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KURZFASSUNG

FERRERO, Claudio:
"UNTERSUCHUNGEN ZU LOCA- UND ATWS-STORFALLEN BEIM HOMOGENEN UND
HETEROGENEN FORTGESCHRITTENEN DRUCKWASSERREAKTOR"

LOCA- und ATWS-Rechnungen wurden fir die zwei im KfK ausgearbei-
teten FDWR-Entwiirfe (homogener Reaktor mit Brennstababstandsver-
haltnis p/d = 1.2 und heterogener Reaktor) und fir einen homoge-
nen FDWR mit engerem Brennstabgitter (p/d = 1.123) sowie fiir
einen Referenz-DWR durchgefiihrt.

Diese Rechnungen wurden anhand der im JRC-Ispra entwickelten Ver-
sion des Rechenprogrammes RELAP5/Mod.1 ausgefiihrt. Neue konstitu-
tive Beziehungen wurden in den Code eingefihrt, um die FDWR-Kern-
geometrie berlicksichtigen zu kénnen, die sich von der eines DWR
unterscheidet.

Die Rechenergebnisse zeigen, daB die Hillrohrtemperatur an der
HeiBstelle im Seed des heterogenen Reaktors wdhrend des LOCA
einen maximalen Wert erreicht, der ungefahr 250 °C hoher liegt
als die hdchste entsprechende Temperatur beim DWR. Die Ergebnisse
zeigen auch, daB der Kihlmitteldruck im Primdrsystem des homoge-
nen Reaktors mit p/d = 1.123 wéhrend des ATWS den héchsten zulas-
sigen Druck lbertrifft.

Auf der Basis der vorliegenden Berechnungen scheint nur der homo-
gene Reaktor mit p/d = 1.2 sicherheitstechnisch akzeptabel zu
sein. Zur Bestidtigung der gewonnenen Ergebnisse sind einschldgige
Experimente notwendig.






Abstract

FERRERO, Claudio:

" 0CA- AND ATWS-CALCULATIONS FOR HOMOGENEGUS AND HETEROGENEOUS
ADVANCED PRESSURIZED WATER REACTORS®

LOCA and ATWS calculations have been performed for the two KfK
reference designs (homogeneous with p/d=1.2 and heterogeneous
reactor) of APWR and for a homogeneous reactor with a tighter

fuel rod lattice (p/d=1.123) as well as for a reference PWR.

The calculations have been performed with the Ispra version of

the code RELAP5/Mod.1. New correlations have been introduced in
the code to account for the core geometry, which is different

from that of a PWR. The results of the calculations show that
during the LOCA the fuel rod cladding hot spot temperatures in

the seed of the heterogeneous reactor reach values which are about
250°C higher than the corresponding temperatures for a PWR, and
that during the ATWS the pressure inside the primary circuit ex-
ceeds the maximal allowable pressure in the case of the homogeneous
reactor with p/d=1.123. On the basis of the present calculations
only the homogeneous reactor with p/d=1.2 appears to be accept-
able from a safety point of view. These results need of course

experimental confirmation.
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1. Einleitung

Im Jahre 1975 machte M. Edlund /1/ den Vorschlag, einen gegeniber
den heutigen Standard-Druckwasserreaktoren (DWR) durch Modifika-
tionen im Kernbereich sich auszeichnenden Reaktor zu realisieren,
Dieser sollte ein héheres Konversionsverhdltnis erzielen und somit
dem zunehmenden Brennstoffbedarf gerecht werden. Seither wurde
eine Reihe von Wegen in die von Edlund gezeigte Richtung be-
schritten. In der Bundesrepublik Deutschland spricht man hierbei
von einem Fortgeschrittenen Druckwasserreaktor (FDWR)-Konzept,
das sich in einer kommerziell vorhandenen Reaktoranlage /2/,/3/,
J&4/,/5/,/6/ mit mdéglichst auf den Reaktorkern beschrdnkten Modi-
fikationen verwirklichen lassen sollte.

Kennzeichen eines FDWR-Kernes ist im wesentlichen die Herabsetzung
des Verhdltnisses Moderator (H,0)-Volumen zu Brennstoffvolumen

von 2 {DWR) auf ca. 0,5 /7/. Die Herabsetzung dieses Verhdltnisses
wird erzielt durch den Ubergang von einer quadratischen Brennstab-
anordnung zu einer engeren hexagonalen Brennstabanordnung. Die
hierdurch erzielte Verschiebung des Neutronenenergiespektrums

zU htéheren Energien hin ("Hdrtung") bewirkt eine vermehrte Resonanz-
absorption im U-238. Dies hat eine Erhdhung des Konversionsver-
hiltnisses von etwa 0,55 {(DWR)} auf 0,90 - 0,95 zur Folge. Diese
hdheren Konversionsverhdltnisse erlauben eine bessere Uranaus-
nutzung und zwar bis zu einem Faktor 4-6 gegeniiber heutigen DWR-
Anlagen. Die mit der Resonanzabsorption verbundene Verminderung

des Multiplikationsfaktors wird durch eine hdhere Spaltstoff-
Anreicherung (7,5% Pu vermischt mit Uran (0,2% U-235; 99,8% U-238))
ausgeglichen.

Gegenlber der Schnellbriitertechnologie ermdglicht das Konzept
cines FOWR eine Herabsetzung des erforderlichen Kapitaleinsatzes,
kann aber den Briter selbst nicht ersetzen, da nur mit dessen
Hilfe die optimale Uranausnutzung erzielt werden kann. Insofern
stellt der FDWR eine iUbergangsldsung zwischen Leichtwasser- und
kiinftiger Brutreaktortechnologie dar.
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Das engere Brennstabgitter in einem FDOWR fihrt zu einer im Ver-
gleich mit einem DWR gleicher Leistung etwa um die Hdlfte niedrige-
ren Kernhdhe (s. Abb.1). Wegen der niedrigeren Abstandsverhdlt-
nisse sind integrale Spiralrippen anstelle von Gittern als Ab-
standshalter veorgesehen.

Zielsetzung der Forschungsarbeiten in der Bundesrepublik
Deutschland ist die Ausarbeitung eines FDWR-Referenzentwurfes,
der sich mdglicherweise unter den drei gegenwdrtig ins Auge ge-
faRten FDWR-Varianten, deren thermohydraulische Auslegung festge-
legt und deren neutronenphysikalische Untersuchung /8/,/9/ schon
durchgefiihrt wurde, durchsetzen wird. Diese Varianten sind durch
folgende Kennzahlen charakterisiert:

1 2(

- ein homogener' Reaktor mit Abstandsverhdltnis (p/d) 1,2

- ein homocgener Reaktor mit Abstandsverhdltnis (p/d) = 1,12

- ein heterogener Reaktor mit Abstandsverhdltnis (p/d) 1,3 im
Seed und 1,1 im Blanket.

