blindel, insbesondere bei Anwesenheit
wendelférmiger Abstandshalter, verursacht. Beachtet man
dies, so kann zur "Genauigkeit" der Messungen festgehalten

werden:

Die Genauigkeiten von Durchsatz-, Leistungs- und Tempe-

raturmessungen:

- DurchfluBmesser (geeicht) inclusive Anzeige: < LT
- Leistung der Heizstdbe inclusive Anzeige:=< 409
- Thermoelemente (geeicht) inclusive Anzeige:-<-i 0,3%

Die widhrend der Versuchsdurchfiihrung aufgetretenen stati-
stischen Schwankungen der einzelnen MeRwerte, die zur
Mittelwertbildung aus Jjeweils 10 Mefreihen verwendet wurden,
fiihren zu folgenden Standardabweichungen o (statistische
Sicherheit 95% nach DIN 1319).

- Durchflug: = % 2,5 %
- Leistung: <t 0,3 %
- Temperatur: = ¥ 0,1 %
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Die Messungen der lokalen Temperaturen waren damit mit

sehr hoher Genauigkeit mdglich (<% 0,5°C).

Unter Beachtung der Unsicherheiten aus der Thermoelement-
lage und der zur Zeit noch nicht m&glichen Zuordnung von
gemessenen lokalen Temperaturen und lokalen Strdmungsvor-
gdngen im BiUndel ergeben sich wesentlich gr&Rere Abwei-
chungen gemessener lokaler Werte vom daraus errechneten
Mittelwert aller Anzeigen vergleichbarer Thermoelemente
(gleicher Abstand vom beheizten Stab !). Die Vertrauens-
grenzen werden daher wesentlich grdRer und betragen flr
die i.a. 5 Thermoelemente auf gleichen Radien vom beheiz-
ten Stab flUr die statistische Sicherheit 95% maximal fir

die 1. Aufgabe =2 * 30%, flir die 2. Aufgabe = t 909,
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PHYSICAL AND MATHEMATICAL MODELLING OF
ROD BUNDLE THERMOHYDRAULICS

R. Nijsing
EURATOM, Ispra

Scope

The thermohydraulic analysis is aimed at establishing
the spatial temperature distribution in the fuel ele-
ment. This knowledge is primarily used for predicting
the mechanical behaviour of fuel rods and structural
materials. According to the area of application three

cases may be considered:

a) A nominal geometry and steady thermohydraulic con-
ditions.
b) An anomalous geometry and (quasi) steady thermo-

hydraulic conditions.

c¢) A nominal geometry and transient thermohydraulic

conditions.

The first case is considered in thermal design. The
geometrical anomaly pertaining to case b) regards the
presence of flow restrictions extending over part of
the bundle. Its cause may be (i) swelling and bowing
of rods or channel walls, (ii) the presence of foreign
objects. The interest 1s on two aspects both related

to reactor safety. One concerns the temperature
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distribution in the region of (incipient) failure
which determines whether failure propagation may occur.
The other regards the effect of geometrical anomalies
on the time-average or fluctuating temperature field
at the fuel element outlet which may potentially be

used for early failure detection.

Case ¢) is also related to reactor safety and regards
the thermohydraulic transient arising as a consequence
of a sudden loss of cooling and/or a power excursion.
The aim is here to provide a scenario of thermohydraulic

events and to establish the failure threshold.

AEEroach

A first step in the development of a thermohydraulic
fuel element analysis is to set up a physical model

for the flow- and heat transfer processes in the coo-
lant region. Such a model in order to be realistic, re-
quires a good understanding of flow mechanisms and a
"feeling" for the relative importance of competing
thermohydraulic transport phenomena. Fig. 1 provides

information on the possible types of flow behaviour.

The most crude approach (Fig. 2) is to ignore varia-
tions of flow and heat transfer in the cross section

and to visualize the fuel rod bundle as a single channel
characterized by the same equivalent hydraulic (thermal)
diameter in which coolant velocity and heat source
density equal the cross section average values in the
bundle. The above approech is still being applied in
reactor safety analysis (e.g. for analysis of the con-

sequences of loss of coolant accidents).



Fig. 1:
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Modelling of bundle section

For design purposes one must establish whether va-

riations

in heat source density and geometry across

the bundle may lead to unacceptable temperature va-

riations of fuel cladding and structural materials.

For this usually an approach is applied which involves

the subdivision of the bundle flow area into sub-

channels

(flow channels bounded by adjacent rods) in
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which the hydrodynamic and thermal coolant conditions are
characterized by bulk average values. Thermohydraulic in-
teractions between subchannels are described in terms of
"intersubchannel mixing coefficients" which can either be
determined by carrying out suitable thermohydraulic expe-
riments in rod bundles or be computed applying simplified
theoretical models based on local transport characteristics.
More detailed and precise information can be obtained when
the flow area is discretised into a larger number of ele-
ments. As a consequence the number of equations to be solved
becomes much larger and this leads to an increase of com-
puter time and computer storage requirements. In addition
the physical description requires here a more basic know-
ledge of the flow situation than is necessary for applying

the subchannel concept.

The mathematical description of the physical transport pro-
cesses must be based on application of the conservation
principles for mass, momentum and energy. This is illustrated

in Figures 3-7 for a situation of steady 2-dimensicnel flow.

- CONSERVATION OF . MASS
AXIAL MOMENTUM

TRANSVERSE MOMENTUM
ENERGY

-STEADY 2-DIMENSIONAL FLOW
-DISCRETISATION IN DIRECTION NORMAL TO FLOW
s

MAIN FLOW
DIRECTION

SR RIRIEY

v

Fig. 3



- 113 -

The flow section in a plane normal to the main flow direc-

tion x 1is discretised in elements I, J, K, etc. along the

coordinate y. According to Fig. 4 the sum of the mass flow

rates G entering the element J equal those leaving the ele-

ment.

ELEMENT | ELEMENTS
) ' J K
G, ()+AG, (J)
AT AT AT
4 ' a
(- 11
X G,(LJ) | ———> 1
Y ——t--7
|, y
A Yt L
-_______§7__’ G« (J)
Fig. 4« Mass conservation
ELEMENTS I J G, (N UW)+A(G, (J)-U(J)
\ PalUFSaU)eAlpU)S,)
, /’: | %/
Qo)) =t === Qe (UK)
X| vt 1T T [6,KIVUK)
L 3 A 1%
GV [ wpg V)
y = P W)S (J) d
Fig. 5: Conservation of axial momentum
ELEMENTS [ J G, (U A G, U)-U(J))
Qmy*A Q. K
///l I 7|
¢ GudviLd) N ~1--=1 16,0KIv (LK)
Py (LIS | T I ks k)
X ! // | //
L __ t/ 17
G,(J)-U (J)
Om.y
Y

Fig. 6: Conservation of transverse momentum
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In Fig. 5 and 6 axial and transverse momentum balances are
applied to the element J. The terms GX(J).u(J) and Gx(I,J).
v(I,J) represent convective axial and lateral transfer
rates respectively of axial momentum. The terms Gy(J).u(J)
and Gy(I,J).v(I,J) idem for transverse momentum. The terms
pX(J).Sn(J) and py(I,J).S(I,J) denote pressure forces in
the main flow direction x and the transverse direction y.
Qm.x and Qm.y indicate rates of diffusional transport of
axial momentum and transverse momentum in the transverse
and axial directions respectively. The term pgV(J) represents
the gravity force. In Fig. 7 a heat balance is applied to
element J. The terms GX(J).H(J) and Gy(I,J).H(I,J) repre-
sent convective axial and transverse heat flows respec-
tively, whereas Qh(J) and Qh(I,J) denote diffusional heat

transport rates in the axial and transverse directions.

ELEMENTS T J
IGX(J)-H(J)oA(Gx(J)-H(J))

Qn(J)+AQ,(J)) K
) A
’ s
Gy(LJYH(L)) f--- . ‘“'f 1 Gy(J.K)-HJK)
R T
x| QL) —=d==-7 0y (J.K)
{ e ! /l
Vo 1l v
G, (J)-H()
Y Q,(J)
Fig. 7: Energy conservation

When the volume element J is "microscopic", the transport
parameters referred to above may be taken constant over the
faces of the element. When element J is "macroscopic" these
parameters may be considered area-average quantities. In
order to improve the accuracy of the "macroscopic element"
approach one may assume that the afore parameters are a
function of x and y (e.g. a linear function) within the ele-
ment. It depends on the problem considered whether the con-

servation equations still may be simplified. E.g. for the
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case of incompressible flow in a channel of uniform flow
section at a sufficiently long distance from the in-
let, the transverse momentum balance may be ignored
and in the axial momentum balance the transverse con-
vective terms may be disregarded. In the "hydrodynamic
entrance region" of this channel it is often Jjustified
to assume a transverse uniformity of the pressure and
hence to ignore the transverse momentum balance. These
aspects are dealt within the paper by Eifler [/ 1_7.
Before the momentum and energy equations can be used
in practice, the diffusional flux terms in these equa=
tions must be expressed in terms of their driving for-
ces, 1.e. the mean velocity gradients and mean tempe-
rature gradients respectively. These aspects will be
dealt within the next chapters for the case of steady

single phase turbulent flow in an unperturbed geometry.

Turbulent transport characteristics

A situation of fully developed turbulent flow is con-
sidered, where secondary flow may be neglected. Diffu-

sional momentum and heat fluxes ap, and q, y incor-

y
porate contributions due to molecular effects and tur-

bulent velocity fluctuations. This is expressed by:

_ __.,9Uu T

qm.y = pv3§ +p u'v (1)
- 9T T

qh.y cpp aay + cpp T'v (2)

The turbulent flux terms u'v' and T'v' representing
one-point correlations between the fluctuating quan-
tities u', v' and T', v' respectively are related to

the time-average gradients of u and T by:
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ulv! = - ¢ ou (3)
m 3y
v 9T
T'v' = h 3y (4)

which represent the definition equations for the turbulent
diffusivities €n and €1,
Extensive studies have shown that both for simple geometries
and rod bundle geometries the turbulent diffusivity for mo-
mentum transport normally to the wall, is given by an ex-
pression of the form / 2_/:

T 1/2
€ = P(y,YO) . (—B_) (5)

m.r
In the central flow region the above equation is reasonably
well approximated by [ 2_/:

T 1/2
€ = c.Y .(—p—) (6)

m.r o
where ¢ has the approximate value 0.07. For low Prandtl num-
ber coolants the ratio of turbulent diffusivities for heat
and momentum Y may be significantly affected by conduction
effects. The expressions used by us for ¥ is a modification
of a relation established by Bolkov et al. [ 3_/:

0.5 5

- y 3
¥ o= 145 () {1-exp (-1.24.107° F_ =% Re |Pr) ! (7)
max e

The relation for €.y suggests that the diffusivity for cir-
cumferential transport (i.e. parallel to the wall) will also

be rather uniform in the central flow region.
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Results of experiments involving lateral turbulent

diffusion of mass in an axial flow of water between
paballel plates in the Reynolds number of 30,000 -

30,000 could be well correlated by /[ 4/:

Ty 1/2
e = 0.178 y, (=) (8)

indicating anisotropic behaviour of turbulence.

Lumped and local approach for heat exchange in the

+)

bundle cross section

Heat transport between adjacent subchannels due to

turbulent diffusion and conduction

For the present considerations which regard inter-
subchannel transport of heat in assemblies of bare
parallel rods, it is assumed that conduction and tur-
bulent diffusion represent the sole mechanisms of
transport. For the case of heat transport, the approach

usually followed is to apply:

daQ
h dT
T2 C w(eh + a) °p p(a§

) (9)
IJd
where th/dz is the intersubchannel heat flow per'unit
of axial distance, w is the rod clearance, £y, is the
turbulent heat diffusivity, a is the thermal diffusi-
vity, °p is the specific heat, p is the density,
and to approximate the radially averaged temperature
gradient at the boundary between the adjacent sub-
channels by

4T _ T - T

(10)
Y
Ay’ 15 1J

+ . .
)The contents of this chapter is largely based on

references [ 57 - [ 77.
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where T(I) and T(J) are the bulk coolant temperatures in

subchannels I and J respectively, and YIJ is a mixing

distance, usually the distance between subchannel cen-

troids (Fig. 8).

Yoo p(ILJIR
§° sy R

PILIIR

Fig. 8: Tufbulent diffusive transport between
central subchannels I and J
With the definition of enthalpy according to

dH = c,dT,

eqs. (9) and (10) may be combined as

dQ, H(I) - H(J)
gz S ¥ et ade TS

(11)

(12)

where H(I) denotes the bulk average value of the coolant

enthalpy in subchannel I. Defining the heat mixing coeffi-

cient B(I,J) as

th

BUII) = Gy =) )

eq. (12) gives

B(T,J) W (e, + a)p.
YIJ h

(13)

(14)
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To enable numerical prediction of g(I,J) the turbulent
diffusivity €y is usually expressed as an average for the
two adjacent subchannels and related to the Reynolds and
Prandtl numbers in each of these subchannels. The accuracy
of eq. (14) depends to a large extent on the type of ex-
pression assumed for the turbulent diffusivity and is fur-
ther affected by the approximative nature of eq. (10). In
this connection it is worth pointing out that eq. (10)
tends to give pessimistic results. This is due to the fact
that the width of the gap available for lateral heat trans-
port varies with angular position reaching a minimum at the

boundary between subchannels I and J.

The intersubchannel mixing model employed by us differs from
that referred to above in that it considers separately the
diffusive transport rates in each of the two subchannels and
is able to take into account the locally varying turbulent
transport characteristics inside a given subchannel. It pre-

dicts heat mixing coefficients B(I,J) as defined by eq. (13).

Interactions are considered between adjacent subchannels I
and J such as schematically represented in Fig. 8. The
basic - mostly pessimistic - assumption underlying the pre-
sent mixing model is that the circumferential flow of heat
inside each of the subchannels I and J is invariant within
the interval -¢ (J) = ¢ £ ¢ (I) and hence is equal in this
range to the intersubchannel rate quantity Qh' Here wé(I)
denotes a reference position in subchannel T which for the
nominal case is set equal to Wc(I)’ the circumferential po-
sition that corresponds to the centroid of subchannel I.

At each ¢>position in the above interval circumferential

heat transport rates are assumed to be given by
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dQy, dH

1m
— = = 2Y,(¥e, + ad)p (15)
dz 14 14 reffd¢
In the above, H denotes the radially averaged enthalpy

1lm
of the coolant at @€y is the angular position dependent

radially averaged turbulent diffusivity for circumferential
momentum transport, ¥ denotes the ratio of turbulent diffu-
sivities for heat and momentum transfer and Yy is a ra-
dial distance parameter given for the triangular sub-
channels of Fig. 8 by

p(Ll,J).R

o5 p - R, (16)

Y(p=
where p(I,J) is the pitch-to-diameter ratio of the rods
separating subchannels I and J. The parameter reff denotes

an effective radial position approximated by

r_ep = P(I,J).R. (17)
In order to derive an expression for g(I,J) it is necessary
to make an assumption with regard to the circumferential
position inside a subchannel I, at which Hlm equals the
subchannel bulk value H(I). The - mostly pessimistic - op-
tion underlying the present model is that this occurs at
the position VE(I)' integrating eq. (15) with respect to @
then yields the following expression for B(I,J):

contribution contribution

subchannel I subchannel J
’ N N 7~ ~
e(I) %%(J)
-1 p(I,J)R p(I,J)R
LB(LL, 0} 7 = ][ 7Y, (Ye, +3) a¢ + 7Y, (e, + ay 4¢
0 14 P 0 14 14

with (I) = (I) and (J) = (J).
sﬁe (700 We (P C

(18)
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The computation of B(I,J) according to the above equa-
tions requires expressions to be available for the

turbulent diffusivity ey, and the diffusivity ratio Y.
The choice for the turbulent diffusivity expression is
based on the considerations presented in the preceding

chapter.

Intersubchannel mixing caused by the presence of grid

spacers

The presence of grid spacers at certain axial locations
in the fuel rod assembly will affect the interchange

of momentum and heat between subchannels as follows:

a) Vortex formation downstream of the grid augments

intensity and scale of turbulence and this entails

an increase of the turbulent diffusivity. It has been
shown that the incremental turbulent diffusion in-
creases as the ratio of the free flow area in the
grid to the undisturbed bundle flow area decreases.
The relative importance of this effect appears to de-
pend strongly on the shape of the grid device. Due

to the decay of turbulence the diffusivity ewwill
decrease with axial distance downstream of a grid

towards the asymptotic value given by eq. (8).

b) Since grid spacers represent obstructions to the
axial coolant flow, they will induce also macros-
copic interactions between subchannels. At short
distances upstream and downstream of a grid a net-
flow exchange will occur resulting into enkanced mi-
xing. Near the wall of the flow duct where the grid
resistance coefficient is likely to vary from one
subchannel to another, lateral pressure differences
may develop leading to intersubchannel cross flow

over relatively large axial distances.
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In the present model the mixing effects produced

by grids are described as follows:

1) The enhancement of turbulent diffusivity ey 1is con-
sidered to be constant over the axial distance
interval between two grids. An enhancement factor
Pg may be includedlfor this purpose, in eq. (8).

2) The effect of intersubchannel cross flow on heat
interchange is taken into consideration by intro-
ducing a grid mixing coefficient y(I,J) for ma-
croscoplc interactions between adjacent subchannels
I and J.

y(I,J) is defined by a heat balance across the grid
for the Subchannél I

N(D)
HDg = HD, + ) YE#d (B0, - B, (19)
1

where the subscripts d and u denote downstream and
upstream positions. The summation in the second
right-hand term of eq. (19) is carried out over the
number of bounding sukbtchannels N(I). In this sim-
plified procedure the macroscopic grid mixing
effects which occur over a certain axial distance
are localized at the axial position of the grid.
The coefficient y(I,J) given as input information
is specific for the grid design and ought to be de-

termined experimentally.

Forced mixing between subchannels induced by helical

SEaCGI’E

Attention is given here to the mixing behaviour of rod
assemblies with a helical-wire spacer system, schema-
tically presented in Fig. 9. The dominating physical
mechanism underlying intersubchannel heat transport is
here a periodic transverse mass flow between adjacent

subchannels, induced by the axially varying angular
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position of the spacing wire. In a fundamental anealysis
of this prccecss the following aspects need be taken into

consideration.

a) By mechanical acticn the fluid is forced to flow in the
direction of spacer rotation. An additional cause of
axially varying transverse mess flow between adliacent
subchannels is due to the finite dimensions of the spa-
cer which, traversing a subchannel, entails an axial

variation of the subchannel flow section.

@)C} hexagonali fuel box

OOk
OO =
O

@) @ : helical spacing wire
<:>;:: _oxial_pitch_
h [

helical wire
a L]

Fig. 9: Hexagonal fuel rod bundle with helical
spacing wiresg

b) The transverse mass flow into a given subchannel causes
an increment of axial mass flow in that subchannel and
produces secondary transverse motions of fluid into
other bounding subchannels. The relative importance of
these flow effects depends primarily on the axial sub-
channel flow resistance and the cross flow resistances

between neighbouring subchannels.
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The transverse mass flows between central subchannels
and between a central subchannel and a peripheral sub-
channel, undergo periodic variations with reversal of
direction at distance intervals equal to half the axial
spacer pitch h. Between two peripheral subchannels on
the other hand, we have to make do with a single di-
rection transverse mass flow, varying axially only in

)

magnitude+ as illustrated in Fig. 10.

The net transport of fluid from one subchannel to another
results in a transfer of heat at a rate depending on

both the transverse mass flow and the coolant enthalpy

in the gap between the two subchannels. The magnitude of
the latter will depend on the mixing behaviour within

a single subchannel.

+ V\

trensverse

mass flow
0
_LAM___LA__.

fromlto)

axlol position In bundie

@ periodic variation of transverse mass flow
bety 2 central sub

tronsverse
fom1t) ! T
- /\/
[
n
———= axlol position in bundle
b periedic variation of transverse mass fiow
between 2 peripheral subchannels
‘Fig. 10: Mixing behaviour in bundle with helical spacers

This results in a net circumferential fliow of coolant
along the flow duct wall.
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From the above, one may infer that in order to predict
accurately the mixing behaviour of assemblies with helical
spacers a rather detailed knowledge is required of the flow
structure and of the transport properties in such systems.
Of particular interest is the extent to which fluid follows
the direction of the spacer and how local mixing within a
subchannel affects the value of the coolant enthalpy in

the gap with respect to the bulk subchannel value.

The hitherto limited knowledge on the details of coolant
transport phenomena in rod bundles with helical spacers
justifies a simplified approach for the description of sub-
channel interactions in these geometries. At axial locations
where the spacer traverses the gap between rods in the di-
rection from subchannel I towards subchannel J, the trans-
verse mass flow reaches maximum values (Fig. 10). There the
fluid is obliged to follow the spacer bodily into J, trans-
porting heat at a rate given by

daqQ
_n . B(IH,(I,0) | (20)

dz
wheref(I) is a single direction convective transport
coefficient given by
d +d

B(I) = d_m ‘"E“‘E o Ug(I,J). (21)

In the above equations Ug(I,J) and Hg (I,J) represent the
axial coolant velocity and the coclant enthalpy respec-
tively in the gap (I,J). In the present simplified descrip-
tion use 1s made of a continuous mixing model, involving

axial averaging of intersubchannel transport effects.

For interactions between central subchannels or between a
central subchannel and a peripheral subchannel where trans-
port is of the two-direction type, the following procedure
may be adopted:
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a) Hg(I,J) and Ug(I,J) are assumed to equal the bulk average
values H(I) and U(I) of the donor subchannel I; and

b) intersubchannel heat flows, alternating direction at
axial distance intervals h/2, are assumed to be constant
in each of these intervals and equal to the predictions
of the maximum rate expressions (20) and (21). This re-

sults in the following expression for an axially ave-

raged mixing coefficient B(I,J) as defined by eq. (13)+):
1 d + dS
B(I,J) = T dm —— o{ UCI) + UWY . (22)

When applying the continuous mixing model to interactions
between peripheral subchannels where a single direction
transport mechanism is operative, the axially averaged la-
teral mass flows between peripheral subchannels must, because
of continuity, be the same for each subchannel. The value

of Ug(I,J) in the "axially averaged version" of eq. (21)

thus ought to be a constant, e.g. an averaged peripheral
subchannel velocity Up' Employing a procedure similar to that

outlined above, leads to the following rate expressions:

th
Iz - B(IYH(I) (23)
and
d + dS
B(I) = dS T T pUp. (24)

It is worth emphasizing that the mixing rates predicted by
eqs. (22) and (23) are based on maximum possible values of

the transverse mass flow rates.

+>This procedure is strictly correct only when the enthalpy

difference between the two adjoining subchannels does not
vary axially and the bundle length is much larger than the
axial spacer pitch h.
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Thermal interactions between '"microscopic" coolant

elements

A more local approach involving a more detailed sub-
division of the flow section can be applied to certain
characteristic regions of the bundle section as illus-
trated in Figs. 11 and 12.

In describing thermal interactions between adjacent
coolant elements rA¢@.Av or Ay.As, the following sim-

plifying assumptions are made:

- The local coolant enthalpy at the centre of an ele-
ment K equals the bulk enthalpy H(X).

- The variation of coolant enthalpy between centres

of adjoining elements is linear.

- Along the boundaries between adjacent elements the
distribution of turbulent property values of enthal-
pies and of enthalpy gradients, heat fluxes respec-

tively, normal to these boundaries is uniform.
Heat transport between adjacent elements is due to:

a) Conduction and turbulent diffusion. The diffusive
heat flux normal to the grid element boundary can

be written as:
3H

L - on

Q') = plate,) T (25)
where a is the thermal diffusivity, €y is the tur-
bulent heat diffusivity and 88 ite normal enthalpy

an
gradient.
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+)

b) Secondary flow. The heat flux due to this mechanism is:

tr -
Q') =PV H (26)

where v is the secondary flow intensity normal to the
element boundary considered in the direction of element

L and Hg is the enthalpy value at the boundary.

It now is convenient to define diffusive and convective in-
teraction coefficients B(K,L) and o(K,L) governing heat

transport between adjacent elements K and L. The rate equa-
tion for diffusive heat transport per axial length unit be-

tween element K and L can be written as:
B(K,L) LHUO-H(LY T = -plate, (K,L) 7 w(K,L)g—g (K,L)  (27)

where w(K,L) is the width of the boundary separating ele-
ments K and L, e, (K,L) the value of ey, @t the boundary K-L
and od the normal enthalpy gradient at this boundary in the

an
direction of L. In view of the previously made assumptions:

_ H(K) = H(L)
- e(K,L)

(28)

where e(K,L) is the distance between the centres of elements
K and L. From eqs. (27) and (28):

p[fa+sh(K,L):7 w(K,L)

B (K,L) = e (K,1)

(29)

The rate of convective heat transport per axial length unit

is:

o(K,L)Hg(K,L) =p Vn(K,L)Hg(K,L) (30)

+)When'in the plane at right angles to the flow direction

there is a peripheral variation of wall shear stress, this
gives rise to a secondary flow phenomenon. This effect has
been at length discussed in ref. [ 877.
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where Hg(K,L) is the enthalpy at the boundary between
elements K and L and v (K,L) is the normal secon-
dary flow intensity at the boundary K-L. In view of the

assumed linear variation of enthalpy between adjacent

elements:
- - 8lK,L) g(K,L)
Hg(K,L) = {1 e(K,L)} H(K) + (K. 1) H(L) (31)

g(K,L) being the distance between the centre of K
and the boundary K-L.

With the now available expressions for the '"mixing"
coefficients B(K,L) and o(K,L) the mathematical method
to be employed for obtaining the 3-dimensional tempe-
rature field becomes similar to that adopted in the
subchannel analysis. The results discussed hereafter
have been obtained applying the mathematical approach
described in ref. [ 67.