Diese Konzepte wurden im Kernforschungszentrum Karlsruhe ausge-

arbeitet /8/.

Ein wichtiger Teil dieser Entwicklungsarbeiten ist die Sicher-
heitsanalyse. Bei der Realisierung eines FDWR muB sichergestellt
werden, daB alle dem Genehmigungsverfahren fir einen herkémmlichen
DWR zugrundeliegenden Storfalle mit Hilfe von vorhandenen Sicher-
heitsvorrichtungen beherrscht werden kodnnen.

In der vorliegenden Arbeit werden zwel beispielhafte Stérfdlle

betrachtet:.

- ein Kihlmittelverluststorfall (LOCA=Loss of Coolant Accident)
mit einemn doppelendigen Bruch der Rohrleitung im Primdrkreislauf
zwischen der Hauptkihlmittelpumpe und dem Reaktordruckbehdlter

Unter homogenen Reaktor versteht man einen Reaktor, bei dem alle
Brennstdbe identische Geometrie aufweisen, und dessen Kern damit
ein gleichmdBiges Brennstabgitter besitzt. Der Kern eines hetero-
genen Reaktors hingegen hat zwei verschiedene Brennstabgitter:
die sogenannten "Seed"-Zonen mit dinnen, hoch angereicherten
Brennstaben und die "Blanket"-Zonen mit dickeren, niedrig ange-
reicherten Brennstdben in einem engeren Gitter.

2 p = Brennstababstand, d = Brennstabdurchmesser




- der Ausfall der Hauptwdrmesenke bei gleichzeitigem Versagen
der Eigenbedarfsversorgung {"Notstromfall"-ATWS = Anticipated
Transient Without Scrams).

Der Ablauf des LOCA 1&Bt sich ndherungsweise in zwei Phasen unter-

teilen:

- die Druckentlastungsphase (Blowdown), wdhrend der das Kihlmittel
Uber die Bruchstelle aus der Reaktoranlage ausstromt; dies wird
begleitet von einer sehr schnellen Druckabnahme;

- die Wiederaufflull- und Flutphase, wdhrend der das vom Notkihl-
system eingespeiste Wasser den Reaktorkern wiederbenetzt.

Es soll darauf hingewiesen werden, daB der Temperaturverlauf am

Ende der Druckentlastungsphase (Blowdown) den Anfangszustand fir

die darauffolgende Flutphase darstellt und somit entscheidend fiur

die Notkihlbarkeit eines Reaktors ist.

Der "Notstromfall®"-ATWS besteht in einer auf der Primédrseite vom
TurbinenschnellabschluBl ausgeldsten Drucktransiente.

In dieser Arbeit wurde die Simulation der Druckentlastungsphase
des LOCA und des Ablaufes (ca. 260 sec) des ATWS fir die oben
genannten drei FDWR-Konzepte durchgefihrt. Zu diesem Zweck wurde

zundchst das Rechenprogramm RELAP5/Mod.1 (Idaho National Engineering

Laboratory - Idaho Falls) gewdhlt /10/), das auf dem Zweifluidmodell
basiert und das sich bei Testeinrichtungen mit DWR-Kerngeometrie
anhand verschiedener Versuche bewdhrt hat. Dieses Programm beriick-
sichtigt die zahlreichen mechanischen und thermischen Ungleichge-
wichtsvorgdnge bei verschiedenartigen Storfdllen in DWR-Anlagen.
Aufgrund numerischer Instabilitdten, die bereits wdhrend Vor-
rechnungen des LOCA-Stdrfalles fiir einen Referenz-DWR anhand dieses
Programms auftraten, wurde an dessen Stelle eine weiterentwickelte
Version, RELAP5/Mod.f-EUR (Joint Research Center - Ispra), einge-
setzt, die diese genannten Instabilitdten, nicht mehr aufwies /11/.

3 Englische Bezeichnung fir die Art von Betriebsstérfallen, die
das Versagen der Schnellreaktorabschaltung voraussetzen.




Fiir die thermbhydraulische Untersuchung der FDWR-Entwirfe wurde

das Programm RELAP5/Mod.1-EUR als noch nicht ausreichend erachtet,
da es wie auch RELAP5/Mod.1 konstitutive Beziehungen beinhaltet,
die auf das weite viereckige Brennstabgitter {p/d>1.3) ohne Wendel-
rippen der herkdémmlichen DWR-Kerngeometrien abgestimmt sind, und
dersn Anwendbarkeit auf die FDWR-Kerngeometrie damit zweifelhaft
erscheint. Aufgrunddessen wurde bei dieser Arbeit eine neue Version
des Programmes RELAP5/Mod.1-EUR entwickelt, in die konstitutive
Beziehungen eingebracht wurden, welche fir das enge hexagcnale
FDWR-Brennstabgitter aus entsprechenden MeBdaten hergeleitet
wurden. Im einzelnen wurden die Reibungsdruckverlust-, die Wdrme-=
ibergangs- und die kritische Heizflachenbelastungs (KHB)-Korre-
lation eingefithrt, welche die Wirkung des niedrigen Absiandsver-
haltnisses bei allen vorgestellten Fntwiirfen sowie der Wendelrip-
pen bei den Brennstdben in den homogenen FDWR-Kernen und im Blanket
des heterogenen Entwurfes berlcksichtigen. Mit dieser neuen Ver-
sion, die RELAP5/Mod.!1-KfK genannt wurde, wurden die LOCA- und
ATUS-Untersuchungen im Rahmen dieser Arbeit fir die vorgestellten

FOWR-Entwirfe durchgefihrt.

Die bisher auferhalb des Kernforschungszentrums Karlsruhe ausge-
fihrten Rechnungen der beschriebenen Storfdlle fir homogene Ent-

wiirfe /12/ wurden mit Hilfe von Programmen durchgefihrt, die auf

dem homogenen Fluidmodell mit einem Schlupfansatz beruhen. Dieser
Ansatz beriicksichtigt in empirischer Form den Geschwindigkeits-
unterschied zwischen Dampf und Wasser, kann aber eine eventuelle
Gegenstromung von Dampf in Wasser nicht beschreiben. AuBlerdem enthiel-
ten diese Programme keine FDWR-spezifischen konstitutiven Beziehungen.