Tllustrative results

Results related to subchannel analysis for steady

single phase flow and unperturbed geometries

Fig. 13 provides a comparison between theoretical
predictions and empirical expressions for intersub-
channel mixing 4in triangular arrays of bare rods with

a pitch-to-diameter ratio p of 1.3. The curves of
B(I,J), made dimensionless with the dynamic viscosity u,
pertain to Prandtl numbers exceeding unity, where
conduction effects can be disregarded. Fig. 13 shows
that the theoretical predictions lie within the range

of experimental data and: that the spread of the lat-

ter amounts to about a factor 3. This is considered
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to be largely a result of insufficient test channel length

and of different initial- and boundary conditions in the

experiments. The large sensitiveness of intersubchannel heat

transport to thermal boundary conditions is at the origin

of the limited physical validity of the mixing coefficient

concept. Information on this is given in the following pa-

ragraph. The effect of conduction on intersubchannel mixing

is shown in Fig. 14,
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Fig. 13: Turbulent intersubchannel mixing coefficients

in a triangular rod array, a comparison with

experimental data

It is seen that for a Prandtl number of 0.005 (corresponding

to that of sodium) and for a Reynolds number of
intersubchannel mixing coefficient is about 70%
the mixing coefficient where only turbulence is

consideration. At Reynolds numbers below 40,000

100,000 the
higher than
taken into

conduction

strongly dominates and intersubchannel mixing is almost en-
tirely due to this mode of transport. As shown in ref. / 6_/

experimental data on mixing in rod assemblies with a helical

wire wrap are in satisfactory agreement with theoretical
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Fig. 1u: Effect of Reynolds and Prandtl number on

diffusive intersubchannel mixing coefficients
in a triangular rod array

predictions based on the application of a continuous mixing
model which implies the use of an axially averaged mixing

coefficient B(I,J). Information on the contribution of tur-
bulence and conduction to intersubchannel mixing in a so-

dium-cooled wire wrapped bundle is given in Fig. 15. It is
shown that, except at low Reynolds numbers, the forced mi-
xing, due to the presence of the wire, is much more impor-

tant than mixing effects due to turbulence and conduction.

In the literature the hope is expressed that intense coolant
mixing due to helical spacer wires in conjunction with a

net swirl provoked by these devices will significantly re-
duce circumferential flow duct temperature variations ari-
sing from a lateral power gradient. The theoretical results
presented in Fig. 16 and 17 provide information on this

aspect.
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Fig. 16 shows the circumferential variation of the hexago-
nal flow duct temperature at the outlet of a 1639-rod bundle,.
The circumferential position of the flow duct is expressed

in dimensionless form as l/Lper where 1 1s the distance from



the angular position of
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maximum heat
- and L
per

observed, in

generation - in the

is the circumference

line with expecta-

maxima and minima are displaced in

the direction of swirl flow. The amplitude of flow duct tem-

perature variation appears to be larger for the case of

thermal interactions between subchannels than for the case

where these interactions are neglected. Obviously, the ne-

gative effect of intersubchannel heat transport from the

"hot" interior bundle region towards the outer "cold" sub-

channels is not balanced any more by the favourable effect

of the swirl flow in the outer row of subchannels.

Fig. 17

shows how the amplitude of flow duct temperature variations

increases with the magnitude of the rod bundle.

It is seen

that for bundles with more than 5 rows around the central

rod (bundles with more than 127 rods), this amplitude is

larger than for the - at first sight pessimistic - assump-

tion of zero mixing and zero swirl flow.

Fig..

17:
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Maximum temperature variation across flow
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wire spacers
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Results based on detailed 3-dimensional analysis for

steady single phase flow and unperturbed geometries

The results presented are obtained for coolant proper-
tiés, corresponding to those of sodium at 500°C. The
bundle length and outer rod diameters are 1 m and 6 mm
respectively, whereas the range of pitch-to-diameter
ratios p is 1.10 - 1.30 and that of the dimensionless
wall distances Py (rod centre - wall distance divided
by rod radius) 1.20 - 1.60. Axially uniform and cosinus-
type heat flux distributions are considered. In the
latter case the ratio extrapolated length to heated
length is 1.5. The fuel element power has a value gi-
ving rise to an axial bulk coolant temperature rise of
200°¢. Fig. 18, pertaining to a wall-adjacent rod with
p = 1.3 and D, * 1.6 and with axially uniform heat flux,
shows that very important circumferential cladding tem-
perature variations develop with increasing distance
from the inlet. A fully established heat transfer si-
tuation is not attained here. This is also demonstrated
by Fig. 19 which provides information on the axial va-
riation of circumferential cladding temperature diffe-
rences. It is seen that the effect of rod spacing

(p and pw) is quite significant (curves 1 and 3, curves
2 and 4).

680
SL,’ 640
ut
600 2/Zh=10
R
560 |- : R < ]
I 0.7
520 - . . - 4
M ‘ 0
480 —="p=13, pw=16 - \l\ (.).3—_—
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- uniform heat flux
| |
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¥ (degree)
Fig. 18: Circumferential cladding temperature va-

riation of wall-adjacent fuel rod
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Fig. 19: Axial variation of cladding temperature
difference of wall adjacent fuel rod

Fig. 20 provides information on computed values of
the intersubchannel mixing coefficient B(I,J) de-
fined by eq. (13). Note that the subchannels I and J,
referred to here, are the wall-adjacent subchannel
and the adjoining inner triangular subchannel. It is
interesting to observe that the mixing coefficient
B(I,J) does not have a constant value but varies
appreciably with distance increasing in the direction
of flow. At the outlet of the bundle it is still some-
what smaller than the value predicted by the HERA
computer programme /[ 5_/ for the same conditions:
B(I,J)/u = 160. The results here referred to demons-
trate clearly the limitations of the mixing coeffi-

cient concept.
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Fig. 20: Axial variation of intersubchannel mixing
coefficient
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GESCHWINDIGKEITSFELDER UND DRUCKVERLUSTBEIWERTE
IN BUNDELGEOMETRIEN

W. Eifler
EURATOM, Ispra

Einflihrende Bemerkungen liber Rechenmodelle und -methoden

Jede Stromung durch einen endlich langen Kanal stellt
mathematisch prinzipiell eine dreidimensionale Rand-

wertaufgabe dar, d.h. eine L&sung kann nur unter Vor-
gabe der Randbedingungen flr das System als Ganzes ge-

funden werden.

Je nach den Genauigkeitsanspriichen oder der Verflg-
barkeit von entsprechenden Rechenmethoden k&nnen oder
miissen Annahmen eingefiihrt werden, die zu einem verein-

fachten "Modell" der wirklichen Situation flihren.

Vereinfachende Annahmen k&nnen die beriicksichtigten
Richtungsabhdngigkeiten, die angewandten Rechenmethoden
und die Beschreibung der turbulenten Impulstransport-

prozesse betreffen.
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"Ein-Kanal"-Modell mit Pfropfenstrbmung flir das ganze Stab-
biindel-Brennelement flhren. Dies ist dann noch sinnvoll,
wenn die Ortsabhidngigkeit der Geschwindigkeit nur eine sehr
untergeordnete Rolle flir die Berechnung der Hauptvariablen
spielt, wie es z.B. oft bei neutronenphysikalischen Berech-
nungen der Fall ist; oder wenn der betreffende "Kanal" nur
ein kleiner Teil des betrachteten Systems ist, flir welches
nur sein gemitteltes Verhalten von Bedeutung ist, wie es
z.B. bei dynamischen Berechnungen flr den gesamten Primdr-

kreislauf der Fall ist.

Zweidimensionale Berechnungen erfiillen meist fiilr die thermo-
hydraulische Auslegung von Brennelementen ihren Zweck, da

im Normal- (d.h. Auslegungs-) Fall die vorkommenden kleinen
axialen Anderungen des Geschwindigkeitsfeldes nur einen se-
kunddren Einfluf auf das Zu berechnende dreidimensionale Tem-
peraturfeld haben. Dies gilt allerdings nur bedingt flr gas-

gekiihlte Brennelemente.

Flir Brennelement-Sicherheitsbetrachtungen sind dreidimen-
sionale Berechnungen im allgemeinen unerldf®lich, da angenom-
mene Unfallbedingungen meist eine Stdrung der Brennelement-
struktur bedeuten (Verstopfungen, Verbiegungen), so daB be-
deutende Geschwindigkeitskomponehten senkrecht zur Haupt-
stromungsrichtung auftreten kdnnen. Solange Jjedoch diese
Querkomponenten noch relativ klein gegenliber der Hauptkompo-
nente bleiben, kann oft noch mit guter Nidherung Druckkonstanz
innerhalb eines Querschnittes angenommen werden, das be-
deutet, dal das noch dreidimensionale Str&mungsproblem dann
als Anfangswertproblem behandelt und die L&sung in axialer
Richtung schrittweise konstruiert werden kann. Ein eindeu-
tiger Fall, der ohne dimensionsméRige Beschrdnkungen aller
Variablen geldst werden muB, betrifft ausgedehnte, undurch-
lissige Verstopfungen des Strdmungsquerschnittes, die in
ihrem Stromungsschatten eine bedeutende Rickstrdmung verur-

sachen.
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im Zusammenhang mit der Diskretisierung des Strdmungsraumes.
Ein wesentliches Kriterium flr die Genauigkeit numerischer
Berechnungen - "exakte" L&sungen kdnnen nur flir sehr ein-
fache Strdmungsprobleme gefunden werden - ist die Feinheit
des Elementnetzes. Die ElementgrdBe ist so zu wdhlen, da®
die Verdnderlichen und ihre Ableitungen nur in einem be-
schrdnkten - von der gewlnschten Genauigkeit abhdngigen -
MaRe von einem innerhalb der Elemente vorgegebenen Verlauf
abweichen. Man kann durch eine gr&bere Diskretisierung Ge-
nauigkeit opfern und entweder bei gleichem Aufwand groRere
R&ume erfassen oder bei gleichgrofen R&umen Rechenaufwand

einsparen.

Benutzt man die wie Ublich definierte Einheit "Unterkanal"
als MaRgrdRe flr die Diskretisierung, so kann man - ohne
Berlicksichtigung spezifischer MaBnahmen zur Kompensation

des Diskretisierungsfehlers durch angepabte Transportkoeffi-

zienten - folgende grobe Genauigkeitsskala aufstellen:

- 2 Gruppen von Unterkandlen innerhaldb eines Brennelementes
(z.B. Wandkandle und Zentralkandle) werden Jje zusammen-
gefakt zu einer Region (= "Element") betrachtet:

= "abschdtzen"

- Die Unterkandle selbst werden als kleinste Einheit de-

finiert: ="qualitativ richtig erfassen"

- Es wird eine Diskretisierung innerhalb der Unterkandle
selbst vorgenommen:

= "quantitativ richtig erfassen".

Letztere Aussage gilt natirlich nur in dem Ausmafe, in
welchem tatsdchlich eine detaillierte Diskretisierung vor-

liegt.
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Die aus dieser Skale resultierende Forderung nach einer
Diskretisierung innerhalb der Unterkandle zur Erzielung
einer kontrollierbaren Genauigkeit ist besonders bei drei-
dimensionalen Berechnungen flr Vielstabblindel mit einem
grofen Aufwand verbunden. Eine lamellenartige Diskretisie-
rung, wie sie in Abb. 1 andeutungsweise gezeigt wird, er-
scheint jedoch geeignet, um bei groRer erzielbarer Genauig-

keit den Aufwand in annehmbaren Grenzen zu halten.

Abb. 1

diffusionsartigen Prozef, der im allgemeinen durch das Pro-
dukt "Geschwindigkeitsgradient x turbulenter Austausch-
koeffizient" beschrieben wird, und einem konvektionsartigen
Vorgang, der durch die sogenannten Sekunddrstrdmungen be-
wirkt und meistens vernachldssigt oder durch Anpassung des
Austauschkoeffizienten indirekt berlicksichtigt wird. Wird

bei einer endlichen Diskretisierung das Netz zu grob ge-
wdhlt (Unterkanalkonzept), versucht man meistens eine Kompen-
sation des Diskretisierungsfehlers durch eine Anpassung des

Diffusionskoeffizienten zu erreichen, der dann zum
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"Mischungskoeffizienten" wird. In einer seine Herkunft
endglltig verschleiernden Version Ubernimmt der Mischungs-
koeffizient oft die Rolle, die volle Diskrepanz zwischen
experimentellen und Rechenergebnissen zu Uberbriicken und
enthdlt dann EinfluBanteile von Element-Randbedingungen
jeder Art. Dieser Mischungsbeiwert kann verst&ndlicherweise
nur sehr grob in allgemeinen GesetzmidBigkeiten dargestellt

werden.

Dem Unterkanal- wie auch dem Lamellenkonzept liegt die An-
nahme zugrunde, daR die Transportvorgdnge senkrecht zur
benetzten Oberfldche durch radial gemittelte Transport-
koeffizienten (Reibungsbeiwerte, Wdrmelbergangszahlen) be-
schrieben werden k&nnen, die aus Untersuchungen an einfa-
chen Str&mungskandlen (Kreisrchr, konzentrischer Ringspalt)
hinreichend bekannt und auf begrenzte Elemente im Stabblindel

Ubertragen werden k&nnen.

Fir den radial gemittelten Transport in Umfangsrichtung
wird in Anhang 1 flir das Lamellenkonzept eine Proportiona-
1litdt zwischen dem Wandschubspannungsunterschied in benach-
barten Elementen und dem turbulenten Impulsaustausch zwi-
schen diesen Elementen abgeleitet. Der Proportionalitdts-
faktor enthdlt sowohl den von der turbulenten Diffusion als
auch den von den Sekunddrstrdmungen bewirkten Anteil und
kann aus bekannten Gesetzm8Rigkeiten berechnet werden. Diese
Darstellungsweise hat u.a. praktische Vorteile, wie im
ndchsten Abschnitt gezeigt wird. Wie der auf die Ubliche
Weise definierte, unterliegt jedoch auch der auf diese Art
bestimmte "Austauschkoeffizient" den gleichen prinzipiellen

Unsicherheiten, wenn die Lamellen zu Unterkandlen entarten.
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Ableitung einiger Formeln zum Abschdtzen von

Einflufgrdfen

Fir ein lamellenartiges Element oder einen Unterkanal "i"

der axialen Ausdehnung AX gilt flir die axiale Komponente

der Impulsbilanz:

N
bt 82'T T -T
AP w.l i w.l Ww.i w.n
Ty A S *; Yion 5.t
i ~ i
n=1
e v ~ v
(a) (b) (c) (a)
N
Buy (ugj+u dvy By
) .. , p L] . =
+ 2P A% (ul+Aul) + 2-AX=Si 0
1 / kn=1 i
\' \"2

(e) ’ (£)

Dabei haben die einzelnen Summanden folgende

(a) Druckabfall

(b) Wandreibung

-, < p/8fu2 Wandschubspannung

- P Dichte

- f Reibungsbeiwert

- u Strémungsgeschwindig-
keit

- dh hydraulischer Durch-
messer

(¢) Gitterdruckverlust

- n Anzahl Gitter inner-
& halb AX
- € relative Elementver-

sperrung durch Gitter

(d) Impulsaustausch mit den Nachbar-
kandlen "n" durch Turbulenz

- S Elementquerschnitt
-y Austauschkoeffizient
- N Anzahl der kommuni-

zierenden Nachbar-
kandle

Bedeutung:

(1)
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(e) Konvektiver axialer Impulstransport

- Au Anderung der axialen
Strémungsgeschwindigkeit
innerhalb der Linge AX

(f) Konvektiver Impulstransport in Um-

fangsrichtung

- v Geschwindigkeitskom-
ponente in Umfangsrich-
tung

- T Elementquerschnitt in

Richtung von v

Die Massenbilanz flr ein Element lautet:
N
fﬁu} Vinfin g (2)
AX AXeS. : ,
- i
n=1
Zu Term (c) der Impulsbilanz ist folgendes zu erldutern:

- Der Gittereffekt wird hier {iber die axiale Ausdehnung

homogenisiert betrachtet, d.h. es gilt

/X

ng/AX = ng.tot tot

- ReHMEY’

Typen von Gitterabstandshaltern folgende empirische For-

hat nach zahlreichen Messungen an verschiedenen

mel flr den durch ein Gitter verursachten zusdtzlichen
Druckverlust angegeben:

_ 2 2
APGitter - cv © & . PUy /2

uy ist die mittlere Geschwindigkeit im gitterfreien Bindel,
C, ein aus den Experimenten bestimmter Verlustbeiwert,
von REHME mit 6 bis 7 spezifiziert flr Reynolds-Zahlen

>50.000.

+)K. REHME, Widerstandsbeiwerte von Gitterabstandshaltern

fir Reaktorbrennelemente, Atomkernenergie 15 (1970) 2,
127-130
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Eine Prifung der Versuchsdaten Uber den gesamten
Reynolds-Zahlbereich rechtfertigt jedoch die angend-

herte Aussage

Cv = 300 . f.

Diese wurde in Term (c¢) benutzt, nicht um REHME's Ergeb-

nisse genauer zu interpretieren, sondern um AP pro-

Gitter
portional der Wandschubspannung darstellen zu k&nnen.

- Die von REHME flr das gesamte Blindel getroffene Aussage
wird in der obigen Bilanz auf das einzelne Element ange-
wandt, d.h. die relative Versperrung soll *+ bei gleichem
CV - fir jedes Element verschieden sein k&nnen.

Term (d) in Gleichung (1) folgt aus Anhang 1.

Die Anwendung der Bilanz (1) auf den zweidimensionalen,
d.h. eingelaufenen Strémungszustand - die Terme (e) und (f)
sind Null - fihrt zu folgendem einfachen Ausdruck fir das

Verhdltnis der mittleren Geschwindigkeiten in einem System
von ry Unterkandlen des Typs "1" (z.B. Wandkandle) und n,
Unterkandlen des Typs "2" (z.B. Zentralkandle), die Uber n

gleichgeartete Verbindungswege austauschen:

n_vYd 1

2 a h?2
) A
(u1)2_ f2/§h2 14300.¢ .ng/( X/dh2)+ m (nl-si +n2.82)
u_ = —-—-—f 7d . d 1 1
) 1791 2 "a’n1
1+300.¢ ‘ng/<AX/dh1)+ m (nl'Si Tnz.

Zur Anwendung der Bilanzen (1) und (2) auf eine dreidimen-
sionale Strdmungssituation werden folgende Annahmen ge-

troffen:

- Der Druck sei konstant Uber den betrachteten Querschnitt
(d.h. nur die axiale Komponente der Impulsbilanz muR be-

ricksichtigt werden) ;
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- Die Elemente (Unterkandle) seien geometrisch - auch be-
zliglich der Gitterversperrung - identisch (z.B. Zentral-

zone eines Vielstabblindels), d.h.

dyj = dys Sy = 8, F
- Die axiale Elementldnge AX wird verschwindend klein an-

genommen, d.h.

AX » dX, Aui/AX > dui/dX, Aus <<uy

- Trotz verschiedener Geschwindigkeiten in den Unterkandlen
seien ihre Reibungsbeiwerte (die nach der Blasiusglei-

chung nur etwa proportional zu u-i/u sind) gleich, d.h.

Es werden folgende zwei Systeme betrachtet:

System 1: An der Stelle X = X sei die Geschwindigkeit in ng
Unterkandlen auf dem Niveau "uio", in n, Unterka-

". zwischen den verschie-

'uzo 3
denen Unterkanal-Gruppen bestehen n, Austausch-

ndlen auf dem Niveau '
verbindungen.

System 2: In einer Serie von N in Reihe nebeneinander liegen-
den Unterkandlen nehme bei X = Xq die Geschwindig-

keit von dem Niveau " " im 1. Kanal auf das Ni-

10

" im N.ten Kanal zu oder ab.

1"
veau "u, o
Es ist klar, da® in beiden Systemen infolge der geometri-
schen Identitdt aller Unterkandle ihr Geschwindigkeitsni-

~veau flir X - « gleich werden muB.

Unter Berlicksichtigung der getroffenen Annahmen liefern die
Bilanzgleichungen (1) und (2) zumindest in du/dx lineare

Differentialgleichungen 1. Ordnung, deren LOsung durch fol-
gende einfache e-Funktionen gegeben ist: ("Per" ist der be-

netzte Unfang eines Unterkanals).
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System 1
X=X n n_y
2 tot 1 1 a
) ~f—2 /[71+300.¢°. —5——7—— +(—t=—) 5=— 7
o ol 2 n Kiot/dn Ty By Fer
R uyp7Uyg
u +u
(k = 20220 (1)
1x " 2x%
System 2
X=X n Y
_f O /T14300.¢%., BTt _ . 7 (5)
_ d X, .74 N-1 " Per
u u h tot’ h
S = 1x "2x _
R 7 u,.-u = €
10 %20

Der Ausdruck S, sei als "fela
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k in Gleichung (4) hat nur de

reinen e-Funktion. Mit Hilfe

n + n

1 Y1 2

kann flir k abgeleitet werden:

u2 = (ni + n2)
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u 1’11+U.2

k = u -n
| 4 20 N7y

u n1+n2

Man erkennt, daR flir n
1 und N

1~ o
2 di

tisch werden.

- n =
a

Vernachldssigen wir den turbu

tive Reststdrung" des Geschwin-

n Charakter einer Korrektur der

der globalen Massenbilanz

u

k gleich 14 wird und somit flr

e L&sungen (4) und (5) iden-

lenten Austausch (y 0) und

die Abweichungen von 1 des Faktors k, so stellen wir fest,

daR der axiale Abbau von Bloc
digkeitsfeldes nach der gleic

wie der von linearen Stdrunge

ktyp-Stbrungen des Geschwin-
hen Gesetzmidfigkeit erfolgt

n des Geschwindigkeitsfeldes.



- 149 -

Der Exponent der e-Funktion enthdlt in identischer
Zusammensetzung die gleichen EinfluBgrdBen wie Z&h-~

ler und Nenner von Gleichung (3):

- Wandreibung im glatten Blindel
- Querschnittsversperrung durch Gitter

- turbulenter Impulsaustausch,

Die Ausdricke (3), (4) und (5) k&nnen dazu benutzt wer-
den, um sich rasch einen Eindruck zu verschaffen, wie
diese GrdRen die Geschwindigkeitsverteilung in Stabbin-

deln beeinflussen.

Erlduterung der hauptsdchlichen EinfluBparameter an-

hand von Zahlenbeispielen

Die im folgenden dargestellten Ergebnisse wurden mit
Hilfe der Rechenprogramme VELASC® und VELASC@-3D sowie
der im vorigen Abschnitt abgeleiteten Ausdriicke erhal-

ten.

Die Anzahl der betrachteten Parameter wurde von vorne-

herein wie folgt beschrinkt:

- Es wurden nur Stabblindel in Dreiecksanordnung be-
handelt.

- Flir gasférmige Strdmungsmedien gelten die Ergebnisse
nur unter isothermen Verhdltnissen, da infolge von
der Temperatur proportionalen Dichtednderungen bei
nichtisothermen Verh&ltnissen eine hier nicht berlck-

sichtigte Kopplung mit dem Temperaturfeld auftritt.
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Einkanalsysteme (Das "unendlich ausgedehnte" Stabblindel)

a.

Eingelaufener Strdmungszustand

Die drtlich radial gemittelte Geschwindigkeit n &ndert
sich um den Stabumfang von einem Minimum an der Stelle
minimalen Abstandes zwischen Nachbarst&ben bis zu einem
Maximum an der Umfangsstelle, die dem Kanalzentrum
entspricht (Abb. 2).

075

05

025

Abb. 2

Der Unterschied zwischen Geschwindigkeitsminimum und
-maximum wird nur fiir p <1.3 wesentlich vom dimensions-

losen Stababstand p beeinfluft (Abb. 3).
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Filr p > 1.3 wird der Unterschied vernachldssigbar klein.

Im gleichen Bereich (p <1.3) liefern auch die Sekunddr-
strémungen einen wichtigen Beitrag zum Impulstransport in
Unfangsrichtung. Der EinfluB der Reynoldszahl auf die Ge-
schwindigkeitsverteilung (uhd, was hier nicht gezeigt wird,
auf das Reibungsbeiwertverhdltnis f/f_ ) ist nicht sehr be-
deutend (Abb. 4).

1.25
(P=30°)
13 1 109
72 i
0.88
085 7($=0°)
0.75%
p=1t
05
0.25
0 4 4 4 4 )
10 210 410 810 1610
——p Re

Abb., 4

Das Verhdltnis des Reibungsbeiwertes f zu dem des Kreis-
rohres fo fd1lt unterhaldb von p = 1.3 rasch von etwa 1.1
auf einen Wert zwischen 0.5 und 0.6 bei p = 1 ab (Abb. 5).
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Fiir p >1.3 steigt das Verhdltnis linear mit p an (um
etwa 10% bis p = 2).

Axial sich entwickelnde Strdmung

Der Einlaufvorgang von der Anfangsbedingung gleichfdr-
miger Eintrittsgeschwindigkeif bis zum Gleichgewichts-
zustand (Abb. 6 und 7) spielt sich - in hydraulischen
Durchmessern ausgedrlickt - grdfenordnungsmidfig innerhalb
der gleichen axialen Distanzen ab wie beim Kreisrohr

(* 50 hydraulische Durchmesser). Fiir grofe p-Werte nimmt
die Einlaufldnge in hydraulischen Durchmessern bei glei-
cher Reststbrung (definiert in Abb. 7) mit wachsendem p
ab, flr kleine p-Werte ist die Tendenz nicht einheitlich
(Abb. 8).
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In Abb. 8 ist zum Vergleich eine e-Funktion eingetra-
gen, die etwa den Geschwindigkeitsausgleich zwischen
mehreren Unterkandlen beschreibt. Der Ausgleich zwi-
schen verschiedenen Unterkandlen nimmt offensichtlich
weitaus grofere axiale Distanzen in Anspruch als das
Erreichen des Gleichgewichtszustandes innerhalb eines
Unterkanals. Wdhlt man als charakteristische Linge
zur Beschreibung des Einlaufvorganges anstelle des hy-
draulischen Durchmessers die Ldnge, Uber welche sich
das Profil ausbilden muB (beim Kreisrohr der Radius,
hier etwa der benetzte Umfang), so erreicht man zu-
mindest flr grofe p-Werte eine einheitliche Darstel-
vlung (Abb. 9).

i ? T
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Abb. 9

Mehrkanalsysteme

a. Eingelaufener Strdmungszustand

Die angewandten Rechenmethoden reproduzieren flr
die verschiedensten Geometrien sehr gut entspre-
chende experimentelle Ergebnisse (Abb. 10, 11 und
12). Abb. 10 zeigt den EinfluB verschiedener Annah-

men Uber die Transporteigenschaften.



pzSIR=115
"  PyrSw/R 130
Urum Re= 39000
12

08

06— - @ nach Versuchen von IBRAGIMOV et al.

- theoretische Geschwindigkeitsverteilungen
04—

Index | Csen | Covt

02— 1 057 | 0154
2 0 0.154
3 0 |0.060

Abb., 10

Wie die Abb. 11 und 12 zeigen, kann der Reibungsbeiwert
endlicher Stabblindel infolge des Einflusses der Randkandle
sehr verschieden von dem unendlich ausgedehnter Bindel sein.
Zur Darstellung der Reibungsbeiwerte gibt es keine einfa-
chen, allgemeinen Gesetzmidfigkeiten, beispielsweise auf der
Basis des hydraulischen Durchmessers, der im Falle von Abb.12
fir alle Versuchsanordnungen gleich blieb. Allerdings kann
man sich als Faustregel merken, daf das Verhdltnis f/fO fir
die im allgemeinen der Brennelementauslegung zugrunde ge-

legten Abmessungen zwischen 1 und 1.1 liegt.
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Die Geschwindigkeitsverteilung in Wandkandlen hexagonaler
Blindel ist bei gleichen relativen Abstdnden extremer als

in Zentralkandlen.

In Abb. 13 entspricht Py 1.3 einem Stababstand von 1.15.

125
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L
° 36 50 30 720 0
—— ¢[grd]
Abb. 13

Die Geschwindigkeitsextreme fiir den Bereich 0° < v Z 60°
entsprechen jedoch etwa denen in-einem Zentralkanal mit

P = 1.06 (siehe Abb. 3). Auch der EinfluR der Sekunddrstrd-
mung ist hier ebenso bedeutend wie fiur p = 1.06.

Gleichung (3) wurde benutzt, um den in Abb. 14 dargestell-
ten Einfluf des turbulenten Impulsaustausches (ohne Gitter)
und den in Abb. 15 dargestellten Einfluf von Gittern (ohne
turbulenten Austausch) auf die makroskopische Geschwindig-

keitsverteilung in hexagonalen Stabblindeln zu untersuchen.

Abb., 14 zeigt das - noch um den relativ unwesentlich von 1
abweichenden Faktor sz/f1 zu korrigierende - Verhdltnis
ul/u2 der mittleren Geschwindigkeiten in Rand- und Zentral-
kandlen als Funktion des Verh&dltnisses ('"Stab-Wand-Abstand")/
("Stab-Stab-Abstand"). Der EinfluR des turbulenten Austau-
sches wird nur fir groRe p-Werte, relativ kleine Stab-Wand-
Abstdnde und kleine Stabblindel splirbar, ohne jedoch inner-

halb des dargestellten Parameterfeldes Uber die GrbRen-
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Abb. 14 Abb. 15
ordnung eines Sekunddreffektes hinauszugehen. In Abb. 15
ist das Geschwindigkeitsverhdltnis ui/u2 als Funktion der
relativen Versperrung € in den Randkandlen aufgetragen,

Parameter sind die relative Versperrung e, in den Zentral-

2
kandlen und die axiale Gitterdichte.

Die Darstellung gilt flr p, = b = 1.3. Flr ez/e1 = (dhi/

1/2
dy )

veau des Wertes ohne Gitter, unabhdngig von der axialen

bleibt das Geschwindigkeitsverhdltnis auf dem Ni-

Gitterdichte und den Absolutwerten der Versperrungen. Die
Abweichungen des Geschwindigkeitsverhdltnisses von diesem
Niveau k&nnen - je nach dem Wert der einzelnen Parameter -
bedeutend werden und folgen in der Richtung den Abweichun-
gen des Versperrungsverhdltnisses ez/z-:1 von dem Wert
(@, /d, )t'?

hl® "h2 )
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Axial sich entwickelnde Strdmung

Beim Ausgleich zwischen zwei Unterkandlen, die sich an
einer Anfangsposition X = O auf uniformem, aber ver-
schiedenem Geschwindigkeitsniveau befinden, bildet sich
rasch die Feinstruktur des Geschwindigkeitsfeldes inner-
halb der einzelnen Unterkandle aus (Abb. 16), wdhrend
der Ausgleich der mittleren Geschwindigkeiten noch 1l&n-

ger dauert als nach Gleichung (4) zu erwarten war (Abb. 17).
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Die Abweichungen zwischen den Ergebnissen der detaillier-
ten Berechnungen und Gleichung (4) werden durch die Ge-
schwindigkeitsverteilung innerhalb der Unterkandle hervor-
gerufen. Flir Werte des Parameters x* gegen Null, 4d.h. flr
axiale Abstdnde, bei welchen die Feinstruktur des Geschwin-
digkeitsfeldes innerhaldb der Unterkandle noch nicht ausge-
bildet und somit die der Gleichung (4) zugrunde liegende
Annahme gleichfdrmiger Geschwindigkeit innerhalb der Unter-
kandle noch erfiillt ist, folgt das Abklingen der Anfangs-
stérung flr alle Werte von p der Gleichung (4). Abweichun-
gen davon setzen um so friher ein, Je kleiner der Wert des
Abstandsparameters p ist, d.h. je mehr die Bedingung gleich-
férmiger Geschwindigkeit verletzt wird. Fiir p » 1.2 stellt

Gleichung (4) eine sehr gute N&dherung dar.

Aus einer Untersuchung Uber das Aussterben von Storungen
des Geschwindigkeitsfeldes in SNR-&hnlichen Stabbiindeln
(p = 1.3, P, ~ 1.4), die durch einen Ausschnitt Uber die
Schllsselweite dargestellt wurden (Abb. 18), folgt, daR

e

z = Koordinate entiang der Linie ABCD......WXYZ

Abb. 18

die Ergebnisse fiir die verschiedensten, in Abb. 19 spezi-
fizierten Anfangsbedingungen sehr gut durch die einfache

e~-Funktion
—f.X/dh
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dargestellt werden (Abb. 20). Diese e-Funktion folgt aus
Gleichung (4) = bzw. (5) - durch Vernachldssigung des tur-
bulenten Impulsaustausches und des quadratischen Korrek-
turfaktors bei Betrachtung gitterfreier Anordnungen. Beim
Vorhandensein von Gittern kann somit die Aussage gemacht
werden, daf® die axiale Laufldnge einer Stdrung bis zum Er-
reichen eines vorgegebenen Restwertes im Vergleich zum
glatten Biindel um den Faktor reduziert wird, um den der

effektive Reibungsbeiwert nach der Gleichung

L]

n
) 2 gtot

héher als der des glatten Stabblindels wird.

1
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Abb. 20
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ANHANG 1: Die Proportioﬁalitét "Wandschubspannungs-
gradient-Impulsfluf in Umfangsrichtung"

Der durch denturbulenten Charakter der Strémung verur-

sachte ImpulsfluB Tm in Umfangsrichtung von Stdben eines

parallel angestr®dmten Blindels wird wie folgt beschrieben:
Su

T = - € +V) =—%— + puv
© P ( © ) rep T P,

(p - Dichte, v - kinematische Z&higkeit, € ~ turbulente
AustauschgrdBe, u - axiale Strdmungsgeschwindigkeit,
V@ - Sekunddrstrémungskomponente in Umfangsrichtung,

r,0 - Zylinderkdordinaten).

Es wird eingefiihrt:

) e \‘ W) 6u o u’ 4 u’ + 1/n d ‘w/p ;
r) = r d
u u O 5(p TW/D P
\ITw
0 " 154,y _.F, (r) /p 5 Vv << €p

Ao

v = .573. —=——— . F. (1) d ‘w/o
) ‘ T 2 de

/o

m
t

(ut(r) - bekannte GesetzmdRigkeit flir radiales Geschwindig-
keitsprofil, T, " Wandschubspannung, # - Parameter des Ge-
schwindigkeitsgesetzes, Yo = Geschwindigkeitsprofillédnge,
Ay - Ausdehnung des Sekunddrwirbels in Umfangsrichtung,
Fi(r), Fz(r) - bekannte Verteilungsfunktionen).

dt

= F .__W
To (r) o

worin F(r) nach den obigen Angaben berechnet werden kann.
Fiir den tiber die Linge y_ gemittelten Impulsfluf ?; folgt

durch Integration:



- 162 -

R+y
/o , 4T,
T = F(r) d — . —
® R o) de
(R = Stabradius)

Flir Elemente endlicher Ausdehnung machen wir den Ansatz

Siqj . T(.pioj - AX oY (TW- - TW-)
1 J
(Si 5 gemeinsamer Querschnitt benachbarter Elemente i, j,
AX - axiale Ausdehnung der Elemente, Yy - Austauschkoeffi-
zlent).
Mit
dt Twi_TwJ S; 4
do “’cpi 5 ’ A X - Yo

ergibt sich

R+yO

$. : ‘/f F (r) dr

R

Alle Unsicherheit des Austauschkoeffizienten y liegt in dem
Unfangsabstand @i 3 Bei Benutzung des Lamellenkonzeptes kann
diese Unsicherheit klein gehalten werden. Entarten die Lamel-

len zu Unterkandlen, kann ¢. . nur grob abgeschdtzt werden.
l'j g
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ANHANG 2: Literatur zur Detailinformation
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W. Eifler
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Atomkernenergie 18 (1871), 189
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W. Eifler, R. Nijsing

Turbulenter Reibungsbeiwert und Mischungsbeiwert flr den
“Implil8austausch zwischen Unterkandlen - typische Beispiele
flir nicht-universelle GesetzmdBigkeiten ‘

Reaktortagung des Deutschen Atomforums, 1972, Hamburg

W. Eifler, R. Nijsing
VELASC@-velocity field in asymmetric rod configurations
EUR-4950 e (1973)

W. Eifler, R. Nijsing

Das Abklingen von Stdrungen des Geschwindigkeitsfeldes
in Stabblindel-Brennelementen

Atomwirtschaft 20 (1975), 177

W. Eifler, R. Nijsing
A 3D-version of the VELASC@-code (to ke published)

W. Eifler, R. Nijsing _
The axial development of velocity fields in asymmetric

rod configurations (to be published)
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ANHANG 3: Diskussion

W. Baumann (GfK, Karlsruhe)

Sekunddrstréémung war friher umstritten; heute ist dies nicht
mehr der Fall, weil man verschiedene Effekte ohne die An-
nahme der Sekunddrstrdmung nicht erkldren kann. Wie ist es
jedoch mit dieser Strdmung, die kreislaufartig im Teilkanal
auftreten soll, die aber ohne Druckabfall nicht existieren
kann? Kann man sich Druckabfall in einer Ebene senkrecht zur

Strémungsrichtung vorstellen?

W, Eifler (EURATOM, Ispra)

Der Ausl&semechanismus fir die Sekunddrstrdmung ist in dem
kontinuierlichen Wechsel zwischen Aufbau und Zusammenbruch
der wandnahen Grenzschicht zu sehen. Dieser Vorgang erzeugt
fluktuierende Impuls- und MassenstrSme senkrecht zur Wand,
deren Intensitdt von der Srtlichen Wandschubspannung abhdngt.
Wenn die Wandschubspannung sich um den benetzten Umfang &an-
dert, entstehen resultierende Komponenten der Fllisse in Um-~
fangsrichtung, die in dem von uns benutzten Ansatz propor-
tional dem Wandschubspannungsgradienten angenommen werden.
Dieser Ansatz, der durch Vergleich mit experimentellen Ergeb-
nissen '"geeicht" wurde, umgeht die Frage nach dem sicher
vorhandenen, aber bisher nicht meBbaren Druckgradienten ent-
lang eines Sekunddrwirbels durch Rickgriff auf den Ursprung

des Phidnomens (also auch des eventuellen Druckgradienten).
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ANHANG 4: Diskussion

W. Eifler (EURATOM, Ispra)

Die groBe Streuung der experimentellen Wdrmelibergangszahlen

fir Fllissigmetall hat einen wesentlichen Grund darin, daf

die - infolge des guten Wdrmelberganges - kleinen Temperatur-

differenzen zwischen Wand und Fliissigkeit experimentell
nicht gut erfaf®t werden k&nnen. Jedoch bedeutet dies gleich-
zeitig, daf beim umgekehrten Vorgang - der Berechnung der
Wandtemperatur mit Hilfe dieser experimentell bestimmten
Nu-Zahlen - auch eine grofe Ungenauigkeit der Nu-Zahlen in
Kauf genommen werden kann, da der resultierende Fehler der

Wandtemperatur in Grad - infolge des guten Wdrmelberganges -

trotz allem gering ist.
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TEMPERATURFELDER IN BUNDELN MIT NA-KUELUNG

—

D. Weinberg
GfK, Karlsruhe

Einleitung

Die thermohydraulische Auslegung von flissigmetallge-
kihlten Brennelementen erstreckt sich heute hauptséch-
lich auf zylindrische, eng gepackte Brennstdbe in symme-
trischer, dreieckiger Anordnung, umgeben von hexagona-
len Kdsten. Die Auslegung solcher Brennelemente flr den
stationdren und instationdren Normalbetrieb und NotkiUhl-
fall hat in ihren Aussagen Uber die hydraulischen und
thermischen Daten nicht den Genauigkeitsgrad, der win-
schenswert und notwendig wédre., Als Zielvorstellung wédre
erforderlich, daR im Falle einer nichtnominellen Anord-
nung von Brennstdben im Brennelement die Ortlichen Tempe-
raturverteilungen bekannt wdren, um auch lokale Tempera-

turspitzen zu erfassen.

Heute werden Brennelemente Uberwiegend nach der Global-
Parameter-Methode berechnet. Die zu berechnende Blndel-
geometrie wird in eine Matrix von Unterkandlen einge-
teilt. Solch ein Unterkanal umfaft den Brennstab, den
Fluidbereich, die Halterung der St&be und den Brennele-
mentkasten. Flir jeden dieser Unterkanile werden die Bi-

lanzgleichungen flir Masse, Impuls und Energie aufgestellt
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und flir die gewlinschte Matrix gelbst. Die Kopplung an den
Grenzen der einzelnen Unterkan&le durch den Transport von
Masse, Impuls und Energie geschieht durch Global-Koeffi-
zienten, im einfachsten Tall durch einen sdmtliche drei
Transportvorgidnge beschreibenden Vermischungs-Koeffizienten

(mixing coefficient).

Der Hauptvorteil dieses Verfahrens liegt in der Kopplung und
Berechnung auch komplizierter Geometrien des Brennelementes
unter Berilicksichtigung der unterschiedlichsten Abstandshal-
tertypen. Die Rechnungen k&nnen heute flir dreidimensionale
Strémungen im stationdren und instationdren Fall durchgefihrt

werden.

Dieses Verfahren ist nur in der Lage, mittlere Fluid-Tempe-
raturen anzugeben und hat seine Schwierigkeiten bei der An-
wendung in den Rand- und Eckgebieten des hexagonalen Brenn-
elementkastens. Ortliche Temperaturen und Brennstaboberfld-
chentemperaturen kdnnen nicht direkt berechnet werden. Die Be-
rechnung der Brennstaboberfldchentemperatur wird durch eine

empirische Nusselt-Beziehung vorgenommen.

Daneben existieren Berechnungsmethoden, die flir einzelne
Unterkandle mit glatten Brennstdben und ohne Abstandshalter
die Navier-Stokes-Gleichungen des Impulsesund der Energie flr
die 6rtlichen Geschwindigkeits- und Temperaturverteilungen
18sen. Diese Methoden werden zur Herleitung von Global-
Koeffizienten benutzt, da eine Behandlurg nach dieser Methode
flir ein gesamtes Blindel auf groRe Schwierigkeiten stolt.

Das Hauptproblem stellen dabei die Unkenntnis der Ortlichen
Schubspannungs- und der turbulenten Wdrmestromverteilungen

in derartigen unregelmifRigern Kan&len dar. AuBerdem miBte bei
Einbeziehung von Gittgr— ur.d Wendeldraht-Abstandshaltern
sowie der Kastenberandung die physikalische Auswirkung die-
ser Geometrieverdnderungen auf die Impuls- und Energieumver-
teilung bekannt sein. Zur Kld3rung dieser fehlenden Kenntnisse
werden Einzeluntersuchungen an entsprechenden Geometrien her-

angezogen.
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Die Anstrengungen zur Verbesserung der Blindelauslegung er-
strecken sich danach in zwei Richtungen.

Einmal wird versucht, durch Verfeinerung der Global-Parameter-
Methode die Aussagen auch an den kritischen Punkten zuver-
ldssiger zu gestalten. Dazu gehSren die Verwendung von ver-
besserten Nu-Beziehungen und die Unterscheidung von Srtlichen
Global-Koeffizienten je nach Lage des Unterkanals im Bilindel.
Zum anderen werden in Einzeluntersuchungen grundsdtzliche Er-
kenntnisse fir die Verteilung der turbulenten Schubspannung
und des Wdrmestroms in unregelmdfigen Kandlen und die Aus-
wirkungen von z.B. Abstandshaltern oder sonstigen Kanalver-
sperrungen auf die Strdmungsumverteilung fir die Erweiterung
der hier an zweiter Stelle erwdhnten Methode angestrebt. Da-
bei wird nicht nur den nominellen Geometrien Aufmerksamkeit
geschenkt, sondern flir den Fall der beginnenden Unfallsitua-
tion auch den nichtnominellen Geometrien, also den unregel-

médRigen Unterkandlen mit vdllig asymmetrischer Stabposition.

Beispielhaft flr die Verfeinerung und Entwicklung der Global-
Koeffizienten-Methode und als Eingabe in die Impuls- und

Energiegleichungen werden

- die neuesten Nu-Beziehungen flr die Errechnung von Hull-

rohroberfldchentemperaturen in hexagonalen Blindeln mitgeteilt
~ das Problem des "swirl-flow" dargestellt

- erste Ergebnisse der Untersuchung des turbulenten Wirme-

stroms in unregelmdfigen Gecmetrien angefihrt.
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Temperaturverteilungen im Blindel

Die Nu-Beziehung und dimensionslose Temperaturverteilung

Wie in einem axial durchstrdmten Rohr oder zentrischen

Ringraum mit symmetrischer Wdrmestromverteilung, so wird
auch im unregelmdfigen Unterkanal eines hexagonalen Bln-
dels zur Kopplung des Temperaturfeldes von Brennstab und

Fluid die allgemeine Definition der o -Zahl verwendet:

qértl

Q.. -
Srtl. tw %fl

(1)

Dabei kommt es Jjedoch, infolge der nicht symmetrisch aus-
gebildeten Wdrmestromverteilung, zu Temperaturvariationen
im Fluid- und Brennstébbereich, so dak es nach der obi-
gen Definition von a zu negativen Werten kommen kann.

Es ist deshalb glinstiger, flir einen Unterkanal einen mitt-

leren Wdrmelbergangskoeffizienten zu definieren:

(2)

O

Q|
1

tw_tfl

Mit dieser Definition erh8lt man auch eine mittlere
Nusselt-Zahl.

o.L _ q . L
No - = (3)

(t,~tF1) 2k

Mit dieser Beziehung k&énnen charakteristische Aussagen
flir den Unterkanal gemacht werden.

Im allgemeinen wird die Kennzeichnung der thermischen

Verhdltnisse im Unterkanal durch eine Nu-Beziehung in

der Form

Nu =C+D . Re . Ppr o

vorgenommen.
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Die Tabelle 1 zeigt eine Zusammenstellung der aus der Lite-
ratur bekannten Nu-Beziehungen flir Fliissigmetalle in Blindeln
mit dreieckiger Anordnung aus Experimenten und Rechnungen
[~1-20; 263 287,

Dazu muf folgendes festgehalten werden:

- Die experimentell ermittelten Nu-Zahlen bzw. Nu-Gleichungen
basieren auf der Bestimmung einer mittleren Blindelaustritts-
temperatur und einer korrigierten mittleren Brennstabober-
fldchentemperatur Uber das gesamte Brennelement. Aussagen
und Eigenschaften des einzelnen Unterkanals gehen dabei ver-
loren. Die so hergeleiteten Nu-Beziehungen stellen Global-

aussagen flr die experimentell untersuchten Biindel dar.

- Die thermischen Randbedingungen in den Experimenten werden

im allgemeinen nicht mitgeteilt.

- Die rechnerisch ermittelten Nu-Beziehungen betrachten einen
zentralen Unterkanal bei unendlich ausgedehntem BlUndel. Der

EinfluR der Kastenwand kann nicht beachtet werden.

Die Abb. 1, 2, 3 zeigen nach p/d-Verhdltnissen geordnet die
Nu-Zahlen in Abhdngigkeit von der Pe-Zahl. Neben der schon
friiher erkannten /[ 397/ Fehlerbreite der experimentellen Werte
von ¥ 40% und einem Unterschied von 40% zwischen rechnerisch
und experimentell bestimmten Nu-Zahlen f&llt die bei jeweils
einem p/d-Verhdltnis herrschende einheitliche Steigung bei
verschiedenen Autoren auf. Dagegen ist die absolute GrdRe der
Nu~-Zahl unterschiedlich. Dies legt die Vermutung nahe, daR

den aus den Experimenten gewonnenen Nu-Zahlen systematische

Fehler bei der Temperaturbestimmung anhaften.
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Lit.| Verfasser Jahr Fheords Kihle Pe-Bereich | Pr, Leistung Tempertatur— Randbed. p/a n Goometrie BE-
o mittel
Mittel ; Behes: art Eanst Gleichung
e e W/cn? i Oreciiicne ibatendsnalter
(3 | oeyer, m 1960 | o - 102 ~ 20% - 8-12 38 cu (1) P |- ®a - 0,95410,81% - 2,01(@)%+0,0252) %273+ (4 -20)%:8
[2] | Bubdbotin 1960 | E Hg 80 - 470 0,035 1,0
131 | rrtodiang, | 2961 | 2 - -8 0-0,1 1,575 | _ ®u - 7,003,8 BF2 40,027 B (4 20)*?
Bonilla ~10
(4] | Priedland 1961 | £ 190-4000 0,016= 49 - 1. slektr. 1,38 19
Duyer, Hs 0,0227 3 9 -2 (Cu)mi 1,75 13
Maresca, B
Fonilla
(51 ggimnku. 1963 | E Ba 30-800 0,007 210 - 310 eloktr. 1,2 7 Rohr ¥u = 640,006 Pe
) sova 6 ~ 12 o } 30<Pe £ 4000; Re Z 107
Borishanskii,| 1964 | E H 0-400 o 20 ~ lextr. 1.2 R
Firsova - 1007 220 ~ 270 o 1:3 - Robr Fu = §+0,005 e
d
(1) | suvotsn 1968 |vE |~ 100-4000 - oloxtr. v |2 Mo - 0,58 (055 2e0+%5 mir 4 -a [2—'5‘ @2 -1
ot al. wr 1,
Bu - B [4,/1 + 0,027 (p/a - 1,1)076] 2®6
8 ;a'x;encn 1964 | E Hg 1504000 0,02 8 -12 38 cu(m1) 1,75 13 Rohx
er
{91 Jummo 1965 | E Hg | 1504000 0,085 | 8-12 38 T (H1) | 1,75 13 Robr Po < 700: Fu = -2.79~3.97(;/4)&1,035(»/4)20‘ 2251%13,23532
or wandelf.. = Vs -
Po > 700: Ba = x + B (}Pe)T 2
a = 6,66 + 3,126 (p/d) + 1,184 (p/a)
8 ='0,0155
v 0,86 "
Y. =1 1,82/Pr(€ /)yttt 5 13 P2 £3,0
[10] | Subbotin 1%5 | £ Na 2 - 1200 = 1,04 19
et al. 1,14 37
1) g:;ma. 1967 | B FaX | 250-1200 0,013 slektr. 1,75 13 Rohr
or g
[12) | Borishansxii, | 1967 |1/E Fa 70-2000 0,007 eloktr. 1,1 -
Gotovskil, .3 0,03 1,2
Firsova 1,5
[23] | Pasck 1967 {E ¥a 21 - 120 0,007 1.2 7
(14] | subbotin 1967 | /% Na 4 - 2500 1,04 7 wendolf AH B~ 5,5 + 0,003 - Po; (p/d = 1,15)
Tssakov 1.;; mechseckig
1,
(15] | 0.E.Dwyer 1970 |1 . q = const 1,05~ oo slng-flow Nu-Zahlen
t = const 2,00
[16) Borishensxii | 1969 | E 652200 0,033 6,6-16,6 205-226 h,1- 7 Rohr fiir 200 Pe =X 2200 >
0,007 e ¥a - 24,15 1g [-8,12¢12,7%6(p ~ 3,65 7 +
+ 0,0174 {l-exp[-s &1 (Po-200)°‘9]
fiir Pe < 200
Fo, - 2,15 1g [-8,12412,% () - 3.65 B
[17) | H.Griber 1972 | E ¥aE | 1104300 0,008~ | 5,3-28,0 124-306 elextr. 1,25 3 Rohr Tu=a+bPeC -
M.Rieger 0,024 iojo 100-425 W igg a = 0,25 + 6,20 p/d; b = =0,007+0,032 p/d
* ¢ = 0,800 - 0,023 p/a
£Gr p/d = 1,2 - 2,0; Pe = 150 - 4000
[18) | o.E.Dwyer 1971 |z 20-5000 0, 0048~ q = comst., ... [1,001~
E.C.Berry 0,022 t = comst.goo* [L,30 Lad Paraneter-Studie .
1193 [ a.v.2hukov 1969 | E Ha 4004500 b1~ 19 sechseckig ¥u = 0,58 (1,1(p/a)2-1)0157. pe0%>
(1967) 24 37 1,1x p/d 51,5; 400 S Pe 4000
[20) N.I.Buleev 1972 | Rewli-103- 0,01: 0,25 | 1+0-1,95 oo o = WATL® - £(p/a; Pe) /a| 1,0 1,1
2.10° 0,023 —%&Lk Rl Ee = | O v
k. 2 .
[261 W.J7.0borjehn | 1970 | ¥ P0-35-103 @7 q=const iL,02- Psraneter-GStudie
200735 X V75 oo
éﬂoozs Nu = Nu_ +B - pelf
[281 V.p. Bobkov 1972 T 10 - 2000 0,01 ~ 0,04 D 4 'o . 0,2
- Nu, = 3 [1- ¢, (0,7+0,3 exp(-0,32 £ )]
7‘ = 0,00 mit fr = (!o nax = Yo -h\) Yy max .
Av Ml gofu, 2 L Awdr Podw 2 T
. 2 Jpy - x0T (fodw w AT fodw.
X Eo e Rl e G N T
Z.oa0 B =2,2-102 ko
A{ Nu
ko = 2 , o = Stsbradius

Tabelle 1: Wirmelbergangsbeziehungen fiir Stabblindel mit dreieckiger Anordnung
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++)

Es soll hier noch ndher auf die in der FuBnote” darge-
stellten Grundgleichungen des turbulenten Transports nach

[ 28/ eingegangen werden, um zu zeigen, mit welchem theore-
tischen und experimentellen Aufwand Nu-Beziehungen aufge-
stellt werden. Es ist daraus auch abzulesen, wie dringend
notwendig die genauere Kenntnis von Brennstab-Oberfl&dchentem-
peraturen ist. A

Die von Bobkov [ 28/ mitgeteilte Nu-Beziehung grindet sich
auf Experimente zur Ermittlung des anisotropen turbulenten
Energieaustausches in unregelmdfigen und gekoppelten Kandlen.
Als Medium wurden Luft, Wasser und Quecksilber verwendet. Der
GlUltigkeitsbereich wurde dann von Bobkov auch folgerichtig
nur flr Pr-Zahlen > 3.10_2 angegeben. Da eine relevante Pr-
Zahl fir Na bei 550°C in der Grékenordnung von Pr = 4.10_3
liegt, sollte diese Nu-Gleichung hierfir nicht angewendet wer-
den. Auf diesen Umstand hat auch H. Fuchs /[ 327 aufmerksam
gemacht, als er versuchte, die von Bobkov verwendete Methode
zur Ermittlung der turbulenten Schwankungsgrdfen experimen-
tell flir Na zu bestdtigen. Fuchs erhielt viel zu groRe Werte
der EnergieaustauschgrdBe flir Na, was er hauptsdchlich dar-
auf zurlckfihrte, daR die GrdRenordnungen der Wdrmeleitfd-
higkeit A und der Temperaturleitzahl a gleich grof sind und
somit das Energieaustauschmodell, wie es flr Quecksilber ent-

wickelt wurde, nicht mehr gliltig ist. Es wlirde also von grofer

+++)
°y AN u. 2
(—g)y = 0,167 Re.Pr [}—exp (-1,83.10 .Re)_l(l—y) YL (=)
u
1-(1- L34 ] exp (-1,54 —I—)
max _J Ymax
“H -5 -2
(—5) = 0,38.Re.Pr l1-exp (-1,83.10 .Re{] (1-u)

[%—(1— -7 )zé_xexp (-2,34 Y )

max ymax

mit y= 0,06 - 0,94
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Abb. 1: Wdrmelbergangsbeziehung flir hexagonale Stabbtindel (P/D = 1,1)
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Bedeutung sein, wenn das von Bobkov entwickelte Grund-

modell auf Natrium Ubertragen werden kdnnte.