Im Kapitel 2 der vorliegenden Arbeit werden die wesentlichen
physikalischen und numerischen Modelle des Rechenprogrammes
RELAPS beschrieben. Im Kapitel 3 werden die anhand des Codes
RELAPS5/Mod.1-EUR ermitteiten Ergebnisse der Nachrechnung eines
bei dey Versuchsanlage LOFT durchgefihrten Blowdown-Experiments
dargelegt. Diese Nachrechnungen dienen als Nachprifung der Zuver-
ldssigkeit dieses Programmes. Die gute Ubereinstimmung der er-
zielten Ergebnisse mit den vorhandenen experimentellen Daten hat



seine Fdhigkeit nachgewiesen, mehrere Erscheinungen der ersten
Phase eines Wasserverluststérfalles infolge eines groBen Lecks
fiur eine typische DWR-Geometrie wiederzugeben. Die drei oben
erwdhnten FDWR-Entwirfe werden im Kapitel 4 vorgestellt. {ber

die Ergebnisse der Simulation beider Stoérfdlle fiir die drei Re-
aktortypen und vergleichsweise fiir den 1300 MW-Referenz-DWR /13/
wird in den Kapiteln 5 und 6 berichtet. Die Diskussicn und Beur-
teilung der erzielten Resultate erfolgt anschlieBend in denselben
Kapiteln. SchlieBlich werden einige Rechenverfahren und Rechen-
ergebnisse im Anhang ausfiihrlich beschrieben.




2. Das verwendete Rechenprogramm: RELAP5/Mod.1

Den in dieser Arbeit erhaltenen Rechenergebnissen wird eine
kurze Beschreibung des Codes vorangestellt, auf dessen Basis
samtliche Rechnungen durchgefihrt wurden. Der Code, RELAP5/Mod. 1
genannt, wurde im Idaho National Engineering Laboratory geplant,
hergestellt und Ende 1981 freigegeben /10/. Der angegebene
Aufgabenbereich des Codes beschrdnkt sich auf die Simulation
folgender in einer Reaktoranlage anfallender thermohydraulischer

Ereignisse:

- Druckentlastungsphase eines groBen/mittleren LOCA (Zeitspanne
~ 30-35 Sekunden). A

- gesamter Stérfallablauf infolge eines kleinen Lecks in einer
Kihlmittelrohrleitung {Zeitspanne 2000 - 4000 Sekunden).

- Betriebstransienten ohne Reaktorschnellabschaltung, meistens
ATWS genannt (Zeitspanne 200 - 2000 Sekunden).

In der obigen Aufgliederung fehlt die Wiederauffill- und

Flutphase eines groBen/mittleren LOCA, fir deren Beschreibung

eine weiterentwickelte Version des Codes, -RELAPS5/Mod.2- /14/,/15/,
/ 16/, besonders geeignet ist, da diese u. a. ein Modell der
Wiederbenetzungsfront an den Brennstdben enthdlt.

RELAPS/ Mod.2 stehterst seit kurzer Zeit /14/ der Offentlichkeit
zur Verfiigung, deshalb konnte er nicht fir die gegenwdrtigen
Untersuchungen benutzti werden. Im folgenden wird Uber die Haupt-
merkmale des hydrodynamischen Modells und der speziellen Modell-
verfahren, die im RELAP5/Mod.1 /i0/ enthalten sind, kurz berich-
tet. Im Anhang 1 und 2 folgt eine ausfihrliche Beschreibung

der sich auf diese Modellierungen beziehenden mathematischen
Methoden.



2.1 Hydrodynamisches Modell

RELAP5 beruht auf einem zweiphasigen, eindimensionalen, hydrody-

- namischen Modell. Die zwei Phasen {(Dampf und Flissigkeit) werden
getrennt behandelt und dirfen sich daher in einem Ungleichgewichts-
zustand befinden.

Das Modell bezieht einige vereinfachende, mit der Endzielsetzung
des Ccdes (DWR-Transientenanalyse} konsistente Ansdtze ein.

Darunter gehdrt die Annahme, daB eine der Phasen im Sdttigungs-
zustand sein soll, und zwar diejenige, deren Masseninhalt in einem
betrachteten Kontrollvolumen am geringsten ist. Dieser Ansatz ver-
ringert die Menge der konstitutiven Beziehungen, die zur Modellie-
rung des zwischenphasigen Energieaustausches und des gesamten
Energietransfers mit der Umgebung gebraucht werden. Alle Zwischen-
phasenenergieiiberfliihrungen flieBen nach diesem Ansatz implizit in
das VYerdampfungs- bzw. Kondensationsmodell mit ein. Dariber hinaus
ist eine einzige Energiegleichung fir die Erhaltung des Energie-
inhalts des gesamten Fluids erforderlich.

Aufgrund des speziellen numerischen RELAPB-Verfahrens ist eine
Zustandsgleichung fiur die Mischungsdichte unbedingt erforderlich.
Diese wird auch im Anhang 1 ndher beschrieben und wie es von dort
hervorgeht, ist ihre Hauptaufgabe, das Grundgleichungssystem
abzuschlielen. Im allgemeinen ist die von der Zustandsgleichung
berechnete Dichte der von der Kontinuitdtsgleichung errechneten
Dichte ungleich. Die Abweichung zwischen den beiden setzt den Maf-
stab fir den mit der Anwendung der Taylorschen Reihe in der Zu-
standsgleichung behafteten Rundungsfehler. Anderungen in den par-
tiellen Dichtenableitungen wirken stark auf diesen Fehler ein, be-
sonders an den Ubergangspunkten zwischen dem Einphasenbereich und
dem Zweiphasenbereich, wo solche Ableitungen unstetig sind.