Neben den Nu-Beziehungen hat sich ein flr einfache re-
gelmdRige Geometrien entwickeltes universelles, dimen-
sionsloses Temperaturprofil auch flr die Anwendung auf
Unterkandle von Brennelementen bewdhrt. Nach dem Vorbild
des universellen Geschwindigkeitsgesetzes ist die allge-

meine Formulierung

T = A 1n y' + B (5)
. + X vV
mit y = Z—;{ sy =g
y \
T -T
+ _ w £l X
und T = Afl .V
g a

Die Koeffizienten A und B sind von der Prandtl-Zahl
abhdngig und miissen aus Experimenten bestimmt werden.
Fiir Quecksilber wird von Subbotin /[ 297/ angegeben
(Pr = 0,026).

™ = 4,75 1n vy - 7,5

Bei Beschreibung azimutaler Temperaturverteilung am Umfang
von Brennstdben wird T als cos~-Funk-

tion angegeben. Es ist mdglich, so komplizierte Kandle
wie den Eckkanal eines hexagonalen Blindels mit Drahtab-

standshaltern zu beschreiben /. 33.77.



- 178 -

Strdhnenbildung im Blindel mit Draht- und Rippenab-

standshaltern

In Untersuchungen an durchsichtigen Biindelattrappen L 40/
sowie in gezielten Experimenten in einem axial mit Na-
trium durchstrdmten 61-Stabblindel mit Draht- und Rippen-
abstandshalterung /- 41,42,43_/ wurde die Wendelstr&mung
(sog. swirl-flow) eingehend untersucht. Bei der axialen
Durchstrdmung eines solchen Blndels folgt das Medium
hauptsdchlich den um den Brennstab geflihrten Dr&hten. Be-
sonders augenfdllig ist dieser Effekt zwischen den Rand-
stdben und der Brennelement-Kastenwand. In diesem Bereich
kommt es infolge einseitiger Ausrichtung der Drdhte zu
einer Richtungsstrdmung zwischen der &duferen Reihe von
Stdben und Kastenwand um das Blindel herum. Zwischen den
Unterkandlen an der Kastenwand und denjenigen im Bindel-
inneren existiert gleichzeitig eine thermohydraulische

Wechselwirkung.

Die Wendelstrdmung bewirkt infolge der gerichteten Strd-
mung eine Umverteilung der Energie, so daB sich einmal

in Gebieten mit hohen Temperaturen die Temperaturspitzen
abbauen und zum anderen eine charakteristische Tempera-
turumverlagerung erfolgt. Dabeili sind die Auswirkungen der
Wendelstrdmung je nach Belastungsfall des Blindels unter-
schiedlich. '

Global-Rechenprogramme bericksichtigen daher im allge-
meinen zur Auslegung von Blindeln mit Wendelabstandshal-
tern den Effekt der Wendelstrbmung als Global-Parameter.
Hier sollen die Ergebnisse aus Rechnungen und Experimen-
ten des Wendelstrdmungseffektes miteinander verglichen
werden. Dariliber hinaus wird ein weiterer zu beachtender
Effekt dargestellt.
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- Bel einem ungleichm&fig beheizten Blindel mit z.B. 3 Rippen-
abstandshaltern treten in den Ecken des Blindels Temperatur-
spitzen auf, sofern bei der Berechnung nur rein axiale
Strémung beachtet wird (siehe Abb. 4, EF = 0). Da die Rippen
der Stdbe jedoch die gleiche Drehung besitzen, wird im Be-
reich der Kastenwand eine gerichtete Strdmung (Wendelstrd-
mung) erzeugt, die die Temperaturspitze aus der Ecke heraus-
trdgt. Gleichzeitig findet eine Wechselwirkung zwischen die-
sen Randkandlen und benachbarten kllhleren Innenkandlen statt,
so daB generell ein Abbau bzw. Ausgleich der Temperaturen
eintritt. Dabei stellt "EF" den globalen Wendelstrdmungs-
effekt dar, der nach Art eines Wirkungsgrades definiert ist,
wobei EF = 1 bedeutet, dak die von den Wendeln abgedeckte
Strémung im Bereich der Kastenwand der Richtung der Rippen-

steigung folgt.

- Bel einer extrem schiefen Beheizung des Blindels kann die
Wendelstrbmung einen starken Austausch von heifBer und kalter
Strémung bewirken, so daf eine Umverteilung der Temperatur-
verhdltnisse geschieht. Die Abb. 5 zeigt flr einen Wendel-
draht diesen Effekt. Bei Blindeln mit grbRer werdender Stab-
zahl erhdlt dieser Austausch geringere Bedeutung, weil der
dann agzimutal zurlckzulegende Weg der Strdmung an der Kasten-

wand immer grdRer wird.

Dariliber hinaus haben nun Experimente an Bindeln mit Drahtab-
standshaltern gezeigt /[ 40,43°7, daR sich neben der Wendel-
strdmung eine weitere gerichtete Strdmung ausbildet. Diese
Strémung folgt den durch die Drahtabstlitzstellen gegen die Ka-
stenwand gebildeten "StraBen'", die eine gr&Rere Neigung gegen
die Strdmungsrichtung aufweisen als die eigentlichen Drahtab-
standshalter. Aufgrund der geringen Steigung und damit groRe-
ren Versperrung in der Axialrichtung tritt eine grdRere Wen-
delstrSmung zwischen Blindel und Kastenwand auf. Die Abb. 6

zeigt diesen Effekt in einigen Fotografien.
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Austritt eines 169-Stabblindels mit Wendelabstandshaltern (P/D = 1,32) nach / 42 7
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Es stellt ein 61-Stabblindel mit einem Wendeldraht dar.
Deutlich ist die Wechselwirkung der beiden gerichteten Stro-
mungen zu efkennen, Gebiete mit v8lliger Vermischung wechseln
sich ab mit Gebieten, in denen einmal die WendelstrSmung

und einmal die "Strafen"-Strdmung vorherrschen.

Dieser Effekt der zusdtzlich gerichteten Strdmung wurde in-

direkt in Na~Versuchen in einem 61-Stabblindel gemessen. Die

Abb. 7 zeigt Temperaturmessungen entlang der Kastenwand bei

Beheizung eines Randstabes und gleichzeitig Rechenergebnisse
mit dem Globalprogramm MISTRAL II /4377,

Die experimentellen Ergebnisse liegen, wie in Abb. 7 zu
sehen ist, Uber dem gerechneten Temperaturverlauf mit EF = 1,0.
Diese Tatsache ist nur dadurch zu erkldren, daf durch die
zusdtzliche gerichtete "Strafen'"-Strdmung ein intensiverer
azimutaler Widrmetransport erfolgt. Dieser Effekt scheint von
der Wendelsteigung abhdngig zu sein, was durch laufende Un-

tersuchungen zur Zeit gekldrt wird.

Beobachtet man die in axialer Richtung in gleichmdBigen Ab-
stdnden an der Kastenwand anliegenden Drdhte bzw. Rippen, so
sieht man, daR Jje nach betrachtetem axialem Ort die Strd-
mungs- und Temperaturverhdltnisse im Randbereich sehr unter-
schiedlich sein kdnnen. Es ist nicht auszuschlieBen, daR bei
der Beschreibung der axialen Temperaturverhidltnisse in einem
hexagonalen Biindel mit Draht- bzw. Rippenabstandshaltern mit

verschiedenen Global-Parametern gerechnet werden muB.

Bei der Betrachtung der azimutalen Strdmungsform innerhalb
eines bestimmten Strdmungsquerschnittes trifft das vorher fir
den axialen Temperaturverlauf gesagte ebenso zu. Am Umfang
der Kastenwand treten die unterschiedlichsten Formen der ge-
richteten Strdmung auf. Auch hier muB man, um die Temperatur-
verhdltnisse richtig zu erfassen, mit verschiedenen Global-

Parameter-Ansitzen arbeiten.
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Einfluf von Geometrieverdnderungen auf das Temperaturfeld

Als Beispiel flr die Entwicklung eines verbesserten An-
satzes zur Eingabe in die Energiegleichung sollen hier
erste Ergebnisse der Untersuchungen Uber den Geometrie-
einflu® auf die turbulenten Austauschgr&fen berichtet
werden. Die Untersuchungen werden in einem zentrischen und
exzentrischen Ringraum in einer Natriumstr®mung und Was-

serstromung durchgefidhrt.

Flir die Deutung der Temperaturprofilmessungen im Natrium
war es notwendig, zuvor die Geschwindigkeitsverteilungen
in einer derartigen Geometrie zu messen. Dabei wurde auch

der hydrodynamische Einlauf mit untersucht.

Die Abb. 8 und 9 zeigen Geschwindigkeitsprofile in einem

Ringraum mit einem Radienverhdltnis ri/r = 0,25 und einer

2
Exzentrizitdt ¢ = 0,25, gemessen wurde in 3 axialen Ebenen
in der Symmetrieebene. Die Profile sind asymmetrisch und
zelgen mit wachsendem hydrodynamischem Einlauf eine Ver-

dnderung des Geschwindigkeitsmaximums.

In der gleichen Geometrie wurden Temperaturprofile in
Natrium aufgenommen. Die Abb. 10 zeigt die Ergebnisse flr
eine Widrmestromdichte von 80 W/cm2 und einer Exzentrizitdt
von ¢= 0,10 und € = 0,30 bei Beheizung des Innenstabes.
Bei Auswandern des Innenstabes aus der Mittellage wird

der Temperaturgradient im engeren Ringspalt gr8Ber und im

groferen Ringspalt geringer.
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Gleichzeitig wurden in dieser Anordnung Temperaturfluktua-
tionen Uber den Strdmungsquerschnitt in der Symmetrieebene
registriert. Abb. 11 zeigt die gemessenen rms-Werte flr den
zentrischen Ringspalt und der Exzentrizitdt ¢ = 0,25 fir

den engen und weiten Spalt. Es ergibt sich fir die Tempera-
turfluktuation ein charakteristischer Verlauf mit einem aus-
geprdgten Maximum. Dabei liegt das Maximum des engen Spaltes
ndher an der beheizten Wand als das des weiten Spaltes. Das
Maximum der rms-Kurve des zentrischen Ringraumes liegt zwi-
schen diesen beiden Maximalwerten. Wird im zentrischen Ring-
raum die Lage des Maximums durch die Geometrieabmessungen
des Radienverhdltnisses geprdgt, so sind die Verschiebungen
des Kurvenmaximums bei € = 0,25 eindeutig auf die exzen-
trische Lage des Innenstabes zurlickzufilhren. Wie bei der Mes-
sung der mittleren Temperaturen ein groferer Temperaturgra-
dient im engen Spalt festzustellen war, so ist hier ein Hin-

wandern des rms-Maximums zur beheizten Wand zu sehen.

Die Ergebnisse dieser Messungen wurden mit Werten aus der Li-
teratur flr beheizte Kreisrohre in Abb. 12 verglichen. Die
Lage der rms-Maxima flr Fluide mit kleinen Pr-Zahlen liegen
dicht beieinander und deutlich weiter entfernt von der be-
heizten Wand, als dies der Fall fur Fluide mit hOherer Pr-Zahl
ist. Setzt man voraus, daR die rms-Werte und der Verteilungs-
verlauf in einem direkten Zusammenhang mit der thermischen
Grenzschichtdicke stehen, so kdnnen die Maxima-Wanderungen im
exzentrischen Ringraum als GeometrieeinfluR® auf die Tempera-
turgrenzschicht gedeutet werden. In einer Natriumstrdmung
erstreckt sich die thermische Grenzschichtdicke bis weit in

" die Mitte des Strdmungskanals. Daher ist bei Verdnderung der
thermischen Grenzschicht mit einer Verdnderung des mittleren

Temperaturfeldes und auch des Temperaturgradienten zu rechnen.
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Die Auswirkungen auf die Temperaturverhdltnisse infolge
Geometrieverdnderung kdnnen durch einen Eckstab in einem
hexagonalen Blindel mit p/d = 1,32 und w/d = 1,26 mit Gitter-
abstandshalterung veranschaulicht werden. Bei einer hier
untersuchten Exzentrizitdt von € = 0,3 wandert ein Eckstab

o = 0,67 um absolut 0,5 mm

aus. Eine derartige Verschiebung eines Stabes ist durchaus

bei einem Radienverhdltnis von rl/r

realistisch. Legt man eine reaktorspezifische Stableistung
von 200 W/cm2 zugrunde, so ergibt sich aufgrund der oben aus-
gefllhrten physikalischen Vorgédnge bei dem hier aufgeflihrten
Eckstab eine zusdtzliche Temperaturvariation am Umfang des
Stabes von 3OOC, die sich der nominellen Temperatur Uberlagert.
Die Belastungen der Brennstabhlille werden dadurch stark er-
héht und der Kihlungsmechanismus in den Unterkandlen um die-
sen ausgelehkten Stab herum erheblich gestdrt. Es kann dazu
fiihren, daf® durch die ungleichmdBige Kiihlung der Stab in Rich-
tung auf den heifen Kanal zuwandert und dieser Vorgang erst
abgeschlossen ist, wenn die thermischen und elastischen Krdfte

im Gleichgewicht stehen.
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Zusammenfassung und Ausblick

In Beispielen wurde gezeigt, én welchen Punkten der
Berechnung eines Brennelementes im Bereich der Global-
programme und im Bereich der analytischen Berechnungsme-
thoden Verbesserungen durchgefilhrt wurden und Entwick-
lungsarbeit stattfindet. Darlber hinaus existieren wei-

tere Probleme bei der Berechnung von Blindelgeometrien.

Bei Blindeln mit gitterfdrmigen Abstandshaltern sind die
Auswirkungen der Geometriednderung auf die Temperaturver-
teilungen noch ungenligend bekannt. Da der Energieaus-
tausch in diesem Fall hauptsdchlich durch den turbulenten
Transport geschieht, ist die Formulierung verbesserter
Ansdtze des richtungsabhidngigen Energieaustausches not-
wendig. Dabei sind nicht nur die nichtnominellen Stabpo-
sitionen und ihre Auswirkungen auf die benachbarten Un-
terkandle zu betrachten, sondern auch der Versatz oder
die Toleranz eines gesamten Stab-Gitterverbandes inner-
halb des hexagonalen Kastens. Zu erfassen sind weiterhin
Versperrungen, Blockaden und sonstige Einbauten, um die
8rtlichen Massenumverteilungen und damit die Temperatur-

verhdltnisse genauer zu kennen.

Fir Blindel mit wendelfdrmigen Abstandshaltern ist eine
weitere Verbesserung der gerichteten Strémung im &rtlich

begrenzten Bereich notwendig.
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ANHANG 2: Diskussion

H. Miller (GfK, Karlsruhe)

Warum erreichen die normierten Geschwindigkeitsverteilungen
im exzentrischen Ringraum bei Ihren Messunger nicht immer
den Wert 17

Ergibt die Integration der Geschwindigkeitskurven an ver-

schiedenen axialen Stellen denselben Durchsatz?

D. Weinberg (GfK, Karlsruhe)

% im exzen-

trischen Ringraum flir die Symmetrie-Linie gezeigt. Die Nor-

Es werden die normierten Geschwindigkeiten U/Up,

mierungsgeschwindigkeit U ist die hdchste im Ringspalt

auftretende Geschwindigke?i? Sie liegt auf der Symmetrie-Achse
des weiten Ringspaltes. Demnach zeigen die Kurven im weiten
Spalt den héchsten Wert mit U/UmaX = 1 an, im engen Spalt
den h&chsten Wert entsprechend geringer. Die Geschwindigkeits-
verteilungen in den verschiedenen axialen Ebenen wurden unter-

einander nicht in Relation gebracht.

H. Ramm (TU, Berlin)

Die Nu-Korrelation von Bobkov zeigt ein llberraschend falsches
Verhalten.

Gilt die Korrelation nur fir einen bestimmten Pe-Bereich?
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D. Weinberg (GfK, Karlsruhe)

Auf den im Vortrag gezeigten Bildern wurde die Nu-Beziehung
von Bobkov /[ 28°7 in der allgemeinen Form Nu/KO wie in seiner
Vertffentlichung dargestellt. Dabei stellt Ko eine Geometrie-
und Stoffwertfunktion dar.

Um einer Verwechslung vorzubeugen, wurde die Nu-Gleichung in
die Abb. 1, 2, 3 nicht mehr mit eingezeichnet.

Die Gleichungen sind der Tabelle I zu entnehmen.
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WARMEABFUHR IN STABBUNDELN BEI GASKUHLUNG

K. Rehme
(vorgetragen durch W. Baumann)
GfK, Karlsruhe

Einleitung

Im Gegensatz zu den sehr guten Wdrmelbertragungseigen-
schaften von Fliissigmetallen haben Gase im allgemeinen
schlechte Eigenschaften fir die W&rmeabfuhr aus
Schnell—Brﬁterbrenﬁelementen. Praktisch alle wesent-
lichen Nachteile der Gasbriter gegeniiber den Na-Brltern
wie hoher Druck, hohe Pumpleistung, hohe Wandtempera-
turen auf den Hlllrohren und schlechte Notkiihleigen-
schaft rtihren aus den thermo- und fluiddynamischen Eigen-
schaften der Gase her. Die abgeflihrte Wirmemenge wird

bekanntlich bestimmt durch die Gleichung
= c_ uF AO
Q =o» D

Das Produkt aus der Dichte p und der spezifischen Wdrme

o! beides Stoffeigenschaften des Kihlmittels, ist bei

5
Ngtrium etwa um den Faktor 1000 grdRer als bei Helium.
Um bei Schnellen Britern eine Wdrmeabfuhr mit Gasen

zu ermdglichen, muf® man daher einerseits mit hohen Driik-
ken arbeiten, um eine hohe Dichte zu erzielen, und zum
anderen hohe Strémungsgeschwindigkeiten benutzen, was

natlirlich zu hohen Pumpleistungen flhrt.
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Wegen der geringen Widrmeleitfdhigkeit von Gasen muB man
auBerdem versuchen, den Widrmewiderstand unmittelbar an

der Brennelementoberflidche, der ja im wesentlichen durch

die Wa&rmeleitf8higkeit bestimmt wird, durch technische MaR-
nahmen zu verringern. Dies kann bekanntlich auf verschiedene
Arten geschehen. Bei Gasbriitern verwendet man dazu klinst-
liche Rauhigkeiten auf den Brennelementoberfldchen. Durch
diese Rauhigkeiten wird die z#dhe Unterschicht an der Wand
stdndig unterbrochen und durch die so erzeugte Turbulenz

der Wdrmellbergang verbessert. Gleichzeitig wird natirlich
auch der Druckverlust erhéht, wie man weil. Im allgemeinen
steigt der Druckverlust viel stdrker an, als der gleichzeitig
erzielten Verbesserung des Wdrmellberganges entspricht. Das
liegt ganz einfach daran, daR aus Kontinuitdtsgrinden in

der Strdmung ein Teil des von der Wand wegtransportierten
heiRen Fluids in den erzeugten Wirbeln wieder an die heiRe
Wand zurlckkommt, bevor die Wdrme abgegeben ist. Dieser An-
teil ist damit flr die Verbesserung des Wdrmellberganges ver-
loren.

Da der Anstieg des Druckverlustes stets grbRer ist als die
Zunahme des Wdrmellberganges, k&nnte man meinen, daf es sich
iberhaupt nicht lohnen wilrde, kiinstliche Rauhigkeiten auf
den Brennelementoberfl&dchen zu verwenden. Es ist aber leicht
einzusehen, daR das im allgemeinen nicht der Fall zu sein
braucht. Die abgefiihrte Wdrmemenge Q ist proportional zur

Strémungsgeschwindigkeit u.

Die hierflir erforderliche Pumpleistung an den Gebldsen

steigt

N ~ Ap .
p~ °P - U

proportional dem erforderlichen Druckgefdlle und dem Massen-
durchsatz, der wiederum proportional der Strdmungsgeschwin-
digkeit ist. Nimmt man an, daR der Druckverlust proportional

zum Quadrat der Geschwindigkeit ansteigt, was fir Strdmung
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liber Rauhigkeiten sicherlich gilt; dann sieht man, daB .
die Pumpleistung mit

3
N ~
p u

der dritten Potenz der Strdmungsgeschwindigkeit wdchst. Das

heift aber, daR das Verhidltnis von abgefiihrter Widrmemenge

zur Pumpleistung ist

Q  std
A

wenn man auf die thermo- und fluiddynamischen Kennzahlen

Ubergeht. Die Stanton-Zahl ist bekanntlich

_ _Nu
" Re Pr

(thermal performance),

St

Das bedeutet aber folgendes: Wenn man die Wdrmeabfuhr um
den Faktor 2 durch klnstliche Rauhigkeiten verbessert, dann
kann man bei gleicher abzufithrender Wirmemenge die Strd-
mungsgeschwindigkeit halbieren. Das heiBt, der Druckverlust,
den man gleichzeitig durch die Verwendung kiinstlicher Rauhig-
keiten erhdht, darf um den Faktor 8 ansteigen, ohne daR das
Verhdltnis von abgeflhrter Widrmemenge zur Pumpleistung sich
verschlechtert. Wenn man nun Rauhigkeitstypen und Anordnun-
gen findet, die z.B. den Wdrmelibergang um den Faktor 2 ver-
bessern und den Druckverlust nur um den Faktor 3 vergrdfern,
dann hat man einen erheblichen Gewinn fir die Wdrmeabfuhr

erreicht.

Die Ermittlung optimaler Rauhigkeitsformen ist ein besonderes
Problem. Man kann sich ja sehr verschiedenartige Typen und
Anordnungen von Rauhigkeiten vorstellen (Abb. 1), z.B. von
der Form her (Profil) rechteckig, quadratisch, kreisfdrmig,
dreieckig, trapezfdrmig, wobei die Rauhigkeiten einzeln in
einem bestimmten Abstand voneinander angebracht sind oder
spiralig um die Brennelemente verlaufen. Dabei k&nnen die Spi-
ralen eingdngig oder mehrgdngig verlaufen. Diese Rauhigkeiten

bezeichnen wir als zweidimensionale Rauhigkeiten (Abb. 2).
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Abb. 1: Beispiele flir Geometrien von kilnstlichen Rauhigkeiten

Abb. 2: 7weidimensionale Rauhigkeit mit Abstandshalter [ 20_/
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Im Gegensatz dazu sind dreidimensionale Rauhigkeiten solche,

die nicht nur einen Wirbel in Strdmungsrichtung, sondern auch
quer dazu erzeugen. Diese Rauhigkeiten, die erst in neuerer -
Zeit im Hinblick auf Gaskiihlung (Abb. 3) in Schnellen Britern

untersucht werden, versprechen eine h8here "thermal performance"

Abb. 3: Dreidimensionale Rauhigkeit / 1_7

als die zweidimensionalen Rauhigkeiten, wie erste Untersuchun-
gen zeigen /[ 1_/. Theoretisch kann man bislang optimale Rau-
higkeitsformen im Hinblick auf die Wdrmelbertragung nicht fin-
den, obwohl erste Ansdtze zur theoretischen Analyse der Thermo-
und Fluiddynamik von Rauhigkeiten vorhanden sind [ 2_/. Man

ist daher ausschlieBlich auf Experimente angewiesen.

Zur Durchfihrung einer thermo- und fluiddynamischen Stab-
blindel-Unterkanalanalyse braucht man gesicherte Angaben flr

mehrere GrdRen. Diese sind im allgemeinen:

1) Reibungsbeiwert als Strdmungsparameter

2) Stanton-Zahl als Wdrmelibergangsparameter

3) EinfluB von Abstandshaltergittern auf 1) und 2)

4) Wirme- und Massenaustausch zwischen Unterkandlen, falls

diese nicht gleiche Temperatur aufweisen.

Zu Aussagen Uber diese Grdfen kommt man zum Teil durch ge-

zielte Einzelexperimente, zum Teil durch integrale Versuche.
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Transformation

Es ist natlrlich vom Aufwand her vollkommen ausge-
schlossen, eine Optimierung der Rauhigkeitsform expe-

rimentell in Stabbiindeln vorzunehmen. Auch in Kreis-

rohren ist eine Untersuchung schwierig, da innen auf-
gerauhte Kandle sehr schlecht gefertigt werden k&nnen.
Die experimentellen Untersuchungen werden daher vorwie-
gend in Ringspalten durchgefiihrt, wobei das AuBenrohr
glatt und das Innenrohr auf der duReren Oberfldche mit
der zu untersuchenden Rauhigkeitsform aufgerauht ist.
Durch die Verwendung eines Strdmungskanals mit glatten
und rauhen Winden ergibt sich dann die Schwierigkeit,
die Einfllisse von glatter und rauher Oberfldche auf
Druckverlust und Warmelbergang zu trennen.

In England wurde hierflr eine Transformationsmethode
entwickelt, die es unter gewissen Annahmen ermdglicht,
den Reibungsbeiwert und die Stanton-Zahl der inneren
rauhen Zone aus den integralen Messungen zu separieren.
Diese sogenannte Hall-Transformation [ 3_7 wurde ins-
besondere bei den zahlreichen Untersuchungen fiir AGR-
Brennelemente in Windscale verwendet (Wilkie [ 4.7).

Es zeigte sich jedoch, da® einerseits die Annahme der
Koinzidenz von Maximalgeschwindigkeit und Nullschub-
spannung bei den hier vorliegenden stark asymmetrischen
Strémungen nicht erfillt ist. Andererseits ist eine
Ubertragung der benutzten transformierten integralen
Gréken wie Reibungsbeiwert und Stanton-Zahl auf andere
Kandle, insbesondere auf Stabblndel, mit der erforder-
lichen Genauigkeit nicht m&glich, da diese integralen
GroRen von der Versuchsgeometrie abhdngen. Man war ge-
zwungen, in den Stabblindelcodes Korrekturfaktoren an-
zubringen, die aus experimentellen Untersuchungen an

Stabblindeln gewonnen wurden [ 5.7.
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Eine andere Transformations-Methode geht davon aus,
daf sowohl an der glatten Wand im Ringspalt als auch
an der rauhen Innenwand je ein Geschwindigkeitsprofil
vom Typ des Wandgesetzes existiert:

+

"

(glatt) u 2.5 1n y* + 5.5

+

(rauh) u 2.5 1n vy /n" + R,

n

wie durch die bekannten Untersuchungen von Nikuradse

[ 67 gefunden wurde. Der Schnittpunkt beider Profile
wird als Ort der Nullschubspannung interpretiert und

so eine Trennung der rauhen und der glatten Zone vorge-
nommen. Diese in Karlsruhe entwickelte sogenannte
Maubach-Methode [ 77 ist sehr erfolgreich. Wie sich
gezeigt hat, lassen sich Messungen an den unterschied-
lichsten Strdmungskandlen mit Hilfe dieser Methode sehr
gut interpretieren. Dabel ist ein grofer Vorteil, daBk
nicht eine integrale Grdfe wie der Reibungsbeiwert be-
trachtet wird, sondern eine fir die Rauhigkeit charak-
teristische Grofe, ndmlich der Rauhigkeitsparameter R,
Die transformierten Reibungsbeiwerte, die mit der
Maubach-Methode gewonnen werden, stimmen sehr gut mit
den Werten iiberein, die mit einer beim CEGB entwickel-
ten empirischen Methode (Warburton-Pirie /[ 877) erhal-

ten werden, wie durchgefiihrte Vergleichsrechnungen zeigen.

Druckverlust-Rauhigkeitsparameter

Der Verlauf des Rauhigkeitsparameters R mit der Reynolds-
Zahl, woflir man die mit der Rauhigkeitshbhe gebildete
sogenannte Rauhigkeits-Reynolds-Zahl wdhlt, ist flr

Sandrauhigkeit ebenfalls durch Nikuradse gemessen worden.
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Man unterscheidet 3 Bereiche (Abb. W), und zwar a) den
glatten Bereich, wo die Strdmung von den Rauhigkeiten prak-
tisch nichts merkt, da die Rauhigkeiten innerhalb der

zdhen Unterschicht liegen, b) den Ubergangsbereich zwischen
hydraulisch glatter und voll rauher Str&mung und c) den voll
rauhen Bereich, in dem der Druckverlust dem Quadrat der
Geschwindigkeit proportional ist und der Reibungsbeiwert
unabhdngig von der Reynolds-Zahl wird, d.h. der Rauhigkeits-
parameter R ist dann konstant. Der Zusammenhang zwischen
Reibungsbeiwert und Rauhigkeitsparameter ergibt sich durch
Integration des Geschwindigkeitsprofils Uber den Strémungs-

querschnitt zu:

8 L *
7—2-511’1-}*{+R—G

wobel L die Ldnge des Geschwindigkeitsprofils von der Wand
bis zum Ort der Nullschubspannung und c* ein Geometriepara-

meter ist.

n

. oy |
Z J ‘e XL, !
oo P ol .&o |
J RN -
! 3 ) Mg Opedgi
8 t & i
|
7 7o = t
B gilf Yeergang ¢ volkommen fauk
3
50,2 a6 10 1% 18 22 4 J0
| Iy ks
Abb. L4: Verlauf des Rauhigkeitsparameters R mit n*

(nach Nikuradse [/ 6_7)

Man sieht, daf der Reibungsbeiwert A sich umgekehrt zum
Rauhigkeitsparameter R verhdlt. Flr andere Rauhigkeiten als
Sandrauhigkeiten ist Uber den Verlauf des Rauhigkeitspara-
meters im Ubergangsgebiet noch sehr wenig bekannt. Gezielte
Untersuchungen in diesem Gebiet laufen zur Zeit in Karlsruhe

an. Dieses Gebiet ist wichtig flUr das Teillastverhalten von
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Brennelementen, auBerdem bei Stdrfidllen und fir die Notkih-
lung. FlUr den Bereich des quadratischen Widerstandsgesetzes,
in dem der Rauhigkeitsparameter R bei Sandrauhigkeit unab-
hdngig von der Reynoldszahl ist, gibt es bei anderen Rauhig-
keitsformen noch Zweifel, ob ein solches Gebiet Uberhaupt
existiert, wie neuere russische Untersuchungen zeigen [ 97/.

Bislang wird angenommen, daf ab nt 2 70-100 R = const ist.

Trotz der zahlreichen experimentellen Untersuchungen ist es
schwierig, allgemeine Gesetzmdfigkeiten flir den Rauhigkeits~-
parameter R in Abhdngigkeit von Rauhigkeitsform und Anord-

nung anzugeben, da

a) wenige systematische Untersuchungen vorliegen,

b) die Qualitdt der MeRwerte recht unterschiedlich ist,

c) oftmals wesentliche Angaben‘der Teststrecken und/oder der
Transformationsmethoden fehlen, um eine Analyse der Daten
vornehmen zu k&nnen, auberdem

d) an unterschiedlichen Kandlen gemessen wurde,

e) die geometrischen Toleranzen der verwendeten Rauhigkeits-
form nicht nur von Teststrecke zu Teststrecke, sondern

oft innerhalb der gleichen Teststrecke stark variieren.

Am Beispiel der Rechteckrauhigkeiten soll gezeigt werden,
wie der Rauhigkeitsparameter von den verschiedenen Geome-

triegrdBen abhdngt. Diese Parameter (Abb. 5) sind

a) die H&he der Rauhigkeit,

b) die Breite der Rauhigkeit,

c) der Abstand der einzelnen Rippen untereinander und

d) die Li&nge des Geschwindigkeitsprofils zwischen der Kanal-

wand und dem Ort der Nullschubspannung.
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Abb. 5 Rechteckrauhigkeit

TR

Man muf eine einheitliche geometrische Basis flr die De-
finition des Reibungsbeiwertes und fir den Ursprung des
Geschwindigkeitsprofils verwenden. Man kann dazu den Rip-
penful oder die Rippenspitze oder auch andere Durchmesser
wdhlen. Im folgenden ist stets der sogenannte volumetrische
Durchmesser zugrunde gelegt. Der volumetrische Durchmesser
entsteht durch "Einschmelzen" der Rauhigkeitserhebungen.
Diese Definition steht im Einklang mit den Definitionen der

klassischen Untersuchungen von Nikuradse und Schlichting
L1077,

Eine soeben abgeschlossene Analyse von ca. 3000 MeRBwerten
von etwa 50 Autoren mit Hilfe eines Computercodes ergibt
folgences Bild (Abb. 6). Flir groRe Abstdnde ist der EinfluR
der Breite der Rauhigkeiten geringer als.flUr kleine Abstdnde,
auberdem ist die Rauhigkeit umso schidrfer, d.h. der Rei-.
bungsbeiwert umso h&her, je schlanker die Rauhigkeit ist.
Hier ist der EinfluR der relativen Rauhigkeitshéhe nicht
dargestellt. Er sieht etwa wie auf folgendem Bild aus (Abb. 7).
Dak der dargestellte Verlauf der Abhidngigkeit des Rauhig-
keitsparameters vom Verhdltnis Rauhigkeitsh&he zu Profil-
ldnge kein Zufallsergebnis ist, ergibt sich aus der de-

taillierten Analyse der MeRBwerte einzelner Autoren.
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Abb. 6: Rauhigkeitsparameter R, von Rechteckrauhigkeiten,
transformiert auf h/L=0 als Funktion von p/h fiur
verschiedene h/w und nt 2 100 117,
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Abb. 7: Rauhigkeitsparameter Ry >, von Rechteckrauhigkeiten,
1 72

transformiert auf h/w=k1=1.4622 und p/h=k2=10 als

Funktion von h/L fur ht = 100 117
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Zur Veranschaulichung der Streubreite zeigt das ndchste
Bild den Rauhigkeitsparameter R fir quadratische Rau-
higkeiten (Abb. 8) und die verschiedenen MeBergebnisse
sowie die empfohlene Beziehung, die Uber einen grofen
Parameterbereich auch analytisch ausgedrickt werden
kann /[ 11 7. Ahnliche Beziehungen lassen sich auch fir
andere Rauhigkeitsformen aufstellen, allerdings weni-
ger gesichert [ 12,1377, da experimentelle Ergebnisse

sehr viel spdrlicher vorliegen.

T T T T T T T 7 I T T T T T T LI I
0.0 + -
9
B
RO 7
5 §
S
) i
3 “? B
.° ‘
O BRAUN, KNUDSEN a4° X GARGAUD, PAUMARD
21 O COLLNSON b GARGAUD, PAUMARD
O DRAYCOTT & KJELLSTRGM
+ DURST v KOCH
X FEDYNSKII o LAWN, HAMLIN
100 : ettt} . , bt
1-00 10-00 100-00
p/h
Abb. 8: Vergleich zwischen berechneten und gemessenen

Werten des Rauhigkeitsparameters R_ von qua-
dratischen Rauhigkeiten als Funktidn von
p/h L 117

Wdrmelibergangs-Rauhigkeitsparameter

Fliilr den Wirmelbergang von Widnden mit kiinstlichen Rauhig-
keiten k®nnen ganz analoge Uberlegungen angestellt wer-

den. Da Wdrmelibergangsuntersuchungen sehr viel schwie-
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riger durchzufihren sind, ist die experimentelle Informa-

tionsdichte fir den Wdrmellbergang naturgemdR sehr viel ge—
ringer als fUr den Druckverlust. Ausgangspunkt flr die Ge-
setzmidRigkeiten des Wirmelilberganges an rauhen Oberfldchen

ist die Reynolds-Analogie. Unter sehr vereinfachenden An-

nahmen, wie

a) turbulente AustauschgroRe flr Impuls und Wédrme gleich:

€ = €

H

b) Ahnlichkeit von Temperatur und Geschwindigkeitsvertei-

M

lung
fir Pr = 1, was fir Gase ganz gut erflllt ist, denn Pr =

0,67 fiur Helium, ergibt sich

Diese sehr einfache Uberlegung wurde durch verschiedene Ar-
beiten, besonders von Nunner /[ 147/ und Dipprey und

Sabersky [ 1577 - erheblich erweitert, so daB nicht mehr der-
art einschrdnkende Annahmen gemacht werden miissen, wie es
flir die Reynolds-Analogie erforderlich ist. Dipprey und
Sabersky erhalten fir die Stanton-Zahl o
A/8

1+ VK/8 (G-R) G

wobei R der Rauhigkeitsparameter fir den Druckverlust und G

£(n)

1t

St =

f(h+, Pr)

ein entsprechender Parameter flr den Wdrmellbergang ist. Im
Gegensatz zu R, das abgesehen von der Geometrie der Rauhig-
keit nur von der Rauhigkeits-Reynolds-Zahl h* abhingt, ist
der Parameter G netlrlich zusdtzlich eine Tunktion von Pr.
Durch experimentelle Ergebnisse wird dieser halbempirische
Ansatz recht gut bestdtigt (Abb. 9).

GluUcklicherweise zeigen die Ergebnisse, daB® der Parameter G
unabhdngig von dem Abstandsverhdltnis p/h der Rauhigkeiten
ist. AuRerdem ergibt sich zumindest fiir zweidimensionale
Querrippen ebenfalls kein Einfluf der Rippenform oder des

Rippenprofils,
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Abb. 9: Rauhigkeitsparameter G als Funktion von h* /137

Aufgrund der relativ starken Streuung des Versuchsmaterials
sind noch einige Anstrengungen gerade im Hinblick auf den
Wdrmelibergang ndtig, um diese Aussagen voll zu bestdtigen
oder Abweichungen zu finden und entsprechende Korrelationen
zu formulieren. Auch der EinfluR der Linge des Geschwindig-
keitsprofils auf den Wdrmelibergang ist bisher nicht unter-
sucht worden und genaue experimentelle Untersuchungen sind
ndtig. Bedauerlich ist auch, daB es kaum theoretische An-
sdtze zur Vorhersage der Str&mung und des warmeﬁbergangsyer—
haltens bei kiinstlichen Rauhigkeiten und rauhen Oberfléchen
gibt. Hier ist sicherlich ein Gebiet, auf dem mehr getan
werden sollte, damit die sehr zahlreichen und kostspieligen
und zum Teil wenig systematischen Untersuchungen vermieden
oder zumindest erheblich reduziert werden kdnnen.

Dalle Donne und Meerwald /[-137/ entwickelten aufgrund um-
fangreicher eigener MeBergebnisse und Angaben aus der Li-
teratur fir den Rauhigkeiltsparameter des Wirmellbergangs G
folgende Beziehung:

T 0.2

G = x, prP "t (nty X5 (7 :
E

1

Hierbel sind die Konstanten K1 und K2 nur schwach von dem

Rauhigkeitsparameter R abhingig:
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2 + 0.46 . R

~
| o
1

=~
n

-0.435 - 0.0336 . R

Der Einfluf der Temperaturabhidngigkeit der Stoffwerte auf
den Wdrmellbergang wird durch das Temperaturverh&ltnis

Tw/TE berlcksichtigt. Dieses Verh&ltnis ist bei Gasen von
Bedeutung, da zwischen der Wandtemperatur und der Gastempe-
ratur eine groke Differenz besteht. Der Exponent des Tempe-
raturverhdltnisses wird entsprechend dem Wdrmelibergang an
glatten Oberfldchen angenommen. Der Widrmelbergang an glatten
Oberfldchen spielt bei der Gaskiihlung ebenfalls eine Rolle,
da die Oberfl&dche der Brennelemente nicht {iber die gesamte
Ldnge aufgerauht wird, sondern nur in dem Teil, wo es ther-
modynamische Grinde erfordern. Darum sollen hier auch die
Wdrmelibergangsbeziehungen angegeben werden, die flr glatte
Oberflichen verwendet werden. Fiir Stabblndel mit dreiecki-
ger Stabanordnung schldgt Dalle Donne flr Stababstandsver-
hdltnisse P/D > 1.1 vor [ 16_/:

Nu b T, 0.2
= 0.0211 [ 1+0.0208 (= - 1) /(==
Re 08 pp 0.5 D Tp

Flir quadratische Stabanordnungen wird

Nug ] , p 0.16 , p 0.2 T -0.2
= 0.018 ( 2 = =) ( =2

pe 0.8 o 0.1 m Y
€B B

als obere Grenze des W&rmeliberganges flr Stabblindel mit

P/D > 1.2 vorgeschlagen /[~17 /. Diese Beziehungen ergeben
sich aus der Anwendung von RingspaltmefRergebnissen auf die

Stabblindelgeometrie.
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Einflisse von Gitterabéjandshaltern auf Druckverlust

und Wdrmelbergang

Bei Gasbritern verwendet man Gitterabstandshalter;

denn das Abstandsverhdltnis der Stdbe betrdgt P/D =
1.4 - 1.5, Der Druckverlust, den die Gitterabstands-
halter erzeugen, kann im wesentlichen auf die Quer-
schnittsversperrung durch das Gitter zurlckgeflhrt wer-
den. Wie viele experimentelle Ergebnisse an den unter-
schiedlichsten Gittertypen zeigen, lassen sich die

Daten zusammenfassen zu einem Widerstandsbeilwert

flir den Gitterdruckverlust /- 187. Hierbei bedeutet
die Querschnittsversperrung, ausgedriickt durch das Ver-
hdltnis vom in Strdmungsrichtung projizierten Gitter-

querschnitt zum ungestdrten Strémungsquerschnitt

Fir Gitter mit gut abgerundeten Einlaufkanten ergibt
sich die Proportionalitdtskonstante zu C, = 6-7.

Hohere Werte fir CV sind bei scharfkantigem Einlauf még-
lich bis etwa C, = 12, wie verschiedene Experimente zei-

gen.

Da fir Stabbindel mit aufgerauhten Oberfldchen bislang
entsprechende MeRwerte fehlen und auferdem die Haupt-
ursache fUr den Druckverlust am Abstandshaltergitter

die Querschnittsverengung ist, wird die gleiche Bezie-

hung wie flr glatte Staboberfldchen verwendet.
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Natlrlich wird auch die Wdrmeabfuhr im Abstandshalterbe-
reich durch die erhdhte Turbulenz verbessert. Wenige Un-
tersuchungen sind aus der Literatur bekannt, hier ist be-
sonders die Arbeit von Hudina und N8thiger [ 197 in
Wlirenlingen erwdhnenswert. Diese Autoren haben an einem
Stab im Ringspalt verschiedene Typen von Abstandshalter-
gittern untersucht. Die dabei verwendeten Querschnittsver-
sperrungen waren sehr gering und lagen zwischen 8 und 16%.
In Karlsruhe wurde soeben eine Untersuchung des Wdrmelber-
ganges im Abstandshalterbereich an einem Stabblindel mit

3 Stdben abgeschlossen (Abb. 10). Es wurden je ein Stab-
blindel mit glatten und zwei Stabblndel mit aufgerauhten
Oberfldchen eingesetzt. AuRerdem wurden je drei Abstands-
halter verwendet, und zwar funkenerodierte Wabengitter, wo-
bei das einzige MaBk, das verdndert wurde, die Breite der
Kontaktstelle zwischen Gitter und Stab war. Die Quer—’

schnittsversperrungen lagen zwischen 25 und 35%.

Abb. 10: Querschnitt des Strdmungskanals mit Abstands-
halter [ 2077

Es wurden detaillierte Temperaturverteilungen im Abstands-
halterbereich gemessen. Eine dreidimensionale Darstellung
einer solchen gemessenen Temperaturverteilung zeigt Abb. 11
als Beispiel. Auf Einzelheiten will ich hier nicht einge-

hen, da auf der Reaktortagung in Nlrnberg liber diese Arbeit
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- vorgetragen wird. Die wesentlichen Ergebnisse der Unter-
suchung sind, daR auch bei aufgerauhten Stabblindeln im
Gitterbereich kein "hot-spot" auftritt, wie das von glatten
Stabblindeln bereits bekannt ist. Es ergeben sich bei genti-
gender Breite der Kontaktfldchen nur leichte Temperatur-
erhéhungen unter den Rippen. Ein weiteres Ergebnis zeigt
die Abb. 12.

Reynoldszahl  : Re= 1.27-10°
Rauhigkeitsform : R 2
Abstandshalter : B 3
achenle : q= 4 cm? T A
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Abb. 11: Dreidimensionale Darstellung der Temperaturver-
teilung im Bereich des Abstandshalters /[ 2077
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Abb. 12: Erh8hung der Nusselt-Zahl durch den Abstandshalter
als Funktion der Querschnittsversperrung flr rauhe
Rohre, gemessen zwischen den Kontaktpunkten von
Rohr und Abstandshalter [ 2077

Hier sind alle maximalen Wdrmelilbergangsverbesserungen fir
den Stabbereich zwischen den Rippen Uber der Querschnitts-
versperrung dargestellt. Es ergibt sich, daf das Verhdltnis
der maximalen Nusseltzahl zur ungestSrten Nusseltzahl eben-
falls wie der Druckverlust quadratisch mit der Querschnitts-
versperrung wdchst. Flr die maximale Nusseltzahl ergibt

sich [[2077:
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wobel die Keonstante K von der Oberfldchenart abhdngt.
Es ist K = 5.55 fir glatte und K = 3.55 fir rauhe
Oberfldchen, die durch den Rauhigkeitsparameter R =
3-4 charakterisiert sind. Bei rauhen Oberfldchen ist
die Verbesserung des Wdrmelberganges durch die Ab-
standshalter geringer, weil durch die Rauhigkeiten be-
reits eine Erh8hung der Turbulenz vorliegt und die
weitere Turbulenzerhdhung durch das Gitter sich nicht
mehr in dem MaRBe auf den Wdrmelbergang auswirken kann,

wie das bei glatten Oberfl&dchen der Fall ist.

Unterkanalanalyse und Test

Damit sind bis auf die Mischungsbeiwerte alle wichtigen
Parameter flir eine Unterkanalanalyse bekannt. Flr die
Mischungsbeiwerte werden die gleichen Koeffizienten
verwendet, die auch bei glatten Stabblndeln benutzt wer-
den. Flir gasgeklhlte Schnellbriiter-Brennelemente muf

man beachten, daf Reibungsbeiwerte und Stanton-Zahlen
nicht explizit vorliegen, wie es z.B. im Hot-Spot-Code

[ 577 flir thermische, gasgekiihlte Reaktoren der Fall ist.
Man muf deshalb die aus den Einzeluntersuchungen ent-
wickelten Rauhigkeitsparameter R fir den Druckverlust
und G fir den Wéqmeﬁbergang in einen entsprechenden

Code einflhren.

Weiterhin muf3 man beachten, daf an der Kanalwand Strod-
mungszonen auftreten, deren Winde teilweise rauhe und
teilweise glatte Oberflidchen aufweisen. Hier sind be-
sondere Uberlegungen notwendig hinsichtlich des Ortes,
an dem die Strdmungszone getrennt wird (Nullschubspan-
nungsposition). Derartige Ansdtze wurden fir die iso-
therme Strdmung durch rauhe Stabblindel mit glatten

Kanalwdnden in angendherter Form bereits gemacht /[ 21,22_/.
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Im nicht-isothermen Fall ergibt sich fir Gas ein weiterer
wichtiger Punkt flr die Unterkanalanalyse aus der Kom-
pressibilitdt des Fluids. Durch die starken Dichte&nderungen
bei unterschiedlicher Aufheizung ergibt sich ein Netto-
Massenaustausch in den Unterkandlen (cross flow), der bel
Gasen berticksichtigt werden muR und der einen zusitzlichen
Wdrmetransport neben dem bekannten "mixing'" bewirkt. Ent-
sprechende Codes fir die thermo- und fluiddynamische Unter-
kanalanalyse von Gasbrliter-Brennelementen werden zur Zeit

in Wlrenlingen und in Karlsruhe entwickelt.

Nur Experimente k&nnen die erforderliche Sicherheit geben,
daR die aus vielen Einzelresultaten zusammengesetzten Aus-
gangsdaten auch im Zusammenspiel auf vernlinftige Gesamter-
gebnisse flihren.

Flir den Gasbrlter werden daher an einem Stabblindel aus 19
Stdben entsprechende Unfersuchungen durchgefihrt. Dieses
Stabblindel ist mit 225 Thermoelementen instrumentiert, so dah
eine detaillierte Temperaturverteilung Uber das Blindel und
die Kanalwand gemessen werden kann. Durch Schieflastversuche,
bei denen nur bestimmte Stidbe beheizt werden, k&nnen im Hin-
blick auf den Netto-Massenstromaustausch (cross flow) zwi-
schen den Unterkandlen extreme Verhdltnisse eingestellt wer-
den. Durch Nachrechnung der Versuche mit den Codes zur Unter-
kanalanalyse, die sich zur Zeit im Teststadium befinden,
kénnen dann die in den Codes enthaltenen Ausgangsdaten durch
Vergleich mit den MeBergebnissen eventuell Jjustiert werden.
Ein weiteres Stabblindel, das flr diesen Zweck benutzt wer-
den soll, ist das Kalibrierelement fiir den Gasbriter MOL-
Bestrahlungsversuch, an dem die experimentellen Untersuchun-

gen soeben begonnen haben.
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SchluBfolgerungen

Insgesamt gesehen ist fir die Widrmeabfuhr aus gasgekihlten
Schnellbriter-Brennelementen ein befriedigender Kenntnis-
stand erreicht. Eine Reihe von wichtigen Arbeiten muf noch
erfolgen. Hier sind besonders die thermo- und fluiddyna-
mische Untersuchung sogenannter dreidimensionaler Rauhig-
keiten sowie das Verhalten von rauhen Oberflidchen im Uber-
gangsgebiet zwischen glatter und voll rauher Str&mung zu
erwdhnen. Flr Gitterabstandshalter fehlen Untersuchungen
des Druckverlustes in rauhen Stabblindeln. Die Entwicklung
der Codes zur Unterkanalanalyse sowie das experimentelle
Testen dieser Codes durch integrale Experimente an Stabbin-
deln wird ebenfalls noch einige Zeit in Anspruch nehmen.

Es wdre wlinschenswert, wenn mehr theoretische Arbeiten ins-

besondere zum Rauhigkeitsproblem durchgefihrt wlrden.
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ANHANG ?2: Diskussion

E. Ruppert (INTERATOM, Bensberg)

Den Ausfiithrungen lagen systematisch aufgebrachte Rauhig-
keiten zugrunde. Wie dndern sich die Rauhigkeitscharak-
teristiken, wenn statistische Rauhigkeiten mit P/h-Ver-

teilungen betrachtet werden.