Die sich ergebende Abweichung wirkt als Basis fir die Zeitschritt-
steuerung beim numerischen Schema. Der Zeitschritt wird so gewdhlt,
daB der jeweils auftretende Fehler:
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e = \\|(p1 - pmi)/pmilil max 121,2,3,...N (2.1.1)

innerhalb von zwei vorgegebenen Grenzwerten nach Méglichkeit be-
grenzt bleibt. Falls das nicht der Fall ist, wird die somit
ermittelte Losung ausgeschieden und die Nachiteration startet

am selben Zeitpunkt aber mit verkleinertem Zeitschritt. Wenn
dagegen die Bedingung erfullt ist (d.h. kleine Approxima-
tionsfehler), erfolgt die Nachiteration mit einem gréBeren
7eitabstand. Das Iterationsverfahren ist in Wirklichkeit kom-
plexer und beinhaltet, auBer dem bereits erwdhnten Kriterium, die
folgende analytische Restriktion. Liegt das Maschennetz fest,
darf das Fluid pro Zeitschritt nicht Uber mehr als eine Masche
hinwegstrdmen, da die Differenzgleichungen nur Strome zwischen
benachbarten Maschen bericksichtigen kdnnen. Der analytische
Ausdruck dieser Anforderung lautet:

At < l}xi/( Vai » Ve )maxj i=1,2,...,N (2.1.

min

E< kann bewiesen werden, dap bei Nichteinhaltung dieser

Restriktion die eingesetzte numerische Vorgehensweise instabil
ist. AuBerdem kann es bei extrapolierten Wasser- und Dampfzu-
standsgrofen in metastabilem Gebiet vorkommen, daB die Dichte
kleiner oder gleich Null wird. Wenn dies der Fall ist, muf die
Iteration von vorne wiederholt werden. Dasselbe passiert, wenn
der Druck, der Massendampfgehalt oder die innere Energie einem

iber den Giltigkeitsbereich hinaus definierten Zustand entsprechen.



Sondermodellverfahren werden in RELAPS eingesetzt, damit jene
physikalischen Ereignisse, deren Relaxationszeiten sehr kurz

sind oder deren komplexe Natur zwangsweise quasi-stationidre
empirische Modellierungen fordert, zufriedenstellend simuliert
werden kénnen. Kritische Massenstromdichten (am Bruch sowie
irgendwo mitten in der betrachteten Anlage}, plétzliche Strdmungs-
querschnittsdnderungen und Rohrleitungsverzweigungen sind typische
Ablaufbeispiele, deren Relaxationszeiten im Vergleich zu den Kom-
ponententransportzeiten sehr klein sind. Die Arbeitsweisen von
Pumpen und Ventilen sind dagegen Beispiele von allzu komplexen
Geschehnissen, um, ausgehend von einigen Grundsitzen, simuliert
werden zu kodnnen. Stattdessen werden empirische Beziehungen
verwendet. Im folgenden wird kurz nur auf das Modell zur kritischen
Massenstromdichte und auf das fir plotzliche Stromungsquerschnitts-
dnderungen eingegangen (das letztere wird im Anhang 2 ausfiihrlich
beschrieben). Das erstere ermdglicht die Berechnung des Massen-
durchsatzes beim Ausstrdmen z.B. am Ende eines Rohres oder an

einem disenférmigen AuslaB. Im allgemeinen ist die Stromung an
solchen Orten kritisch und bleibt dies auch, bis der Systemdruck
sich dem Umgebungsdruck genigend angendhert hat. Kritikalitat heiBt
hier der besondere Zustand, bei dem die Massenstromdichte unabhan-
gig von den Stromabwdrtsbedingungen wird, also der Zustand, bei dem
eine weitere Abnahme des Stromabwértsdruckes zu keiner Massenstrom-
dnderung filhrt. Der Hauptgrund dieser Begrenzung besteht darin, daR
die akustischen Signale sich nicht mehr stromaufwirts ausbreiten
kénnen.

Das Modell beruht auf der Charakteristikentheorie eines fir ein
zweiphasiges Fluid bei vorausgesetzten thermischen Phasen-Gleich-
gewichtsverhdlitnissen geltenden Differenzialgleichungssystems.

Das daraus resultierende Kriterium, nach dem die Ausbreitung der
akustischen Signale nicht weiter vorliegen darf, lautet /17/,/18/:

(&fpfvf+agpgvg)/(ugpf+ufpg) = oAy (2.2.1)
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Diese Theorie gilt fir sdmtliche Zweiphasenzustdnde und ihre GUl-
tigkeit, unter Zugabe einiger theoretischer und empirischer Be-
trachtungen, geht dariiber hinaus bis hin zum Fall unterkiihlten
stromenden Wassers, was typisch fir den friheren Teil einer
Druckentlastungstransiente infolge eines Bruchs im Primdrkreis-
lauf eines Reaktors ist. Der Einsatz eines quasi-stationdren Mo-
dells fir Massenstrdme an Briiche oder Querschnittsverengungen
fiihrt bei den Rechnungen zu einer beachtlichen Einsparung von
CPU-Zeit, weil es damit nicht nétig ist, an solchen Orten verfei-
nerte Nodalisierungen (Maschennetze) zu errichten. Es ist wohl
bekannt, daB, je weniger Fluidvolumina gebraucht werden, desto
mehr sich die Fahigkeit des Rechenprogramms steigert, mit lédnge-
ren Zeitschritten zu rechnen. AuBerdem ist ein solches Modell

bei unstetigen Querschnittsdnderungen unbedingt notwendig, weil
es in solchen Fdllen nicht moglich ist, ein eindimensionales Ma-
schennetz aufzubauen, das das Programm in die Lage setzt, anhand
der normalen Rechenalgorithmen von selbst eine kritische Massen-
stromdichte festzustellen und dementsprechend zu berechnen. Nor-
malerweise werden die Dampf- und Wassergeschwindigkeiten durch
die zwei Impulsgleichungen bestimmt, bis die abgeschdtzten Werte
fUir diese Geschwindigkeiten, die von der mit dem Grundgleichungs-
system gekoppelten Randbedingung (2.2.1) geliefert werden, lber-
troffen werden. Zu diesem Zeitpunkt wird (2.2.1) mit eingeschal-
tet und bleibt bestehen, bis die Geschwindigkeitswerte von den Im-
pulsgleichungen wieder kleiner als diejenigen werden, welche die
oben genannte Randbedingung vorsieht.

Das Modell fir plétzliche Rohrleitungsquerschnittsdnderungen
(abrupt area changes) beruht auf der Formulierung von Bourda-
Carnot /19/ fur plétzliche Erweiterungen oder Verengungen mit
oder ohne Miindung und einschlieBlich der Fluidstrahleinschnii-
rungseffekte. Quasi-stationdre Massen- und Impulsbilanzen werden
an den Stellen, die diese geometrische Singularitdt aufweisen,
eingesetzt. Der wesentliche Ansatz bei dieser Simulation besteht
darin, daB die augenblickliche Trdgheit, d.h. die momentane Ort-
liche Massen~ und Energiespeicherung, vernachldssigt werden kann.




Trotzdem werden Stromaufwdrts- und Stromabwdrtsvorgdnge als
vollig nichtstationdr berilicksichtigt. Den gerade erwdhnten Ansatz
kann man rechtfertigen, indem man denkt, daB die dem Punkt der
plétzlichen Querschnittsdnderung zugeordnete Masse und Energie
geringflgig ist gegeniiber der, die in der vorhergehenden und in
der darauffolgenden 7Zelle, wo eben die Tragheitseffekte konzen-
triert werden, enthalten sind. Im Anhang 2 findet man die zu-
grunde liegende mathematische Entwicklung dieses physikalischen
Modells.

Zu den in RELAPS5 implementierten speziellen Modellverfahren ge-
hért auch eine Modellierung der in einer Reaktoranlage tblicher-
weise vorhandenen Druckspeicher, nach dem Ansatz der konzentrier-
ten Parameter und eine punktkinetische Anndherung des Neutronen-
fluBverhaltens in einem Reaktor. Auf die Einzelheiten dieser und
anderer vorher angedeuteten Rechenverfahren wird an dieser Stelle
nicht eingegangen.

2.3 RELAP5/Mod.1-EUR: eine modifizierte Version des Rechenpro-

RELAP5/Mod .A-EUR /11/,/20/,/21/ ist eine bei JRC-Ispra weiterver-
arbeitete Version des thermohydraulischen Rechenprogramms RELAP5/
Mod.1-INEL. Aufgrund etlicher, wdhrend der Nachrechnungen mehrerer
LOBI1~KUh1mitte1verlust—StdrfalIversuche mit groBen und mittleren
Lecks aufgetretenen rechnerischen Instabilitdten, wurde im JRC-
Ispra verzichtet, mit der Originalversion weiterzuarbeiten.
Stattdessen wurde eine grindliche Uberarbeitung der Schwachpunkte
des Codes unternommen, um daraus ein mdglichst stdrungsfreies
Rechenprogramm zu entwickeln. Ahnliche Schwierigkeiten wurden bei
den Rechnungen mit dem Originalprogramm spdter auch im Rahmen
dieser FDWR-Untersuchungen festgestellt, wie das Kapitel 5 zeigt.
Uber die Vorgehensweise zur Entschiarfung der meisten Instabili-
tdtsquellen, wie sie bei JRC-Ispra durchgefihrt wurde, soll im
folgenden und im Anhang 3 kurz berichtet werden. In diesem Ab-
schnitt wird insbesondere auf das verbesserte Massentransfermo-
dell der modifizierten Programmversion hingewiesen.

1 LOBI = Lcop Blowdown Investigations




Man erkannte deutlich die Mangelhaftigkeit des in RELAPS imple-
mentierten Verdampfungs- bzw. Kondensationsmodells. Der Einsatz
in den Berechnungen erbrachte hdufig gegeniiber den MeBwerten
iiberschitzte Werte der verdampfenden bzw. kondensierenden Massen-
werte. Dieses Phianomen ist auch in beschrédnktem MaRe auf die Dis-
kretisation der Zeitspanne beim verwendeten numerischen Verfahren
zuriickzufihren. Solche Effekte hat man bei der numerischen Ndhe-
rung. Diese sind kaum zu beseitigen, es sei denn, man setzt ge-
wisse Grenzwerte fir die berechneten Massenraten und vermeidet
damit manche extreme Fdlle, bei denen beispielsweise mehy Dampf
in einer Masche wahrend eines gegebenen Zeitschritts kondensieren
wirde als es zu dem alten Zeitpunkt in derselben Zelle vorhanden
war. Abgesehen davon kann man unwahrscheinlichen Vorgdngen da-
durch vorbeugen, daB man die eigentliche Formulierung des be-
trachteten Massentransfermodells zweckmdBig modifiziert. Das ist
die Idee, die in die Entwicklung der EUR-Version einfloB. Man hat
zwar {siehe Anhang 1) die steuernde Kraft Xo-% in

der alten Form beibehalten, hat aber hervorgehoben, daB die
Transportkoeffizienten f = X + 1.0 - 1075 fur Verdampfung und

fk = (1-%) + 1.0 - 10'5 fiir Kondensation Massentransfergradienten
aufsteigend proportional zu den im Laufe des betrachteten Prozes-
ses erzeugten Dampf- und Wassermengen bedingten, was der inneren,
selbstlimitierenden Trdgheit solcher physikalischen Ereignisse zu
widersprechen scheint. Der in der EUR-Version eingebaute Vor-
schlag fir den Transportkoeffizienten lautet:

FOX) = X(1-X) + 1.0 - 107° (2.3.1)

und gilt sowohl fiur die Verdampfung als auch fir die Kondensa-
tion. Das parabolische Verhalten in Abhdngigkeit vom Dampfmassen-
inhalt erlaubt eine selbstlimitierende Massenproduktion von Dampf
bzw. Wasser, wie die Abb. 2b deutlich zeigt. In der Abb. Z2a ist
im Gegenteil zu erkennen, daB die Erzeugung von Dampf bzw. Wasser
bei der Originalversion keinen gesdttigten Zustand wahrend des
Prozesses erreichen konnte und daher oft zu nicht naturgetreuen
Ergebnissen fiihrte.



10
flx)

AuBerdem, wdhrend bei der Originalversion

bei X = 0, X, =0 ist

und

1.0 1ist,

bei X = 1.0, X

didrfen bei der EUR-Version die Werte von Xe kleiner als 0.0 oder
grofBer als 1.0 werden, um immer eine endliche Triebkraft zu ge-
wahrleisten, auch wenn eine der beiden Phasen aus dem Kontroll-
volumen verschwindet.