W. Baumann (GfK, Karlsruhe)

Da die Wiarmeabfuhr definiert verbessert werden soll, kdnnen
nur definierte, systematisch aufgebrachte Rauhigkeiten
verwendet werden, weil die Unsicherheit im Falle stati-
stischer Rauhigkeiten zu grof widre. Aus diesem Grunde gibt
es keine Untersuchungen von statistischen Rauhigkeiten.
Abgesehen davon kann eine hinsichtlich der Wdrmeabfuhr
optimale Rauhigkeitsgeometrie sicherlich nur durch genau

definierte Anordnung der Rauhigkeitselemente erreicht werden.

H. Miller (GfK, Karlsruhe)

Auf welche experimentellen Arbeiten geht der Wert c, = 12

zur Berechnung der Gitterwiderstandsbeiwerte zurick?

W. Baumann (GfK, Karlsruhe)

Der Wert bis CV = 12 geht auf verschiedene unverdffentlichte

Mefergebnisse an verschiedenen Institutionen zuriick.

J. Heinecke (INTERATOM, Bensberg)

Kann die Nu-Zahl im Randkanal durch Rauhigkeiten ebensogut

verbessert werden wie im Innenkanal?

W. Baumann (GfK, Karlsruhe)

In erster Ndherung sicherlich, denn von der Kanalwand wird
keine Wdrme bzw. nur wenig, z.B. durch y-Heizung abgegeben.
Da das Verhdltnis von h/L im Randkanal grdfer ist als im
Innenkanal, wird unter Umstdnden ein geringer Unterschied
auftreten. Uber den h/L-Effekt auf den Wirmellbergang ist

bislang nichts bekannt, da systematische Messungen fehlen.
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W. Eifler (EURATOM, Ispra)
Welches ist die theoretische Grundlage fiir den Ersatz der
Hall-Transformation (Schubspannungsnullinie bei Geschwin-
digkeitsgradient Null) durch eine Extrapolation des von der
Herleitung her nur in Wandnihe glltigen logarithmischen Ge-
schwindigkeitsgesetzes von beiden Wdnden her bis zum Schnitt-
punkt weit weg von der Wand, wo die Geschwindigkeit selbst

vom logarithmischen Gesetz nicht mehr gut dargestellt wird?

W. Baumann (GfK, Karlsruhe)

Der physikalische Grund daflir, daB die Maubach-Methode mit
den zwel verwendeten Wandgesetzen so gut arbeitet, liegt ganz
einfach darin, daR die Wandschubspannungen an der glatten und
ravhen Wand richtig bestimmt werden. Denn die Wandschubspan-
nungen sind in den dimensionslosen Geschwindigkeitsprofilen
enthalten und die Profile sind in Wandndhe sicherlich giiltig.
Der Schnittpunkt der Profile wird durch die Wandschubspannungen
bestimmt. Dabei ist es unerheblich, ob in Stromungsmitte die
tatsdchlichen Profile richtig beschrieben werden oder nicht.
Der Fehler ist vernachldssigbar. Nur die Wandschubspannung
ist wichtig, weil sie den Reibungsbeiwert bestimmt und eine

Transformation ermdglicht.



1.

- 231 -

EINFLUSS DER TEMPERATURFELDER IN BUNDELN MIT NA-
KUHLUNG AUF BRENNSTAB- UND BUNDELAUSLEGUNG

H.J. Seehafer
INTERATOM, Bensberg

Brennstabauslegung

Wechselwirkungen zwischen den Core-Auslegungsgruppen

Un die Nahtstellen und Wechselwirkungen der verschie-
denen Core-Auslegungsbereiche zu verdeutlichen, wurden
in Abb. 1 die den drei Auslegungsgruppen (Physik,
Thermohydraulik und Stabauslegung) charakteristischen

Kriterien und EinfluBgr&fRen nebeneinander gestellt.

Auf den ersten Blick wird deutlich, daR® die Thermohy-
draulik innerhalb der Core-Auslegung eine zentrale
Stellung einnimmt. So bestehen Wechselwirkungen sowohl
mit der Physik als auch mit der Stabauslegung. Darlber
hinaus gibt es eine direkte Riickkopplung von der Stab-
auslegung zur Physik. Diese gehdrt jedoch nicht direkt
in den Rahmen des gestellten Themas und soll nicht
Gegenstand einer detaillierten Betrachtung sein. Da
sie aber, wie aus der Abb. 1 hervorgeht, Uber die Stab-
lidngenleistung Einfluf auf den Kihlmitteldurchsatz
nimmt und somit in entscheidendem MaBe auf die Thermo-
hydraulik ausstrahlt, darf diese Verbindung nicht un-

erwdhnt bleiben.
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Abb. 1: Verkniipfung zwischen den drei Core-Auslegungsgruppen



- 233 -

Mit Rlcksicht auf die Ubersichtlichkeit der Darstellung
wurde auf die Eintragung weiterer Verbindungslinien ver-
zichtet. So versteht sich von selbst, daR beispielsweise
der HeiRkanalfaktor der Aufwdrmspanne sowohl von physika-
lischen, thermohydraulischen als auch fertigungstechnischen

Unsicherheiten mitbestimmt wird.

Im einzelnen ergibt sich folgendes Bild:

Zusammen mit dem erkldrten Ziel einer vorgegebenen Reaktor-
leistung werden von der Physik Gr&Ren, die einerseits die
Core-Abmessungen betreffen, wie z.B. die Zahl und GrdBe der
verschiedenen Anreicherungszonen und die Core-Hbhe, anderer-
seits Fragen der Anreicherung und des Brennstoffinventars
bertihren, festgelegt. Zur Konzipierung des Brennelementes,
d.h. Festlegung der Stab-Geometrie und Stab-Anzahl, missen

- Uber den EinfluB des p/D-Verh&ltnisses auf den Druckver-
lust - thermohydraulische Anforderungen sowie die Frage nach
der Minimalisierung der Brennstoffzykluskosten beriicksich-

tigt werden.

Core-Geometrie und Brennstoffinventar (d.h. Brennstoffzu-
sammensetzung und Anreicherung) bilden die Voraussetzung zur
Berechnung der Leistungsverteilung, deren zeitlicher Ver-
lauf vom BE-Management beeinfluft wird. An dieser Stelle
besteht der bereits erwidhnte direkte Berithrungspunkt mit

der Stabauslegung. Es muB ndmlich gew&dhrleistet sein, dak
die maximale Brennstofftemperatur jederzeit kleiner als die
Schmelztemperatur ist, um lokale Brennstoffverlagerungen

zu verhindern (T-Kriterium). Da die Differenz zwischen
Brennstoffzentral- und Kithlmitteltemperatur proportional der
Stabldngenleistung ist, muf diese so beschrédnkt werden, daB

dieses Kriterium erfiillt wird.
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Nach festgelegter maximal zuldssiger Stabldngenleistung
wird die Anreicherung in den verschiedenen Anreicherungs-
zonen so gewdhlt, daR in jeder Zone die maximale Stabldn-

genleistung erreicht wird (a-Kriterium).

Das Ziel der Kilhlkanalauslegung innerhalb der Thermohydraulik

liegt Uber der Bestimmung des Klhlmitteldurchsatzes in der
Berechnung der Temperaturfelder im Blindel. Ausgehend von
der Leistungsverteilung und dem mit Hilfe der Heifstellen-
analyse bestimmten HeiRkanalfaktor der Aufwdrmspanne wird
der Klhlmitteldurchsatz und die entsprechende Aufwdrmspanne
in den Unterkandlen berechnet.

Die Eintrittstemperatur ist dabei eine Uber die Dampferzeu-

geroptimierung fest vorgegebene GriRe.

Der zuldssige Bereich des Klihlmitteldurchsatzes ist durch
zwel Bedingungen abgesteckt. Die obere Begrenzung wird durch
den von den Pumpen vorgegebenen maximal zuldssigen Druck-
verlust bestimmt (Ap-Kriterium), wdhrend andererseits ein

zu geringer Durchsatz zu einem zu starken Anstieg der HU1ll-
rohrtemperatur, die durch ein Kriterium der Stabauslegung

nach oben begrenzt wird, fluhrt.

Zur Abrundung des Bildes soll noch erwdhnt werden, daR sich
an die Klhlkanalanalyse die BE-KlUhlstrategie anschlieBt.
Sie sieht vor, daR mehrere Elemente zu Gruppen zusammenge-
faRt werden, in denen der Durchsatz so bestimmt wird, daB

die von der Stabauslegung vorgegebene zuldssige Temperatur

erreicht wird.

Innerhalb der Stabauslegung sind es zwei Bereiche, die einer

Analyse unterzogen werden missen., Neben der bereits er-
wdhnten Anforderung an die Brennstoffzentraltemperatur, die
die maximal zuldssige Stabldngenleistung festlegt, ist es

die Brennstabhlille, die wdhrend der gesamten Einsatzzeit
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den auftretenden Belastungen standhalten muf. Die Belastun-
gen, die in der Tab. 1 zusammengestellt sind, &dndern sich
mit der Zeit und sind in ihrem Charakter zu Beginn und zu

Ende der Standzeit unterschiedlich.

Als wesentliches Ergebnis dieser Einfihrung bleibt festzu-
halten, daR von der Stabauslegung zwei Anforderungen an die

Thermohydraulik gestellt werden, die die

- Temperaturverteilung, d.h. den Temperaturgradienten Uber
den Brennstab und

- maximale Hillrohrtemperatur

betreffen.
Die eingehende Analyse dieser Kriterien soll Gegenstand der

folgenden Ausfiihrungen sein.

Beanspruchungsart Ort
Tmin Xmax Tmax
1. Mechanisch
1.1 Spaltgasinnendruck X
1.2 Festkérperdruck X (x) (x)
1.3 Axialkraft
1.3.1 Reibkraft AH X X
1.3.2 Reibkraft Pellet X (x) (x)
1.3.3 Stabverbiegung X (x) (x)
1. AT azimutal X
2. Aeswell azimutal X
2. Thermisch
2.1 T-Niveau (Festigkeitskennwerte) X
2.2 T-Gradienten
2.2.1 Radial >4
2.2.2 Agzimutal X
3. Chemisch
3.1 Na-Korrosion
3.1.1 Abtragend X
3.1.2 Selektiv X
3.2 Spaltprodukt-Korrosion
3.2.1 Abtragend X
3.2.2 Selektiv X
b, Bestrahlung
.1 Festigkeitskennwerte X X X
4,2 Differentielles Schwellen (x) X (x)

Tab. 1: HUllrohrbeanspruchungen
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Hlllrohrbeanspruchungen

In Tab. 1 sind die HUllrohrbeanspruchungen und deren
Zuordnung zu charakteristischen Brennstabbereichen
aufgefiihrt. Im einzelnen treten

- mechanische

- thermische und

- chemische

Beanspruchungen auf. Auferdem stellt die Bestrahlung eine

zusdtzliche Belastung der Brennstabhiille dar.

Da zu Beginn noch kein Innendruck aufgebaut ist, sind

es ausschlieflich die Ortlichen radialen und azimutalen
Temperaturunterschiede, die in Verbindung mit verhin-
derter Stabverbiegung'Sekundérspannungen erzeugen. Mit
zunehmender Standzeit gewinnt der ansteigende Innendruck
mit eventuell Uberlagertem Festkdrperdruck an Bedeutung
und fihrt zu mechanischen Hillrohrbelastungen, wdhrend
die zu Beginn auftretenden Spannungen sekunddren Cha-
rakters durch teils strahlungsinduzierte, teils ther-

misch aktivierte Kriechprozesse abgebaut werden.

Die mechanischen Belastungen k&nnen in verstdrktem MaBe
in Verbindung mit einem hohen Temperaturniveau hill-
rohrschddigend wirken, da hohe Temperaturen neben der
negativen Beeinflussung der Festigkeitskennwerte zu
verstdrktem Angriff des HlUllrohrmaterials durch Reak-

tionen mit den Spaltprodukten und dem Kihlmittel fihren.

Wahrend fir die Beurteilung des Einflusses des Kihl-
mittels auf die HUllrohrschddigung in ausreichendem

MaRe Versuchsergebnisse vorliegen, die es erlauben, eine
mathematische Beziehung zwischen Korrosionsabtrag und
Temperatur aufzustellen, muB man sich vorerst noch mit
pauschalen Angaben Uber den EinfluR der Temperatur auf

die Spaltproduktkorrosion begniigen. Unter SNR-Bedingungen
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ist mit einem HUllrohrangriff .infolge Spaltprodukt-
korrosion von ca. 100 um zu rechnen. In Abb. 2 wurde
die gefundene Beziehung zwischen der Na-Korrosion und
der HUllrohrtemperatur dargestellt. Unter SNR-Bedin-
gungen, d.h. bei ca. 7OOOC, muf mit einer Korrosions-

rate von ca. 30 um/a gerechnet werden.
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Abb. 2: Maximale Na-Korrosionsraten von Stdhlen

Uber der Temperatur

Neben dem Reibkontakt am Abstandshalter und Pellet, der
ebenfalls zu einer Verminderung der HUllrohrwanddicke
fihren kann, bleibt noch der Einflu® der Bestrahlung

auf die Hllle zu erwdhnen. Die Neutronenstrahlung beein-
fluRt einerseits die Festigkeitskennwerte und verur-

sacht aufgrund der Temperaturgradienten differentielle
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Schwellverformungen, die wiederum Sekunddrspannungen

hervorrufen.

Die Kriterien zur Stabauslegung

Aus den genannten HiUllrohrbeanspruchungen lassen sich
nun die Kriterien zur Stabauslegung ableiten. Die
Beurteilung der HUllrohrbeanspruchungen muf dem unter-
schiedlichen Charakter entsprechend nach verschiedenen
Gesichtspunkten erfolgen. So werden kurzzeitig auf-
tretende Belastungen im allgemeinen nach festgelegten
Spannungskriterien beurteilt (o-Kriterium), wdhrend
Langzeitbeanspruchungen plastische Verformungen der
Hille hervorrufen. Da jeder Werkstoff nur ein begrenztes
Verformungspotential besitzt, ist die bleibende HUll-
rohrverformung ein geeignetes Kriterium zur Dimensio-

nierung und Auslegung von Hiillrohren (e-Kriterium).

In Abb. 3 ist der Rechenablauf bis hin zu den Stabaus-
legungskriterien dargestellt. Ausgehend von der Ld&ngen-
leistungsverteilung, die mit Hilfe der HeiRfstellen-
“analyse von der Physik berechnet wird, werden von der
Thermohydraulik unter Berilicksichtigung der Unsicherheiten
in der Berechnung der Aufwdrmspanne die Temperaturver-
teilungen im Blindel mit Angabe der maximalen HUll-
rohrmittentemperatur und der Temperaturdifferenz Uber

den Brennstab ermittelt. Diese Daten (Stabldngenlei-
stung und Temperaturverteilung) werden von der Stabaus-

legung aufgegriffen und weiterverarbeitet.

Wesentlichste Einflublgrdfe zur Berechnung des Stab-
innendrucks und der Brennstoffzentraltemperatur ist die
Stabldngenleistung. Mit Hilfe von Stabauslegungspro-

grammen werden Thermospannungen, Gesamtspannungen und
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Hillrohrverformungen unter Einbeziehung der entsprechenden

Unsicherheiten der Stablédngenleistung berechnet.

Heifstellen-~
analyse

e X X = f(tz) == — Physik

m = konst.
f AT AT = §(X,2) | — _< Thermohy-)
He ' .
l T _f(X) draulik

max ’1
p =tX)
. TBZ= f (X)
G, =fIAT %) |=-|-|{ Stabaus-
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potential Egeszf (6T W)
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Abb. 3: Rechenablauf zur Erfiillung der Brennstab-
Auslegungskriterien

Die Formulierung von Auslegungskriterien beruht auf folgen-
der Uberlegung:

In Ubereinstimmung mit Ergebnissen aus Bestrahlungsexperi-
menten kann angenommen werden, daf eine Beeintrdchtigung des
Reaktorbetriebes durch eine gewisse Anzahl defekter Brenn-

stdbe nicht erfolgt. Diese Anzahl wird auf grdfenordnungs-
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miRig 1 ©/oo der Brennstdbe festgelegt. Ist der Ein-
fluB® der Unsicherheit der Betriebsparameter (Ldngen-
leistung, Innendruck, Temperatur etc.) auf die zur
Beurteilung des Stabversagens zugrunde gelegte GrdRe
(Brennstoffzentraltemperatur bzw. Hillrohrdehnung)
bekannt, so kann nach Berechnung des Ausfallpotentials
Uberprift werden, ob zu erwarten ist, daf die zu-
ldssige Zahl defekter Brennstdbe lberschritten wird.
Ist dies der Fall, so muf Uber den Eingriff auf die
Betriebsparameter eine Korrektur der Situation vorge-

nommen werden.

Die beiden wesentlichsten Fragen sind daher

1. nach der Art der Betriebsparameter und
2, in wie starkem Make die Betriebsparameter auf die

Auslegungskriterien wirken.

Beide Fragen sollen in den folgenden Abschnitten unter-
sucht werden.

Es bleibt noch zu erwdhnen, daf neben den bereits ge-
nannten drei Auslegungskriterien der Notklihlfall von

der Festigkeit rLeherrscht werden muf.

Der "begin of life"-Zustand

Wie bereits erwdhnt, ist dieser Zustand durch das Auf-
treten von Thermospannungen aufgrund radialer, axialer
und azimutaler Temperaturgradienten gekennzeichnet.
Ganz allgemein formuliert, hdngen diese Spannungen ne-
ben der H&he der Temperaturgradienten von der Steifig-
keit des Stabes bzw. der Stabanordnung ab. Azimutale

Temperaturgradienten bewirken neben Spannungen, die
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die Vertrdglichkeitsbedingung erflillen, Verformungen und
Auslenkungen der Stdbe. Diese Auslenkungen sind den Tem-
peraturgradienten proportional. Durch die Anordnung der
Abstandshalter werden die Stdbe an der freien Auslenkung
und Verbiegung gehindert, wodurch zusdtzliche Spannungen in

den Stdben erzeugt werden.

Die Abh&ngigkeit dieser Spannungen von der Zahl der AH wurde

in einer kurzen Handrechnung untersucht, das Ergebnis ist
in Abb. 4 dargestellt. Am Beispiel des SNR-Brennstabes

(d, = 6 mm) wurden die Biegespannungen ermittelt. Es ist
deutlich erkennbar, daR sich die Spannungen mit zunehmender

AH-7Zahl einem Grenzwert ndhern.

b

(9]
2

Biegespannung 6p [kphnm2]

O i . A g V L v ¥ ,
0 2 A 6 8 10 12 14
AH - Anzahl

Abb. U4: Zunahme der Biegespannung mit der Anzahl -
der Abstandshalter

Im allgemeinen hat man kaum Mdglichkeiten, Uber die AH-

Anzahl starken EinfluBf auf die Thermospannungen auszullben,
da die notwendige AH-Zahl durch andere Kriterien, die noch
genannt werden, vorgegeben ist und man sich dann schon in

dem asymptotischen Spannungsbereich befindet.
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Neben den azimutalen Temperaturgradienten bewirken die
radialen Temperaturunterschiede Uber der Hillrohrwand
Wdrmespannungen. Diese hdngen bei vorgegebener Stablédngen-
leistung vor allem von der Wanddicke ab. In Abb. 5 wurde
die Vergleichsspannung aufgrund radialer und azimutaler
Temperaturgradienten als Funktion der Wanddicke aufgetragen.
Die Zunahme mit der Wanddicke beruht in diesem Fall vor-

nehmlich auf der Anderung der radialen Temperaturgradienten.
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Abb. 5 Vergleichsspannung aufgrund verschiedener
Temperaturgradienten in Abhdngigkeit von der
Wanddicke

Der Anteil der W&rmespennung, hervorgerufen durch azimutale

Temperaturgradienten an der gesamten Wadrmespannung, wurde

in Abb. 6 am Beispiel der Axialspannung dargestellt.
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Abb. 6 Zunahme der Axialspannung mit dem ezimutalen
Temperaturgradienten

Deutlich ist der proportionale Anstieg mit dem Tempe-
raturgradienten zu erkennen. Aus Grlnden niedriger
Wdrmespannung wdre natlrlich ein geringer azimutaler
Temperaturgradient wlinschenswert, da eine EinfluRnahme
Uber die Wanddicke auf die Widrmespannungen mit Rlcksicht
auf den "end-of-life"-Zustand nur in sehr beschrdnktem
Unfang méglich ist. Im allgemeinen sind die W&rmespan-
nungen aber kein sehr strenges Kriterium fir Brennstdbe.
Allerdings kann es bei Absorberstdben, die eine ungin-
stige Blincdelanordnung aufweisen, zu sehr hohen Temperatur-
gradienten kommen, die eine Uberpriifung des Wdrmespan-

nungskriteriums notwendig erscheinen lassen.

Der "end-of-life"-Zustand

Mit zunehmer Standzeit baut sich in den Hillrohren ein
Innendruck auf, der an der Stelle hoher Temperatur Ver-

formungen der Hille (sogenannte Kriechverformungen)
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verursacht. Wie bereits erwdhnt, kdnnen diesé Verformungen
zur Formulierung eines Versagenskriteriums herangezogen
werden. EinfluRparameter auf die HOhe dieser Verformungen
sind

- der Hullrohrwerkstoff

- die HUllrohrabmessungen

- der Innendruck

- die Temperatur

- die Standzeit.

Neben der garantierten Leistung einer Reaktoranlage ist der
Abbrand eine entscheidende GroRe, die EinfluB auf die Gesamt-
kosten der Anlage hat. Aus Wirtschaftlichkeitsgriinden ver-
sucht man, bis an die technologische Grenze zu gehen. Flr

die Stabauslegung stellt sich damit die Aufgabe, die oben
erwdhnten Einflufparameter so abzustimmen, daR bel vorgege-

bener Standzeit das Stabversagenskriterium eingehalten wird.

Am Beispiel des SNR-HUllrohres wurden umfangreiche Rechnungen
zur Erarbeitung des Einflusses der verschiedenen Parameter
auf die Kriechverformung bzw. auf die Standzeit durchgefihrt.

Die Ergebnisse sind in den Abb. 7 bis 9 zusammengefaht.

Unter der Annahme, daB sich im HUllrohr ein zeitlich linear
ansteigender Innendruck von 80 at nach der vorgesehenen Stand-
zeit von 440 Vollasttagen aufbaut, wurde jeweils der zeit-
liche Verlauf der Kriechdehnung bis zum Erreichen einer vor-
gegebenen zuldssigen Dehnung (hier am Beispiel 0,2%) berech-
net. Aus dieser Darstellung kann dann der EinfluR des Je-
weils untersuchten Parameters auf die Standzeit abgeleitet
werden. Abb. 8 zeigt diesen Zusammenhang am Beispiel des

Werkstoffes und der HUllrohrtemperatur.
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Zwelerlei ist interessant und bedarf einer besonderen Unter-

streichung:

1. Abb. 7 verdeutlicht den sehr starken Unterschied im
Kriechverhalten zwischen zwel ausgewdhlten Hlillrohrwerk-
stoffen. Dieser Unterschied ist bei niedrigeren Tempera-
turen ausgepridgter, bedeutet jedoch noch bei 700°C einen
Faktor 2 in der Standzeit. Nicht zuletzt wegen dieses
wesentlich glnstigeren Werkstoffverhaltens des 1.4970
fiel die Entscheidung der Hiullrohr-Werkstoffauswahl zu-

gunsten dieses Werkstoffes aus.

* WN.1.4981 WN.1.4970
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Abb. 7 ELinfluR der Hillrohrtemperatur auf die Standzeit
am Beispiel zweler Werkstoffe

2. Insbesondere der 1.4970 zeigt eine sehr starke Tempera-
turabhdngigkeit im Kriechverhalten. Eine Erniedrigung
der Temperatur von 10°C bedeutet einen Gewinn an Stand-

zelt von ca. 2500 Stunden.

In dhnlicher Weise wie der Einfluf des Werkstoffes und der
Hillrohrtemperatur wurden die beiden Parameter Innendruck
und Wanddicke untersucht, die Ergebnisse zeigen die Abb.

8 und 9.
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Abb. 9 Einflu® des Innendruckes auf die Standzeit
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Standzeitverluste, bedingt durch Korrosionsangriffe der

Hille und der Ungenauigkeit der HUllrohrfertigung, k&nnen

abgeschdtzt werden und wurden mit in AbL. 8 aufgenommen.

So wird die Standzeit infolge selektiver und abtragender

Korrosion durch das Kihlmittel in dem untersuchten Fall um

ca.

7% reduziert. Der EinfluR der Fertigungsunsicherheiten

betrdgt ca. 5%. Den gréflten Einflul auf die Standzeit hat

die Innenkorrosion. Bei der Schwidchung der Wanddicke von

100 pm muR mit einer Abnahme der Standzeit um ca. 20% ge-

rechnet werden.

Damit drdngt sich der Gedanke auf, die Wanddicke von vorn-

herein zu erh&hen. Einer generellen Erh&hung der Wanddicke

sind jedoch durch Anforderung der Physik und der Stabausle-

gung Crenzen gesetzt. So wirde eine Erhdhung der Wanddicke
bedeuten, daB®

die
die
der

die

Anreicherung erhdht werden mikte,
Brutrate niedriger,
Doppler-Effekt schlechter und

Widrmespannungen, wie bereits gezeigt wurde, grdber wdren.

SchlieRlich wurde in Abb. 9 der Einfluf des Innendruckes

auf die Standzeit als Vergleich noch einmal bei zwel verschie-

denen Temperaturen dargestellt. Nach Ausschdépfung aller ge-

gebenen konstruktiven MaBnahmen besteht kaum eine M&glich-

keit, EinfluR auf die HVhe des Innendrucks zu nehmen, da die-

ser einerseits durch die Stablidngenleistung, andererseits

durch das vorhandene Freivolumen und die Eintrittstemperatur

bestimmt wird.

Zusammenfassend wurden in Tab. 2 die drei untersuchten Pa-

rameter hinsichtlich des Einflusses ihrer Schwankung auf

die Standzeilt gegenlbergestellt. Deutlich ist der gegeniber

Wanddicke und Innendruck Uberaus starke Einfluf der Tempera-

tur erkennbar, so daB festzustellen bleibt, daf eine exakte
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Bestimmung der Temperaturverteilung im Blindel im
Interesse einer optimalen Ausnutzung des Werkstoff-

potentials unbedingt notwendig ist.