10
f=C :
fi b
e i—e k ¢ = Verdampfung
T k = Kondensation
0
10 0 10
— X —X
al b)

Abb. 2: Transportkoeffizient des Massentransfermodells als

Funktion des Massendampfgehaltes:
a) nach RELAP5/Mod.t-INEL, b) nach RELAP5/Mod.1-EUR

Uber die weiteren in die Originalversion eingebrachten Verbes-
serungen und deren mathematische Beschreibung wird im Anhang 3
berichtet.
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2.4 RELAP5/Mod .1~KfK: die in dieser Arbeit weiterverarbeitete

Ausgehend von der Programmversion RELAP5/Mod ,1-EUR, die bereits in
2.3 beschrieben worden ist, wurde in dieser Arbeit eine um einige
fiir den FDWR geeigneten Rechenmodelle erweiterte Version (RELAPS/
Mod .1-KfK /22/)erstellt. Zu Beginn vorliegender Untersuchungen
war es dem Aufor véllig bewuBt, daB ebenso der besonderen geome-
trischen Umgebung eines FDWR-Kernes wie den dort stattfindenden
physikalischen Ereignissen in keinem der bisherigen verdffent-
lichten Rechenprogramme Rechnung getragen wurde. BewuBt war es
auch dem Autor, daB ihm fur die vorgenommenen LOCA- und ATWS-
Rechnungen keine MeRdaten von irgendwelchen FDWR-Versuchsvorrich-
tungen zur Verflgung standen oder kurzfristig gestellt worden wa-
ren. Unter diesen Umstédnden muBte sich die Aufgabenstellung die-
ser Arbeit auf die Umsetzung der bisher wissenschaftlich fundier-
ten und in dem &ffentlichen Schrifttum herausgegebenen theoreti-
schen Gedanken in den Code beschrédnken. Im Vordergrund stand da-
bei die Notwendigkeit, ein rechnerisches Werkzeug zu schaffen,
dessen Einsatz flr FDWR-Testrechnungen eine gewisse Zuverldssig-
keit haben sollte, obwohl damit kein Anspruch auf Vollstédndigkeit
erhoben werden konnte. Die Verbesserungen dieser Arbeit sind ein
erster programmatischer Schritt in Richtung auf die Realisierung
eines FDWR-Testrechenprogrammes, wobei es winschenswert wdre, dab
kiinftig diese und noch eventuell hinzukommende Ansdtze sich an-
hand von Versuchen bewerten lassen kénnten.

Jetzt werden im einzelnen die angebrachten Modifikationen, ge-
folgt von jeweils einer kurzen Erlduterung vorgestellt.

2.4.1 Reibungsdruckverluste in hexagonalen Brennstabbiindeln mit

Wehn man die Brennstabanordnung eines homogenen FDWR ndher
betrachtet, stellt man die Anwesenheit von sechs auf dem aus
Stahl gebauten Hillrohr integrierten spiralformigen Wendel-
rippen pro Brennstab fest. Diese Erhebungen ersetzen die




bei viereckigen Anordnungen Ublicherweise vorhandenen gitterfdrmigen
Abstandshalter, deren praktischen Einsatz bei Brennstababstdnden
kleiner als 1 mm aufgrund der notwendigerweise dinner gewordenen
Stege abzuraten ist, weil die Festigkeit der Struktur als ganzes
schwer gefdhrdet wdre. Die Spiralrippen beeinflussen den Strémungs-
verlauf durch die Kernkandle und wirken auf den Reibungsdruckverlust
stark ein. Daher sind solche Reibungsheiwerte unverzichtbar,

deren mathematische Formulierung die Anwesenheit der Rippen durch
ihre geometrische Parameter mit berilcksichtigen kann. Aus die-

sem Grund wurden neue Beiwerte sowohl fiir turbulente als

auch fir laminare Strdmung in RELAPS eingefihrt. Es muf® an dieser
Stelle noch mal daran erinnert werden, daB bei der INEL-sowie bei
der EUR-Version des Codes der Blasius'sche Reibungsbeiwert im lamina-
ren Bereich und die Xorrelation von Colebrock in turbulentem Bereich

unterstittzt werden (s. dazu Anhang 1).

Zusdtzlich dazu wurden fir unsere FDWR-Zwecke und insbesondere fir
die homogenen Entwiirfe und fir das Blanket des heterogenen Entwurfs
die Rehmische Beziehung fir turbulente Strdmungen /23/ und die Jo-
hannsen'sche Beziehung /24/ fir Laminarstrémungen in den Code einge-
fihrt. Die zwei Uber der Reynold'schen Zahl aufgetragenen Kurven
werden miteinander durch ein zweckmdfiges Interpolationsverfahren
verknipft {siehe Gl. 2.4.1.8). Bedingt durch die Wahl der Interpo-
laticnsart, deren Verwendung dazu fihren wirde, daft der laminare
Teil des Reibungsbeiwertes doppelt gewichtet wiirde, wurde nur der
vollig turbulente Bereich bei der Rehmischen Korrelation in Be-
tracht genommen, dem folgender Ausdruck des Reibungsbeiwertes ent-

spricht:
Ag = 0.1317-Fp-F-Core' 0 far 1ioxq0%<Re: (2.4.1.1)
wo Re' die modifizierte Reynoldszahl:
Re' = Re vF (2.4.1.2)

ist. Der Geometrieparameter F 14Rt sich als




0.5 2.16
Fe(By s 7.6{%%§%T-J (2.4.1.3)

erfassen. p/d ist das Ubliche Stababstandsverhdltnis und H die

Spiralsteigung.

C in der G1.(2.4.1.1) ist ein Korrektionsfaktor, der die Anwendung
derselben Gleichung herunter bis zu Stababstandsverhdltnissen
zwischen 1.00 und 1.03 ermdglicht. Es gilt im einzelnen /23/:

C =1 fir p/d>1.03 (2.4.1.4)
_ p/d-1 "
C = 1.6 - exp (m‘g) fir 1.005D/d<1.03 (2.4.1.5)

Der Faktor FR in (2.4.1.1) berlicksichtigt die Tatsache, daB,
wahrend die Gleichungen in /23/ von Versuchen abgeleitel wurden,
die mit eine durchschnittliche Rauhigkeit von 2 pm auf-
weisenden Brennstdben durchgefiihrt wurden, die in Kernreaktoren
iblicherweise verwendeten Brennstdbe mit einer etwas groéBeren
Rauhigkeit versehen sein kénnen. Fir unsere Rechnungen wurde
eine Rauhigkeit R in Hohe von 5 pm an der Brennstaboberfliche
angenommen. FR richtet sich nach dem Reibungsbeiwert von Cole-
brook und 183t sich folgendermaBen bilden:

-6 2
4 10 18.7
F o= e (2.4.1.6)
R 2 ep 18.7
1.74-2 log t el
e € .