Parameter Schwankung Standzeitabweichung
(%) (%)
Innendruck 8 8
Wanddicke 8 5
AT, 8 32
axial
Tab. 2: Einfluf der ' Schwankung verschiedener

Parameter auf die Standzeit

Bindelauslegung

Blindelkomponenten

Die Auslegung des Blindels umfaf®t folgende Komponenten:

- Stabhalteplatte

- Stabverband

- Abstandshalterbefestigung
- Abstandshalter.

Da die Stabhalteplatte im Bereich niedriger Temperatur
liegt und keinem hohen NeutronenfluR ausgesetzt ist,
sind die Beanspruchungen im Verh&ltnis zu denen der Ab-
standshalter gering. Auf eine detaillierte Untersuchung
der Stabhalteplatte wird daher an dieser Stelle ver-
zichtet.
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Der Stabverband

Zwel Fragen sind seitens der Mechanik den Stabverband

betreffend von Interesse:

1. Wie sieht das Schwingungsverhalten aus?
2. Welche Wechselwirkungen bestehen zwischen der

Stabverbiegung und dem Temperaturfeld im Bindel?

Beide Fragen berlihren in starkem MaRe die Aufgaben-
stellung der Bestimmung der Anzahl und der axialen An-
ordnung der Abstandshalter. Zum Problem der Stab-
schwingung wurden neben umfangreichen Rechnungen Ver-
suche in Luft und Wasser durchgefihrt. Die Lage und
Anzahl der AH wurden so bestimmt, daR

- die grdRten Amplituden im gesamten Frequenzbereich

ausreichend niedrig sind und

- diese nicht im Bereich der hoéchsten Temperatur, d.h.

am Core-Austritt, auftreten.

Was die Wechselwirkung und Rickkopplung der Temperatur-
felder auf die Stabverbiegung betrifft, so wurde hier-
zu eine umfassende Studie erstellt /[ 17, die in Klirze

vorgestellt wird.

AH-Befestigung

Wadhrend fir den Erstkern des SNR-300 vorgesehen ist,

die Abstandshalter an Strukturstidben zu befestigen,
wurden flUr die Nachladung Konzepte zur Befestigung der
Abstandshalter an den HUllkdsten erarbeitet. Insbesondere

wurden zwei LOsungsvorschldge ndher untersucht:

- Befestigung der AH an Schiirzen
- Befestigung der AH durch Befestigungselemente (soge-
nannte "stops'"), die ober~ und unterhalb der AH in

den HUllkasten angebracht werden,
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Die Schiirzen wurden so dimensioniert, daB die Gefahr

- des Ausknickens und

- des Ausbeulens

nicht bestand und daR keine unzuldssig hohen Biege-

spannungen auftreten.
Im Fall des Erstkerns muBten auch die Strukturstdbe gegen

Knickung ausgelegt werden. Hierdurch wurde in starkem

MaBe die Entscheidung der AH-Anordnung beeinfluft.

Abstandshalter

Es wurde bereits angedeutet, daf die AH die gef&dhrdetsten
Komponenten der Brennelemente sind. Das ist vor allem

dadurch begriindet, daf

1. sie einem relativ groRen Temperaturgradienten in der

AH-Ebene ausgesetzt sind;

2. aufgrund des Temperaturgradienten grofe Schwellgra-

dienten auftreten;

3. die AH infolge der Wechselwirkung mit verbogenen

Brennstdben senkrecht zur AH-Ebene beansprucht werden.

Durch konstruktive MaRnahmen kann verhindert werden,

daB zusdtzliche Lastfdlle (z.B. Wechselwirkung mit dem
Hlillkasten, Verklemmen der Brennstdbe in den AH-Zellen
etc.) vermieden werden. Darilber hinaus kdnnen einige
Beanspruchungen vernachldssigt werden, wie z.B. Axial-
krdfte infolge des KiUhlmittel-Druckverlustes oder axiale

Temperatur- und Schwellgradienten.

Auslegungskriterium fir die drei zu berlicksichtigenden
Lastfdlle sind die Spannungen, wobel wiederum dem un-
terschiedlichen Charakter der Spannung (Primdrspannung,

Sekunddrspannung) Rechnung getragen wird.
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Der mechanische Auslegungsprozef von Gitter-Abstandshaltern

ist durch folgende Schritte gekennzeichnet:

1. Die gesamte Struktur wird durch einzelne Bausteine, so-

genannte Elemente, zusammengesetzt.

2. Innere Krdfte, hervorgerufen durch verhinderte Differen-
tielle thermische Ausdehnung und Schwellvorformungen der
Elemente aufgrund der vorgegebenen Temperaturverteilungen,
werden berechnet und dienen als Eingabedaten flr ein

finites Elementprogramm.

‘3. Brennstdbe mit annidhernd gleichem Temperaturgradient werden
zusammengefaft (Abb. 10). Mit Hilfe eines Stabverbie-
gungsprogramms werden die Reaktionskrdfte der verbogenen
Stdbe mit den Abstandshaltern berechnet. Diese duBeren
Krdfte werden ebenfalls in das finite Elementprogramm, mit
dem anschlieRend die elastische Spannungsanalyse durch-

gefihrt wird, eingegeben.

In wie starkem MaBe die Temperaturverteilung einen EinfluB
auf die H6he der Spannungen ausiibt, wird durch den Vergleich
zwischen "stop'"- und Schirzenldsung deutlich. Aufgrund der
unterschiedlichen Temperaturverteilung (Abb. 10) betrugen
die maximalen Spannungen im AH mit Schlirze ca. 13 kp/mm2 ge-

genliber 30 kp/mm2 im Fall der "stop"-Variante.
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Abb. 10: Temperaturdifferenzen am Core-Austritt

Schlufbemerkung

Die Kongzipierung und Optimierung von Gitter-Abstands-
halterstrukturen sowie die Auslegung und Dimensionie-
rung von Brennstdben - dies hat der Auslegungsprozel
des Mk-II-Blindels deutlich gezeigt - k&nnen nur durch
enge Wechselwirkung zwischen Mechanik und Thermohydrau-

lik erfolgen. Wdhrend flr die Stabauslegung das Tempe-
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raturniveau von entscheidender Bedeutung ist, ist es
bei der AH-Auslegung die Temperaturverteilung in der
AH-Ebene.

Herren Heinecke, Menken, Schmidt und Steinmetz wird herz-
lich gedankt flr die Bereitstellung von Ergebnissen ihrer
Arbeit.
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ANHANG 2: Diskussion

H. Miller (GfK, Karlsruhe)

1. Wo ist in einem BE die axiale Stelle Tmi Ihrer Be-
lastungstabelle zu finden? Weshalb ist dort ein wesent-

licher Festkdrperdruck wirksam?

2. Woher kommen axiale Relativbewegungen zwischen Brennstab
und Abstandshalter? Ist die Reibkraft das begrenzende

Element fir daraus resultierende axiale Spannungen?

H.J. Seehafer (INTERATOM, Bensberg)

‘Zu 1.: Die axiale Stelle Tmin ist als axialer Stabbereich
oberhalb der Core-Unterkante, aber unterhalb des Ortes
maximaler Stabldngenleistung zu verstehen. Der Fest-
kérperdruck errechnet sich aus einer Bilanz aller
Brennstoff- und HUllrohrverformungen. Da in dem er-
wadhnten Bereich die HUlle weder durch thermisch ak-
tivierte Prozesse und durch strahlungsinduziertes
Kriechen, noch durch grofe Schwellverformungen aufge-
weltet wird, muB dort mit einem relativ hohen Fest-

kdrperdruck gerechnet werden.

Zu 2.: Axiale Relativbewegungen treten wdhrend starker
Leistungsschwankungen, d.h. vornehmlich w&hrend der
An- und Abschaltphase auf, da sich das Brennstab-
bindel und der Hiillkasten, an dem ja die Abstandshalter
befestigt sind, auf unterschiedlichem Temperaturniveau
befinden. Es hat sich gezeigt, daR die Spannungen,
die aus der Reibung mit verbogenen Brennstdben re-
sultieren, gegeniber den Spannungen aufgrund von
Temperatur- und Schwellgradienten von untergeordneter

Bedeutung sind.
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K. Goetzmann (KWU, Erlangen)

1. Wie groB ist die Belastung durch Festkdrperschwelldruck
im Vergleich mit dem Spaltgasdruck?

2. Ist die dynamische Belastung des Stabes durch Zyklieren

grofer als die stationdre Belastung EOL?

H.J. Seehafer (INTERATOM, Bensberg)

Zu 1.: Am Ende der Standzeit betrdgt die Hlllrohrspannung
aufgrund des Spaltgasdruckes in SNR-Brennstédben ca.
5 kp/mmz. Zusdtzlich muf mit einem Festkdrperdruck

von ca. 2 kp/mm2 gerechnet werden.

Zu 2.: Dynamische und stafionére Belastungen sind in ihrer
Groke nicht unmittelbar vergleichbar. Wdhrend das
MaR einer stationdren Belastung direkt durch eine
Spannung oder Verformung ausgedrickt werden kann, ist
es im Fall einer dynamischen Belastung immer die Kopp-
lung zwischen einem Spannungsausschlag und einer An-
zahl auftretender Ereignisse (Lastwechsel). Rein qua-
litativ hat sich gezeigt, daf das Standzeit-begrenzende

Kriterium die stationdren Belastungen zu EOL sind.

Boiswinkel (RCN, Petten)

Welche Daten, wie Temperaturgradienten, haben Sie bei Ihren

Biegespannungsberechnungen benutzt?

H.J. Seehafer (INTERATOM, Bensberg)

Die Berechnungen der Biegespannungen wurden am Beispiel des
SNR-Brennstabes, d.h. bezogen auf SNR-Brennstabgeometrie
(AuRendurchmesser 6 mm, Wanddicke 0,38 mm), durchgefiihrt.
Es wurde ein Uber die Core-HBhe linear ansteigender azimu-
taler Temperaturgradient von maximal 20°C am Core-Austritt
zugrundegelegt.
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G. Schidfer (INTERATOM, Bensberg)

Im Raum zwischen den von unseren thermohydraulischen Pro-
grammen berechneten nominellen Temperaturprofilen und den
von H. Seehafer zum Stabdesign benutzten extremalen Tempe-
raturen ist die HeiBkanalanalyse angesiedelt. Sie gibt uns
ein Geflhl daflir, welche thermohydraulischen Ungenauigkei-
ten von Bedeutung sind, d.h. welche Genauigkeit der Pro-
gramme notwendig ist. Betrachtet man die Ceometrie und
Brennstofftoleranzen sowie die Leistungsunsicherheiten, so
findet man bald, daR die Fehler in den relativen Temperatur-
profilen hinsichtlich der extremalen Hiillrohrmittentempera-
turen von untergeordneter Bedeutung sind. Hinweisen muf man
jedoch auf den beachtlichen EinfluR von Ap-Unsicherheiten.

Die HeiBstellenanalyse liefert einen Extremalwert der Tempe-

raturen bzw. Lingenleistung flir eine ganze Corezone, jedoch
ist mir kein Formalismus bekannt, welche probabilistische
Aussagen man Uber eine extremale Temperaturverteilung im Ele-
ment machen kann, die dann z.B. als Auslegungsgrundlage flr

die Abstandshalter gewdhlt werden kdnnte.

H. Hoffmann (GfK, Karlsruhe)

Alle Ausflihrungen von H. Seehafer betrafen das BE.

Welche Probleme treten beim Absorber bzw. Brutelement auf?

H.J. Seehafer (INTERATOM, Bensberg)

Ich begrife, dak diese Frage hier in der Diskussion noch an-
geschnitten wird, da aus meinen Ausflhrungen eventuell der
Eindruck entstanden sein kdnnte, daR jede Stabauslegung nach
einer Art Rezeptbuch, wie es von mir hier vorgelegt wurde,
durchgefiihrt werden kann. Dies ist nicht der Fall. Im einzelnen

richten sich die anzuwendenden Auslegungskriterien nach den
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jeweils auftretenden Bétriebsparametern, die in den verschie-
denen F&dllen, wie die Gegeniliberstellung der Betriebsdaten

der Brenn- und Absorberstdbe in Tabelle 3 zeigt, v6llig un-
terschiedlich sein k&nnen. Aufgrund der bedeutend niedrigeren
Temperatur, der hdheren mechanischen Beanspruchung und der
geringeren Standzeit treten beili den Absorberhiillrohren im all-
gemeinen keine groRen Kriechverformungen auf. Andererseits
sind dort die Spannungen wesentlich hdher als in den Brenn-
stabhillrohren, so daf die Auslegung und Dimensionierung nach
Spannungskriterien durchgefiihrt werden missen.

Was die Brutelemente betrifft, so sind dort die Temperatur-
verhdltnisse (Niveau und lokale Temperaturgradienten Uber die
Brutstdbe) vergleichbar mit denen der Brennstdbe. Da zusdtz-
lich die Innendriicke wesentlich niedriger sind als in den
Brennstdben, sind es beil den Brutstdben vorwiegend Wdrmespan-

nungskriterien, die zum Tragen kommen.

Tabelle 3: Gegenliberstellung einiger Betriebsdaten von Brenn-
und Absorberstdben

Brennstab Absorberstab
AuRendurchmesser (mm) 6.. 8 10 ... 15
Wanddicke (mm) O,4 .. 0,5 0,8 .. 1,5
Innendruck (at) 50 ..70 120 ...200
o (N/mm?) 50 100
T ooy CHO ( °C ) 700 600

Standzeit (VLT) e 150

Auslegungskriterium Dehnung Spannung
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THERMO-HYDRAULIC BEHAVIOUR OF GAS-COOLED
FUEL ELEMENTS

A.R. Krdhe
GRBA, Bruxelles

Introduction

In accordance with the general agreement signed by the
members of the GBR Association, a pin-type GCFR design
has been developed which offers good safety characte-

ristics and attractive power generation costs.

The design aim has been to minimize the required ex-
trapolation from present days knowledge. This not only
limits the necessary R&D work but also guarantees the
highest probability of success. Full advantage has there-
fore been taken of existing know-how from AGR and

HT(G)R experience with regard to the steam generators,
the gas circulators and their electric drives, the pre-
stressed concrete pressure vessel, helium technology,
etc... and from LMFBR experience with regard to fuel ele-

ment technology.
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In the following we restrict ourselves to the GCFR core,
which 1s cooled by helium instead of by a liquid metal.
This difference in the type of coolant is the main cause

of the differences in the design of the GCFR and LMFBR fuel

elements. The principal effects are:

- in order to achieve sufficiently attractive linear ratings
and limit the number of fuel pins, the inherently worse
heat transfer coefficient of a gas has to be improved
by means of a heat transfer promotor, in this case the

roughening of the fuel pin clad.

- in order to limit the pumping power resulting from the in-
herently worse transport properties of a gas, the required
coclant pressure has to be in the range of 80-100 bar.

The high coolant pressures make mandatory the application
of a pressure equalization system between the inside and
the outside of the cladding in order to prevent clad
failures during refuelling periods, depressurization

accidents, etc...

Besides these main design differences, the operational be-
haviour will differ in the areas of vibration, coolant ac-
tivation, coolant impurity, coolant temperature rise, clad

temperature~-burn-up relationship, etc...

In this presentation we will consider some of the main con-
sequences associated with the use of helium as a coolant

on the thermal and mechanical performance of fast breeder
reactors. After a general comparison of the main parameters
of the LMFBR and GCFR, some thermo-hydraulic consequences
will be considered, such as mass flow redistributions in the
elements between core and blanket elements, and differential

swelling between clad and spacers.
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The objective of this paper was to indicate, with
relative simple methods, some areas in which the

GCFR could differ from the LMFBR, if both are based

on present days knowledge and philosophy and on which
field additional work, both theoretical and experimen-

tal, is required.

Comparison GCFR - LMFBR data set

Generag

For the best understanding of the differences in the
behaviour of a GCFR and a LMFBR fuel element and to
assist the examination of the case for further GCFR

R & D work, it is necessary to compare both designs on

a consilistent basis.

The GCFR reference design was selected after extensive
optimization studies with the HEFOP code on the basis

of minimum power generating cost [ 1.7.

The LMFBR parameter set is obtained mainly using:

- the same basic assumptions as employed in the selec-
tion of the GCFR design;

- a literature survey [ 27/ on prototype and commercial
LMFBR data.

The main parameters of the selected designs are com-

pared in Table 1.
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Table 1
UNITS GCER LMFBR
1. FUEL ELEMENT TECHNOLOGY
Type of fuel (U, Pu) OQ—x
Peak heavy metal burn-up MWd kg_1 100
Peak mid-wall hot-spct °c 725
temperature
Pin concept VENTED STRONG
Spacer type GRID
2. GENERAL THERMAL DATA
Reactor thermal power thh 3430 3000
Reactor electrical power MWe 1200 1200
Coolant pressure at inlet Bar 90 7
plenum
Pressure drop into outlet Bar 2.4 6
plenum
Peak fission gas over- Bar 0 50
pressure
Coolant temperature
- at inlet plenum reactor °c 260 420
- at outlet plenum reactor °c 560 600
- at outlet nominal hottest °c 600 625
element
Peak nominal linear rating W cm_1 393 487
3. MAIN PHYSICS DATA
Core fuel in pile time Yr 3 2
(L.F. = 0.75)
Average neutron energy keV 156 123
Fast flux core centre .1 MeV 1015/cm28 3.51 4.28
Total flux core centre 1015/cm25 5.91 7.70
Total fluence 4 MeV  10%%/cm?  2.49 2.03
Mid-cycle fissile enrichment % 13.4 14.3
Internal conversion .85 .81
Breeding ratio 1.40 1.22
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Table 1 (continued)

Net Fissile plutonium pro- kg MWe-in—1 .29 .15
duction
Stapt-up fissile core in- kg MWe * 4,08 2.78
ventory
System doubling time Yr 11.9 17.80
(exponential)

4. GEOMETRICAL DATA
4.1 Core elements
Pin diameter outside mm 7.7 7.2
Pin diameter inside mm 7.0 6.3
Fuel pin pitch mm 11.65 3.0
Length of active core part cm 140 110
Length upper and lower cm 2 x 60 2 x 40
blanket
Length of axial element cm 2 x50 -
shielding
Length of fission gas ple- cm - 80
num
Total length of wrapper tube 460 360
Core volume m3 16.4 8.0

Core volume fraction

- fuel % 27 .3 34.6
- structure + cladding % 11.9 20.3



- 264 -

Basic assumptions

Both designs use a similar pin fuel element technology:

- mixed oxide at 100 MWd/kg and 85% smeared density
at BOL;

- a mid-wall peak clad temperature of 715°C using the

semi~statistical method at 3¢ confidence level;

- structure materials with low swelling rates (e.g.
ferritic stainless steel, modified austenitic stain-
less steel) having a maximum volumetric swelling rate
of 10-15% at a total fast fluence of about 2.5 x 1O23

- spacer grids of the standard "honeycomb" type.

Main differences

The main differences in general performance are out-
lined in /[-3,477 and those on physics performance in [ 5_/.

The most important conclusions are summarized below.

- because of the better heat transfer properties of
sodium, the optimum fuel rating in a LMFBR will
always be higher. This explains the difference in
selected linear rating, in-pile time of the core

fuel and the inner pin clad diameter;

- because of the difference in transport properties
of helium, the coolant pressure, coolant temperature
rise and pin pitch-to-diameter ratio are considerably
higher in a GCFR. Nevertheless, the total pumping
power in a GCFR is still about 80-100 MWe higher
than in a LMFBR;

- the total plant efficiency in a LMFBR (both reactors
without reheat) is about 15% higher because of the

better steam cycle efficiency, lower pumping powers
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and higher coolant inlet temperature of the LMFBR;

the plenum-to-plenum pressure drop in a LMFBR
is a factor 2.5 to 3 higher than that of the GCFR.

The differences in the physics performance are mainly
due to the inherently softer spectrum of the LMFBR
compared to the GCFR and secondly by the selected

higher linear rating.

Main differences are:

because of the lower rating of the GCFR its total
system fissile inventory is about 35% larger than

the LMFBR. Without any change in breeding gain,

the fissile inventory easy can be reduced to values
close to those of the LMFBR, if one is prepared to
accept small penalties in capital or fuel cycle cash,
for example by [ 677

- intrcducing nuclear reheat
- decreasing the pin diameter from 7.6 to 6 mm
- increasing the He pressure from 90-120 bar, which

however has some safety implications;

in spite of its lower rating the net fissile plutonium
production of the GCFR is more than 100% higher than
the LMFBR; |

the resulting linear doubling time is still 50% lower
in favour of the GCFR.

The difference in the spectra is expressed by the values

of the average neutron energy and the fluxes.

The main design differences have already been dis-

cussed shortly in the introduction. However, in fact

each of the variations quoted above have consequences

on the design. These smaller differences will be dis-

cussed in the appropriate sections.



- 266 -

3. Effect of clad roughness on mass flow redistribution

3.1 Genergi

The effectiveness of the roughness as a heat transfer
and friction promotor is a function of the Reynolds
number. Experiments [ 7_/ have shown that a roughened
fuel pin bundle behaves as a smooth pin bundle in the
Reynolds region below 5 x 103 and that the efficiency
of the roughened tube bundle reaches its maximum at
Reynolds number of about 105 above which the friction
and Stanton multipliers stabilize (Fig. 1). As a conse-
quence the friction factor Reynolds relationship of a
smooth tube is quite different from that of a roughened
tube. Due to the difference in the friction factor
Reynolds relationship between roughened subchannels

and partly or non-roughened sub-channels the mass flow

o103 : J08
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Fig. 1: Stanton and friction multiplier as

function of Reynolds number
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ratio between these channels will be a function of the
total mass flow. In this section both the mass flow
redistribution within a fuel element and between core

and blanket elements will be discussed.

Redistribution in fuel element with smooth wrapper
tube [ 11/

Fuel elements for sodium-cooled fast reactors have he-
xagonal wrapper tubes with smooth inner walls. In pre-
sent studies, fuel elements for GCFRs, at least on paper,
are also provided with a similar smooth wrapper tube de-

sign.

The fuel element of both GCFR and LMFBR is build up out
of three types of coolant channels, however, having

different characteristics:

- sub-channels in the infinite lattice, surrounded by
the three roughened pins instead of smooth pins as in
the LMFBR;

- the boundary channels which on one side are adjacent
to the smooth wrapper tube and on the other side either
by two roughened pins as in the GCFR or smooth pins
as in the LMFBR;

- the six corner channels, neglected here for simplicity
and since at this stage the final purpose of the corner

pins (tie-rods etc...) is not yet known.
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In a GCFR a fixed mass flow distribution pattern at no-
minal conditions therefore will change at operating

conditions deviating from the nominal, mainly because:

- the friction factor - Reynolds relationship in the all
roughened infinite lattice sub-channel will differ

from the equivalent friction factor - Reynolds re-

lationship in the boundary sub-channels with only partly

roughened boundaries;

- at partial mass flows the zero-stress and boundary
of maximum velocity in the boundary sub-channels will
change also, since the contribution of the roughened
part will decrease due to the decrease in the friction

effectiveness of the roughened boundary part.

It remains to be shown whether these mass flow redistri-
butions are excessive or not and, furthermore, which

consequences are assocliated with these redistributions.

Results of calculations

A series of calculations have been performed on a GCFR
fuel element consisting out of 331 fuel pins. With the
assumption that the ratio between element mass flow and
element power is kept constant (that means constant
average outlet temperature of an element) the mass flow
has been decreased from 100% to .5%. The parameters

which have been varied are:

- hydraulic diameter of boundary channel,

- friction multiplier - Reynolds relationship,
- coolant pressure,

- coolant medium,

- downwards or upwards core flow,

- depressurization accident, natural convection, etc..
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Some of the results for the GBRA design with upwards core

flow will be summarized below.

Fig. 2a shows the effect of a change in boundary channel

geometry on:

- the ratio of the mass flow in the infinite to finite coolant
channel,

- the cross coolant temperature gradient over the outer
rows of fuel pins,

- the ratio of the coolant area belonging to the smooth
wrapper tube to that belonging to the roughened pins both

in the boundary sub-channel.

As can be seen from the figure:

- at relative mass flows less than 6-8%, excessive mass flow
redistributions occur,

- the effect of a change in the outer boundary geometry is
small as compared to the total mass flow redistribution
appearing at low mass flows,

- the effect of natural mixing under nominal condition is small.
At Reynolds number below 10” it is completely negligible,
this since the eddy-diffusivities are about proportional
to Reg,

- at relative mass flows less than 2% the situation improves
because of the stabilizing effect of the hydrostatic

pressure of the helium.

Fig. 2b shows the effect of the coolant medium on the mass
flow redistribution and on the coolant area ratio (see figure
for explanation). The coolants considered here are helium
and carbon dioxide. The improved situation of a coolant as 002

is owing to:
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- its higher Reynolds potential (follows also clearly
from the difference in coolant area ratio of the

boundary subchannel) ;

- the considerable higher ratio of coolant density
(hydrostatic pressure) to pressure drop in the low
mass flow region.

This higher ratio results in a tendency towards mass
flow equalization between infinite and boundary sub-

channels.

Fig. 2b shows also the effect of the coolant pressure
on the mass flow redistribution. Since the weight of
the helium is proportional to the pressure, the compen-
sating effect of the weight of the helium column at lo-
wer pressures will be less. As a result mass flow re-

distributions will be worse.

Conclusions

The main conclusions which can be drawn are:

(i) the application of a smooth wrapper tube, simul-
taneously with the use of helium as a coolant
together with pins roughened with a conventional
trapezoidal or rectangular pin profile, results
in excessive mass flow redistributions in the low
mass flow regions, mainly because the different
pressure drop Reynolds relationship between ele-
ment boundaby channels and the channels in the

infinite lattice;
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(ii) because of these mass flow redistribution cross
temperature gradients over the outer row of fuel
pins will increase, resulting in a growing bowing

tendency;

(iii) these mass flow redistributions will require strong
limitations on acceptable average core outlet tem-
perature under accidental conditions, pressure after
depressurization, etc.. It would also mean that
natural convection at full pressure only would be
acceptable at powers which are only about 70% of

those allowed if no redistributions would occur.