Die Gl.(2.4.1.6) ist eine implizite Definition vVorn FR’ dessen

Wert damit jeweils iterativ ermittelt werden kann. Ausgehend

von dem Reibungswert von Jochannsen /24/ wurden, - wie bereits
angedeutet -, die Druckverluste in derselben Geometrie und bei
ausgebildeter lLaminarstrémung berechnet. Dieser Beiwert wurde fiir
den Fall endlicher, hexagonaler Stabbiindel mit Wendeldrahtabstands-
haltern bestimmt. Da von dem Gesichtspunkt der Geometrie und der
Wirkung auf das Fluid Wendeldrdhte und integrierte Wendelrippen
gleichwertig sind, ist die Ubernahme der Ergebnisse von Johannsen
fir unsere Studie berechtigt. Die Johannsen'sche Korrelation lautet

A j-Re - 4-[16.38 ~(11.89-3.29 o 0-146-Npy o g 1.3y -

-(1-0.335 1g Ng) 1.17-108 g~15.72-p/d ]

(1 + 0.1757 (H/q)~0-06484, (2.4.1.7)

fir 1.07<p/d<1.75, 1<Np<10 und 8<H/d<+= , wo Ng die Ringzahl um
den Zentralbrennstab eines Brennelementes ist. Weitere Details
iber mathematische Grundlagen der G1.{(2.4.1.7) werden im Anhang 4
gegeben.

Die Kurven der in den Gl.(2.4.1.1)und (2.4.1.7) beschriebenen Reibungs-
beiwerte werden miteinander mittels einem von /25/ iibernommenen
Interpolationsverfahren verbunden. Die Interpolationsformel lautet:

e o= Ay (t-g)d g ] (2.4.1.8)

¢ ist der sogenannte Aussetzungsfaktor (intermittency factor),
dem folgende Bestimmungsgleichung entspricht:

lcg Re - log ReL
¢ = (2.4.1.9)

log ReT - log ReL




Die Reynoldszahlen Re und Re; stellen den Anfangs- bzw. Endwert
des {bergangsbereichs dar. Fir ReL gilt:

Re
1og(Wg) - 1.7 (5 - 1.0) (2.4.1.10)
und fiur RT:
Re
log (WS_G) = 0.7 (§ - 1.0) (2.4.1.11)

Fiir den Exponent j wurde der Wert j=1/3 gewdhlt. In der Abb. 3
werden die Kurvenverldufe der mit den Gl.(2.4., t.1),(2.4.%.7) und
(2.4.1.8) berechneten Reibungsbeiwerte fir zwel verschiedene p/d-
Verhiltnisse (p/d=1.2 und p/d=1.123) sowie der Kurvenverlauf

des in RELAPS5 standardmdfig unterstitzten Reibungskoeffizienten
dargestellt, der vom p/d-Verhdltnis unabhdngig ist (siehe Anhang 1).

Die Berechnung des Druckverlustes im Blanket des heterogenen
FOWR-Entwurfes erfolgt in der gleichen Weise wie beim homogenen
Entwurf weil die Brennstdbe dort ebenfalls mit Wendelrippen
ausgestattet sind.
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2.4.2 Reibungsdruckverluste in hexagonalen Brennstabbiindeln

Im Seed des heterogenen FDWR sind gitterfdrmige Abstandshalter
in hexagonaler Brennstabanordnung vorhanden. DBarum beschreibt man
die Reibungsvorgdnge an den Stabwdnden fiir einphasige turbulente

Stromungen durch:

X o= x. v C (2.4.2.1)

Wo lc der oben schon erwdhnte Colebrook'sche Reibungsbeiwert und

CS ein Korrektionsfaktor zur Berilcksichtigung der Bindelgeometrie

ist (siehe /26/). CS lautet:

pS/dS—1
c=lt-e DUFOS| L4036 + 0.054 (p /d-1)] (2.4.2.2)

Wo pS/dS das Stababstandsverhdltnis der Brennelemente im Seed ist.
Der einphasige Reibungsbeiwert bei Laminarstrémungen im Seed wurde
von der Studie von Chen und Todreas /25/ ibernommen, die eine vertiefte
Unterkanalanalyse der konstitutiven Beziehungen fir Brennstabbiindel
sowohl mit als auch ohne Wendeldrdhte durchgefidhrt haben. Der von
ihnen entwickelte und fiir Biindel geltende Ausdruck des Reibungs-

koeffizienten hat folgende Form:

Kg1  Dep > S Doy (Kiﬂ )
Re " Re V.2, % | |'D (2.4.2.3)
=1 eB e

P
u
|
1

Der Index i bezeichnet den Unterkanaltyp und wie man aus der

Abb. 4 ersehen kann, gibt es insgesamt drei solche Typen.Dei und

S. sind die entsprechenden hydraulischen Durchmesser bzw. Strdmungs-
fliachen. Kjyg (i=1,2,3) sind die Unterkanalgeometrieparameter, d.h.

von der Unterkanalgeometrie abhédngige Koeffizienten, deren allge-

meine Form durch



Abb. 4
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ohne Abstandshalter ( NR = 3)




_ (P p 2
K. = a. +b1i(a 1.0)+b21(a— 1.0) (2.4.2.4)
gegeben ist.

Die Koeffizienten ai,bmi(m:1,2) der polynominalen Darstellung gehen
aus Approximationsverfahren experimenteller Daten hervor und sind

in Tabellen zusammengefaBt /25/.

Das Interpolationsschema (2.4.1.8) - (2.4.1.11) gilt ebenfalls in den

Gleichungen (2.4.2.1) und (2.4.2.3) ynd dient zur Abdeckung des

weiten Zwischenbereiches (fir unseren spezifischen Fall ReLﬁ 500

und ReT = 12300) wo beide Bestimmungsgleichungen nicht angewandt
werden dirfen. Nach einfacher Berechnung der geometrischen Parameter
in (2.4.2.3) fur den spezifischen Fall des Seeds beim betrachteten
heterogenen Entwurf, erhdlt man die strichpunktierte Ar-Kurve der
Abb. 5, wo auch die entsprechende Kurve fiir das Blanket, - berech-
net nach den Gl. (2.4.1.3), (2.4.1.7) und (2.4.1.8) -, und die von
den Biindelparametern unabhdngige Colebrook'sche Formulierung iiber

der Reynoldszahl mitaufgetragen sind.
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2. 4.3 Der Druckverlustkoeffizient_von hexagonalen Gitterabstands-

_..__..._-..—____.-_....._...-_.-_.-_....._-.___.-_-....-...-_-.-__—...-.-_.—..-—_-.-—_.-_—