The most effective method to prevent mass flow redistri-
butions of this kind is the provision of a roughness on
the inside wrapper, which has a friction factor multi-
plicator Reynolds number relationship similar to that of
the fuel pin roughness. If this aim cannot be reached
completely, it might be necessary to provide the fuel
element with more spacers, in order to avoid instable bo-
wing of the outer row of fuel pins. In this case the fuel
pins might be kept intact, so reducing the possibility

of coolant activation by early failure. In order to avoid
excessive overheating of the wrapper tube, the permissible
feactor outlet temperature under accidental conditions

still will be limited by the mass flow redistribution.

The application of other roughness profiles can also im-

prove the situation:

- application of the spiral winded multi-start roughness
profile with a leading angle of 45° or more, might pe-
nalize the performance, however, could reduce cross pin
clad temperature gradients over the outer rows of pins
to acceptable levels. It still has to be shown that the
suppressing of and bowing tendency reported by Rapier
/28,977 not only exists in the high Reynolds region
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but also at low flow conditions. It also needs to be in-
vestigated to what extend '"cross flow" effects lead to an

equalization of bulk temperature gradients,

- a roughness profile with improved performance number, as
proposed by Dalle Donne, would reduce mass flow redistri-

butions to some extend,

-~ especially, the development of roughness profiles which
show a much lower Reynolds dependency in the transition

region would be of great interest.

Another possibility would be over cooling the boundary channels
under nominal conditions, accepting mass flow redistributions

such as calculated here. This offers two advantages:

- decrease 1in total top deflection or core restraint stresses
under nominal and accidental conditions, caused by thermal
gradients and swelling induced bowing (irradiation-induced

bowing is shifted towards the top),

- it avoids a complicated means of wrapper tube roughning,
which - depending on the method used - might also involve

safety implications.

The latter method involves high cross temperature.gradients
over the outer row of fuel pins under nominal conditions. Be-
cause of the tremendous effect of the wrapper tube tolerance
on the mass flow redistribution /[ 1077 this cross temperature
gradients over the fuel pins might be even much higher and
reaches unacceptable values in case the wrapper tube tolerances
are on the upper limit. The use of a conventional transversal
roughness profile does not seem attractive for this solution.
However, the multistart helical roughness, as proposed by
Rapier /[ 8,97/, seems to offer attractive features. It might
be possible that this roughness type, simultaneously with the
use of some more spacers, would make over-cooling of the

wrapper tube under nominal conditions possible.
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Redistributions between core and blanket /[ 127

o o o - —

Present blanket element designs for GCFRs are similar
to those for the LMFBR, i.e. they consist out of thick
smooth pins, provided with spiral fins, serving as a
spacer. Because of the application of roughened fuel
pins in the core elements and non-roughened fuel pins
in the radial blanket elements, the mass flow ratio
between these elements will be a function of the total

mass flow to these elements.

Results of calculations

The calculations which have been performed showed that
the mass flow redistribution between the core and blan-
ket elements i1s strongly effected by the following pa-

rameters:

- length of radial blanket, linear rating, free flow
area

- coolant pressure

- coolant temperature rise in blanket element

- coolant medium

- hanging or standing core concept

- replacement of conventional axial neutron shielding
in radial blanket element by a roughehed fuel pin
bundle.

Some of these results are summarized below.

In all figures the ratio between the core centre ele-
ment mass flow and reactor power - that means constant
core centre element outlet temperature - has been kept
constant. Simultaneously the mass flow to the core centre

element has been steadily decreased from 100% to 1%.
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On the ordinate the ratio of coolant temperature rise in
the blanket element under '"part-load" to '"nominal' condi-
tions as function of the partial mass flow in the core

centre element has been plotted.

Fig. 3 shows the consequences of part-load conditions on the
change in coolant temperature rise in the present selected
GBRA radial blanket design.

Main conclusions are:

- At relative mass flow less than 10% (Re = 1.5 x 104), ex-

cessive mass flow redistribution occurs.

- The worst situation proved to be at about 1-2% of the no-
minal mass flow. In this range the temperature increment
over the blanket element is increased up to a factor of
about 2.2, for a radial blanket with a linear rating which

is 25% of the maximum in the core.

- A saturation and even a decrease of the temperature ratio
in the blanket occurs at mass flow less than 1.5%. This is
due to the increasing importance of the hydrostatic

pressure of the gas.

Fig. 3a also shows the mass flow redistributions if the hy-
drostatic pressure of the coolant should be neglected. The
situation becomes considerably worse, since the stabilizing

effect of the hydrostatic pressure has been cancelled.

The figure also shows the consequences of a change in the ma-
ximum linear rating of the radial blanket pins on the mass
flow redistributions. The main reasons for the better per-

formance are:
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- In the Reynolds regions of interest the drag coefficient
of the orifice is much less Reynolds sensitive than the
friction factor in the smooth part of the blanket element.
With lower linear ratings in the blanket pins an increasing
part of the total pressure drop has to be gagged away by
the orifice. As a consequence the total friction factor
- Reynolds relationship - of the complete blanket element

approaches that of the core fuel elements;
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- due to the flattening of the total drag coefficient
- Reynolds relationship in the blanket element the com-
pensating effect of the hydrostatic pressure of the coo-
lant starts to become more important in a higher mass flow

region.

As stated in the introduction, the main reason for the mass
flow redistributions is the application of roughened fuel
pins in the core elements and smooth pins in the radial blan-
ket. Question is, whether application of a partly roughened
blanket element could solve the problem. To investigate this,
the blanket element has been provided with a roughened dummy
bundle, in addition to the smooth blanket pins.

In order to limit the required length of the dummy bundle,

a roughness profile has been selected for which the friction
multiplier ratio at nominal conditions is the double of that

in the roughened core bundle.

Fig. 3b shows both the results of an increase in the free flow
area in the blanket bundle and the application of a roughened
dummy bundle in the entrance zone. Restricting to case A
(which is for constant free flow area of 25%), one notes in
the high mass flow region a strong increase in the mass flow
ratio between blanket and core. However, at relative low mass
flows the situation becomes even worse than with a complete
smooth blanket pin bundle. Because of the relative low power
and the small hydraulic diameter in the bundle of the radial
blanket element, the nominal Reynolds number is considerably
less than that in the core elements., A decrease in the mass
flow directly results in a decrease of the friction multiplier
in the dummy bundle of the blanket element, while in the core
elements this decrease in friction factor multiplier follows

dat still lower mass flows.
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As a consequence there is an out flow of mass from the
core fuel elements in favour of the mass flow of the
radial blanket elements.

At still lower relative mass flow the situation has com-
Pletely changed. The roughness of the dummy bundle in the
blanket behaves as a smooth bundle, while in the core
elements the friction multiplier starts to decrease
strongly.

Now there is a mass out flow directed from blanket to
core elements. The total mass deficit in the blanket at
extremely low flows (1-3%) will be worse than in a com-
pletely smooth radial blanket because the increase in the

pressure drop ratio between bundle and orifice.
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The situation can be changed completely, in case a

greater amount of the available pressure drop can be

gagged away. This has been shown in case B, in which the
free flow area of the blanket bundle has been increased

from 25% to 40%.

Conclusions

The main conclusions which can be drawn are:

(i)

(ii)

(iii)

(iv)

(v)

The application of roughened pins in the core ele-
ments and non-roughened pins in the radial blan-
ket can result in excessive mass flow redistri-
butions between these elements, if no special pre-

cautions will be taken.

The application of a roughened dummy bundle in the
radial blanket element does not improve the si-
tuation, however, in contrary, the mass flow re-
distributions will deteriorate.

This is due to the considerably lower Reynolds num-
ber in the blanket elements as compared to this

number in the core elements.

A method which leads to a more attractive behaviour
is the increase of the pressure drop ratio between

orifice and bundle of the radial blanket.

The hanging core shows the same characteristics as
the standing core down to 5% mass flow at 90 bar
operating pressure. Below this mass flow, instabi-

lities and flow reversals might occur.

In case no precautions will be taken to decrease
the mass flow redistributions, then, strong limi-
tations are required on the average core outlet
temperature under accidental conditions, if the

blanket elements have to be kept intact. It would
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also mean that the natural convection charac-
teristics are not any more adequate to use it as

a strong safety advantage.

(vi) It is to be noted that the figures give the si-
tuation at E@L of the radial blanket.

The situation and consequences will be less under all

other conditions occurring before E@L, because:

- Earlier in life the blanket power and therefore outlet
temperature of these elements is less: as a result the
stabilizing effect of the hydrostatic pressure becomes
important at an earlier stage. The maximum possible mass

out flow from blanket to core elements therefore is less.

- Also the lower coolant temperature rise itself makes

the consequences less serious.

As stated before, the only attractive method to avoid
excessive mass flow redistributions is the increase of
the pressure drop ratio between blanket orifices and pin
bundle.

The main reasons for this are:

- The weak Reynolds dependency of the orifice drag coe-

fficient down to a Reynolds number of 103.

- The high Reynolds number which can be obtained in this

orifice, and which under nominal conditions is about

10° - 105,
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The methods which can be used to increase the pressure

drop to be gagged away by the orifice, mainly are:

- decrease of blanket pin length

- increase of the free flow area within the blanket pin
bundle

- a decrease in the blanket power at E@L, by means of i.e.

selection of shorter in-pile times.

Only optimization studies of these blanket elements can
give an answer on the question, how the blanket elements

finally should be designed.

In addition to both methods the degree of over-cooling

of the blanket elements under nominal conditions can be
increased. Since this latter method applied to an ele-
ments with a constant pitch to diameter has an opposite
effect (similar to an increase of the blanket pin length),
a further increase in pitch to diameter ratio is required.
The latter method also involves some advantages with re-
gard to bowing of these elements under nominal operation

behaviour.

Redistribution between core elements [ 137

Since all fuel elements have different nominal operating
conditions, also their behaviour at other than nominal

conditions might vary.
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.2 Results of calculations

RELATIVE POWER , TEMP. CREASE COOLANT

In Fig. 4a the radial power distribution of the GCFR
pin concept according to a two-dimensional R-Z calcu-
lation performed by C. Oppenheim and P. Romita has been
plotted.
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Fig. 4a: Relative power distribution and coolant
temperature rise as function of element
position

In this figure also the local coolant temperature rise
has been given. The information of this figure, with
regard to average power and coolant temperature rise
has been used for further calculations on elements out
of row (1), (2), (3) and (u).
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Fig. 4b: Effect of operating pressure

In Fig. 4b the ratio of the coolant temperature rise
of the considered element under "part-load" to "nominal
conditions has been plotted against the partial mass
flow in the core centre element of which the outlet tem-

perature is kept constant.

Conclusions

The main conclusions which can be drawn are:

(i) Under full pressure some redistributions will occur.

to be 1% of the nominal mass flow - these mass flow

redistributions are kept within ¥ gy,
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(1i) Under pressurized conditions the elements in
the two outer enrichment zones will get some
"lack" of flow (max. 5%), while all elements
within the inner enrichment zone to some extend

might be "over-cooled".

(iii) At atmosphere pressure, all elements seem to be
over-cooled as compared to the core centre ele-
ment. This over-cooling amounts up to 8% of the
nominal coolant temperature rise for the outermost
elements within the inner core zone, and to 2%
for the elements positioned in the outermost en-

richment zone.

Redistributions within fuel element with infinite iattice

Not yet calculated, but as important, are possible mass
flow redistributions within fuel and blanket elements
having very steep radial power gradients. The increasing
importance of the hydrostatic pressure at lower mass
flows will result in a change in the radial mass flow
gradient over these elements. This not only needs much
more theoretical work, but also has to be followed by
some out-of-pile bundle experiments. Simplified calcu-
lations on a few sub-channel geometry including mixing
and radial mass transport are underway, in order to de-

termine the importance of this effect.
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Effect of differential swelling between clad and
spacer [_1k4_/

The application of conventional austenitic stainless
steels as a construction material for fuel cladding,
grids and wrapper tube is associated with a series of
problems, mainly introduced by irradiation-induced di-

mensional changes and the embrittlement of these steels.

Consideration of the consequéences of material sWelling
on the thermal performance shows that the following phe-

nomenon should be treated with care:

- a change in element mass flow due to a steady change
in the free flow area of fuel elements as compared to

fresher fuel elements,

- flow redistribution within an element due to the diffe-
rence in swelling between the high and the low flux
sides of an element. This only arises in fuel elements

with a flux gradient,

- axial variation in the heat transfer coefficient along
a sub-channel due to axial changes in sub-channel geo-
metry and an overall change in the heat transfer coe-
fficient caused by the decrease in the element and sub-

channel mass flow.

Above-mentioned phenomena are common for both the GCFR
and the LMFBR. The absolute effects will differ because
of major differences in material temperatures, spectrum,

total fast fluence, pin spacing, etc....
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There is, however, due to the worse heat transfer
coefficient in a GCFR as compared to the LMFBR, one
main difference which will be discussed in the follo-

wing section.

Problem description

The swelling of a material in a fast reactor environ-
ment is -a function of mainly fluence and temperature.
Because of the radial and axial flux and temperature
gradient over a bundle, the swelling rate in both axial

and radial directions will differ from pin to pin.

Because of the bad heat tfansfer coefficient and, there-
fore, the great temperature difference between grids

(equal to coolant temperature) and the clad, the swelling
rate of the grid will also differ from that of the local
clads, in the case the same materials have been selected

for both compcnents.

Fig. ba shows the typical behaviour of the clad and grid
in a centre element of the GBR-1 concept for a maximum
volumetric swelling rate of 15%, following the temperature-
swelling relationship described by Claudson SA 316 ss.

On the vertical axis the relative increase of the pin
outer diameter and the inscfibed circle on top of the
grid dimples (spacer diameter) has been given. The dotted
line indicates the situation of the grid at B@L, the
others, the situation of both the pin and spacer diameter
at EQ@L.

The figure shows the strong variation of both the pin

and spacer diametrical increase as a function of axial

position.
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Fig. 5a: Swelling rate

In the lower part of the core and initial clearance of

about 3.5% between pin outer diameter and "spacer diameter"
is required in order to guerantee that there will be no un-
acceptable high contact pressures between pin and spacer at
E@L.

In the upper core part the initial clearance between pin and
"spacer diameter" is about zero.

However, because of the higher swelling rate cf the grid in
this core part, there appears to be an average clearance of
about 2% at E@L.

The differential swelling can be even much worse in case for
The spacer and wrapper tube the CW 316 ss will be selected

instead of SA 316 ss as used for the cladding. The former ma-
terial has swelling characteristics resulting in lower volu-

metric changes.
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The conclusion is that becth at B@L and E@L, there will
be a considerable clearance between the pin and the
grid. In a conventional design with honeycomb grids

and no further design features such as springs, etc...
one has to consider the possibility of adjacent pins
bowing towards each other. As will be shown, the resul-
ting decrease in mass flow and the effect of dimensional
changes on heat transfer coefficient might cause local

temperature increments in the order of 4c-50°C.

Allowing for this effect in the hot-spot and hot channel
analysis would penalize power generation costs with 4-5%.
Therefore, a solution to this problem needs highest

priority.

The new spacer design

As stated above, to assure that at E@L no unacceptable
contact pressures or local clad damages occur, the ini-
tial clearance between pin outer diameter and the spacer
should have to be in the order of 2-5%, depending on the
axial position, and assuming that the maximum volumetric

swelling of the material is limited to 15%.

Fig. 5b shows that by displacing the grids alternately,
sideways [ 1577, the effect of this gap on possible
longitudinally displacements over a great length can be
eliminated and that the pin closely can be kept in a
straight position even with unidirectional cross pin

temperature gradients.
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Fig. 5b: Grid geometry

The figure also shows that the pin swells during irradiation

it bends longitudinally and at the same time the gap clea-
rance diminishes.

The direction of bending is systematically the same in all pins
in the bundle, so that no significant hot-spot effects would
occur.

However, it is still possible that at E@L any local cross tem-
perature gradient over a pin will result in local bowing, as
shown in Fig. 5c. This may alsc induce bowing in adjacent pins
but this will start at an axial displacement of one spacer

distance downstream.
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Fig. 5¢: Pin bcwing due to a "hot-spot" at
start-of-life

It is evident that such an arrangement offers attractive

features from the thermohydraulic standpoint, namely:

- the pin is generally kept straight in its position,

- possible displacements are reduced to a relatively short
distance,

- if displacement occurs, an adjacent pin starts to bcw at an
axial displacement of about one grid distance downstream,

- displacement of a pin mounted normal to the direction of
the moving pins is not to be expected because the pin is
kept in position by one of the two contact dimples, thus
avoiding that the three adjacent pins locally bow towards

each other.
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Comparison of both designs

For both designs the worst conditions occur at B@L when

systematic clad spacer clearances are greatest.

Fig. 5d shows the characteristics of both designs, in
case the maximum required clearance is provided on all
spacers located within the boundary of the active core.
The absicca gives the relative clearance, and the or-
dinate the ratio of the coolant temperature rise in the
considered sub-channel to that in a nominal sub-channel
(hot channel factor). '

The upper curves represent the conventional design un-

der two conditions:

- in case the three adjacent pins over the full core
length are displaced towards each other

- in case the three adjacent pins follow a sinusoidal
bowing pattern, simply beam-supported at begin and end
of the active core and with the maximum deflection

in the core mid-plane.

The reasons for the better performance are outlined in

section 4.2 and need no further explanation.

Conclusions

Differential swelling between fuel pins and spacers in
a GCFR require clearances ranging from 2-5% depending
on the axial position and assumption with regard to ma-
ximum volumetric swelling. Very high temperature incre-
ments up to 40-50°C must be expected, when the conven-
tional type of honeycomb grids is used. By means of the

new type of grids, described in this paper, it is possible
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to achieve this initial clearance without the penalty of the
high hot channel factors. Preliminar thermohydraulic calcu-
lations indicate that a rather small temperature increment

in the order of 6°C has to be taken into account for the
bowing pattern, that can occur at start-of-life with this spa-

cer arrangement.

Although calculations have shown that the use of the spacer
arrangement might solve one of the most serious problems in
the reactor design, much more work is needed before this so-
lution can be stated to be acceptable. In other words further
investigations are required into the effect of the temperature
distribution in the neighbourhood of the wrapper tube and

lifetime effects such as thermal and radiation-induced creep

on the bowing and stress pattern.
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The effect of tolerances on mass flow redistributions

General

In present reactor designs the hot-spot and hot channel
analyses in general only are applied to the nominal
performance. The values found for the conditions then
are used to determine the safety margin between the

real and maximum peak clad temperatures under other than
nominal conditions.

This approach introduces some errors and this in par-

ticular is true for designs in which

- the ratio between hydrostatic pressure and friction

losses is a strong function of the relative mass flow,

- the density of the coolant is a strong function of

the pressure and temperature,

- the pressure drop factor in an element is strongly

Reynolds-dependent.

From the coolants considered in this respect, gases are
the worst, and from these helium 1is worse than carbon
dioxide, since the first has a lower density (see 5.3).
In addition to this, a GCFR uses a roughened fuel pin
cladding, of which both the friction and heat transfer
characteristics in the transition region are very sen-

sitive to the Reynolds number.

Definition of problem

Due to the factors mentioned above, the mass flow re-
distribution between coolant sub-channels with a no-
minal and a geometry deviation from nominal will be a

function of operating conditions.
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A simple approach has been adapted to find the magni-
tude of the mass flow redistributions under the follo-

wing assumptions:

- honeycomb spacers, conventionally located within the
fuel elements,

- coolant sub-channels - in first considerations - are
isolated from each other,

- disregarded are the bowing effects, due to initial

tolerances.

Separately the effect of mixing and cross flow will be

regarded.

Results of calculations

The following tolerance effects have been calculated:

- tolerance on pin pitch
- tolerance on pin outer diameter

- tolerance on restriction area of spacer.

In this paper only the first tolerance effects will be

discussed, as an example, under the assumptions that:-

- the pin pitch between adjacent spacers is constant,

- the variation in batch tolerances can be neglected.

Definitions used are:

- hot channel factor
The ratio of the coolant temperature rise in the con-
sidered sub-channel to the coolant temperature rise in

a sub-channel with nominal geometry,

- hot-spot or film factor
Ratio of the coolant film temperature drop in the
considered sub-channel to that in a coolant sub-channel

with a nominal geometry.

Results of the calculations are plotted in Fig. 6a.
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Parameter is the fabrication tolerance on the pitch of the
pins. The absicca gives the relative mass flow in a sub-
channel with nominal mass flow and constant nominal sub-
channel outlet temperature.

On the ordinate the corrected hot-spot and hot channel factor
has been given. The term '"corrected" applies to a sub-channel
in which the fabrication tolerance already has been replaced
by an equivalent tolerance with the same confidence level,
however, taking into account the number of spacers and the

three sides of a coolant sub-channel:

- . 5
o, (3 . Nsp) . Og-

As ncted that hot channel factor first decreases. This because
the effectiveness of the roughness on the friction factor mul-
tiplier decreases more at lower Reynolds numbers, which there-
fore has a stabilizing effect.

If the core relative mass flow is decreased even more, a

point occurs, where the roughness friction factor of the no-
minal sub-channel still is decreasing, but where the roughness -
of the considered sub-channel already behaves as a smooth sur-
face, and of which the friction factor therefore will increase
in case the relative mass flow will decrease further. This ex-
plains the big jump at partial mass flows between 4 and 5%.

At still lower mass flows, mass flow redistributions will de-
crease, since the hydrostatic pressure of the gas tends to-
wards an equalization of the mass flows between the different

coolant sub-channels.

The behaviour in the hot-spot factor is even more remarkable.
The discontinuities at relative mass flows of 10 and 1% have to
be explained by a change in the exponent on the Reynolds ccn-
tribution to the heat transfer coefficient. The discontinuity
at relative mass flows between 4 and 5% is caused by the jump

in the hot channel factor.
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As stated, the increasing contribution of the hydro-
static pressure at lower mass flows on the total
pressure loss, results in a stabilizing effect on mass
flow redistributions between coolant sub-channel with
equal heat input, but different geometry.

The consequences of the reactor operating at a pressure
of 1 bar is shown in Fig. 6a, for a fabrication tole-
rance of 2%.

The consequences seem to be serious at mass flow less
than U%.

As shown in Fig. 6a also a change in the temperature level
of the core will change the mass flow ratio between a
nominal and a coolant sub-channel with i.e. a fabrica-

tion tolerance of 1% on pin pitch. This because of the
change in the Reynolds number under nominal conditions,

the relative importance of the hydrostatic gas pressure

etc.

Effect of mixing and cross flow

Mixing and cross flow plays an important role -in the
temperature equalization between adjacent sub-channels
with different geometries or power supplies and between
the boundary sub-channels of an element and the sub-

channels in the outermost "infinite" bundle row.

In order to determine the effect of mixing on the hot
channel factors, calculations were performed with

HECTIC IV. The model consisted of a bundle arrangement
with 24 sub-channels in which the size and pitch of the
inner fuel pin deviated from the nominal values. The ac-
tive core part was divided once into 21 axial steps

- as proposed by the author of the revised version /£ 1877

- and once into 42 axial steps in an attempt to find out
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whether the axial step length would affect the result or not.
Fig. 6c¢c shows the results of the calculations, the lower and
upper curve corresponding to the cases with 21 and 42 steps

respectively. All fuel pins were considered to be smooth.

An average curve was used for the final calculations. Accor-
ding to a proposal put forward by the ad hoc working group

on a heat transfer /177, the lower value of Rapier has been
selected as the mixing factor for natural mixing only. Since
the HECTIC IV code cross-flow has to be treated as a mixing
problem, the mixing factor has been increased to 1 (which
seems very conservative). As can be seen in the figure, under
nominal conditions hot channel increments between adjacent
sub-channels will drop to about 60% of the temperature diffe-

rence calculated for adjacent, but isolated sub-channels.

The figure also quotes the Y-factor predicted by several
authors for the GCFR configuration of GBRA.

Fig. 6d shows the effect of the Reynolds number on the correc-
tion factor (Z) to be applied to the hot channel increment,
for a mixing factor Y = 1, based on the average curve out

of Fig. 6c.

Two criteria have been applied:

- the mixing correction factor (Z) has been calculated accor-
ding to the friction factor in a smooth tube bundle, as is

done in Fig. 6b, a,

- the mixing correction factor (Z) has been calculated accor-

ding to the friction factor in a roughened tube bundle.
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At Reynolds number less than 1O4 cross-flow rates might
increase due to the increasing importance of the hydro-
static pressure, a fact which has not been taken into

account.

In spite of this it is felt that the curves in Fig. 6a

- based on isolated channels - also fit the low mass
flow range very well.

Calculations of a hot channel factor over the entrance
part of the bundle would yield lower and over the outlet
part of the bundle would yield higher values than the

ones predicted in these figures.

Conclusions

This work has indicated that some excessive mass flow
redistributions could occur at a combination of very low
pressures (2.5 bar) and low mass flows.

It seems necessary that in this region some more theo-
retical and experimental work is required. In these con-
siderations, the consequences of bowing should be in-
cluded, since it might result in instable bowing patterns.
Furthermore, it can be expected that the modified spacer
arrangement - alternately displaced spacers - also in
this respect offers some attractive features, as outlined

before.
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Summary and conclusions

In this paper it has been shown that the use of helium
as a coolant and the application of roughened fuel pins
could introduce some problems with regard to the mass
flow redistributions within the reactor at low mass
flows, and also that differential swelling between spa-

cers and cladding could involve some additional problems.

Proposals have been made to minimize these phenomena,
firstly on the basis of present knowledge and philosophy
and secondly by means of new development work on i.e.
roughness profiles, spacer location, etc.. Of course,
all these phenomena also appear in a LMFBR, however,
because of the excellent heat transfer properties and
therefore the possibility to use smooth fuel pins, bﬁt
also because of the greater importance of the sodium den-
sity on the total pressure head over the core and the
small effect of the temperature on the sodium density
all the afore-mentioned effects will be much less pro-

nounced.
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APPENDIX 2: Discussion

K. Goetzmann (KWU, Erlangen)

Lassen Sie mich zu Herrn Kr&hes Ausflihrungen bemerken, daR
Schwellen bei allen grofen schnellen Reaktoren ein noch
ungeldstes Problem darstellt, wenn man z.B. Abbrd&nde von

100 MWd/kg in Betracht zieht.

Schwellwerte von z.B. 50% sind bei realistischer Betrachtungs-
weise nicht durch konstruktive MaBnahmen zu akkommodieren.

Wir alle setzen daher groRe Hoffnungen auf die Entwicklung
schwellresistenter Materialien wie z.B. PE 16, obwchl die
Verwendung solcher Materialien mit anderen Pdnalen verbun-

den sein mag.
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