Die Anwesenheit der Gitterabstandshalter im Seed, und die Tat-
sache, da der damit verbundene lokale Druckverlustkoeffizient

eine Funktion der Reynoldszahl ist /27/, erforderte die Abldsung der
in RELAPS5 als Konstanten angendherten Koeffizienten durch mit der
Fluidgeschwindigkeit sich verdndernde Beiwerte. Es sei hier kurz
darauf hingewiesen, daB der Druckabfall an den Abstandshaltern im
Seed durch

(2.4.3.1)

wiedergegeben wird /28/. n. ist die Anzahl der gitterférmigen Abstands-
halter. ¢ ist das Verhaltnis des Gitterquerschnittes zu dem gitter-
freien Stromungsquerschnitt und wird durch die empirische Beziehung:

e = 0.6957 - 162.8 (ps—ds) (2.4.3.2) /28/

ausgedrickt. CV hat die Bedeutung eines Widerstandsbeiwertes und

es wurde in /29/ gefunden, daB die Bestimmungsgleichung:

10
73.14 2.79 10 (2.4.3.3)

C. = 3.5 +
v Re0.264 Re2.79

die beste Approximation der in /27/ gezeigten Mefdaten ist.
Es ist trotzdem darauf zu achten, daB wenn CV-E2 arofer als

2 wird, man die (2.4.3.2) durch

C, e =2 (2.4.3.4)

ersetzt, gemdaR dem Ratschlag von /30/.
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2.4.4 Die Wdrmelbergangskorrelation in einem FDWR-Kern fir

Die enge, hexagonale Geometrie der FDWR-Kerne hdt die Einfiithrung
einer dafiir schon erprobten Wérmeilibergangskorrelation gefordert.
Diese erforderliche Eigenschaft zeigt die Korrelation von Baxi-
Dalle Donne, die sich bei den in /31/ zitierten Experimenten fir
gasgekihlte Reaktorstabgitter bewdhrt hat und die folgende Warme-
ibergangszahl liefert:

_ R/ 58 o
h=0.0211 lgw [1+0.0208 (%-1)] (1-e” 0-02yp.7 " "py (2.4.4.1)

e

Es ist darauf zu achten, daB die Gl. (2.4.4.1) fir den Wirmeaus-
tausch zwischen Brennstabwand und einphasigem Fluid (Wasser oder
Dampf) in turbulentem Bereich gilt.

2.4.5 Die KHB-Korrelation fir FDWR-Brennstabanordnungen

Ins Programm wurde auch die Kritische-Heizfldche-Belastungskorrela-
tion (KHB-Korrelation) von Dalle Donne-Hame eingefiihrt, die im Ge-
gensatz zu denen, die im Code schon vorhanden sind (s. Anhang 1),
das enge Brennstabgitter eines FDWR-Kernes und die Effekte der spi-
ralférmigen Wendelrippen beriicksichtigen kann. Diese Korrelation
ist in /32/ beschrieben. Die Autoren wdhlten die fiir herkémmliche
DWR-Brennstabanordnungen geplante WSC-2-Beziehung (/33/,/34/) als .
Basis fir ihre Studie. Sie Ubernahmen die Bestimmungsgleichung je-
ner Beziehung, paBten aber deren geometrieabhdngige Parameter an
die FDWR-Bilndelgeometrie auf der Basis einschldgiger Experimente
/32/ an. Die obengenannte WSC-2-Beziehung wurde im Code miterfaRt
und fiir den DWR-Fall bei den weiter in den Kap. 5 und 6 beschrie-
benen FDWR-DWR-Vergleichsrechnungen eingesetzt.




2.4.6 Der zweiphasige Reibungsdruckverlust

Eine einheitliche Thecorie,die die Verteilung der Wandreibung
zwischen den in einem Kanal stromenden Phasen,-Wasser und Dampf-,
beschreibt, ist ncch nicht vorhanden. Es gibt zwar verschiedene
Ansdtze fir die Bestimmung des sogenannten Zweiphasen-Reibungs-
multiplikators, aber deren Ergebnisse sind sowohl auf den jewei-
ligen Bereich von Druck, Massenstromdichte und Massendampfgehalt
beschrdnkt als auch bei der Berechnung auf die Verwendung der je-
weils geeigneten Voidanteilkorrelation angewiesen. Diese Korrelation (nor-
malerweise dieselbe, die flr die Aufstellung des Multiplikators mit-
einbezogen wurde) benutzt man zur Berechnung des hydrostatischen
und des Beschleunigungsdruckabfalles. Die Erfahrung zeigt trotz-
dem,.dah auf die Kompatibilitit der Modelle untereinander nicht
unbedingt geachtet werden muf. Es liegen z.B. Grofrechenprogramme
vor, deren mathematische Formulierung auf dem homogenen Stfﬁ—
mungsmodell basiert und die dementsprechend das homogene
Voidanteilmodell zugrundelegen; diese Programme verwenden statt
des homogenen Zweiphasen-Reibungsmultiplikators einen Multiplika-
tor, der von der Theorie der getrennten Phasen abgeleitet ist und
daher genauer sein sollte, der aber nicht mit dem Rest der im
Programm implementierten Modellierung kompatibel ist. Korrelationen,
die Multiplikatoren dieser Art liefern, sind beispielweise die von
Martinelli-Nelson und die von Thom, von Baroczy, von Dukler und
von Chisclm, die von der ersten hergeleitet worden sind. Reddy et al.
stellten die obengenannten Beziehungen, zwei auf dem homogenen
Modell basierende Beziehungen und die eigene Korrelation (Columbia-
“Korrel.)in einem Vergleichtest zusammen /35/, Ziel deren Arbeit war,
die angefithrten Korrelaticnen anhand von in der Literatur vorhandenen
MeRdaten iiber den Druckabfall vom "Dampf-Wasser"-System unter
adiabatischen sowie diabatischen Randbedingungen auf die Experiments-
treue hin zu Gberprifen.Eine Sensitivitdtsstudie hinsichtlich der Aus-
wirkung der verschiedenen Zweiphasen-Multiplikator-Beziehungen
auf den Einsatz unterschiedlicher einphasiger Reibungskoeffizienten




{Mc Adams und Blasius) und einiger Voidanteilkorrelationen
{homcgenes Modell, Thoms, Bankoffs,Armands und Van Glahns

Modelle) wurde bei der Auswertung der Versuchsdaten ebenfalls
durchgefihrt. MaBstab flr die Beurteilung der Genauigkeit bei

den einzelnen betrachteten Korrelationen waren der mittlere
Fehler, die Varianz und die Streuung zwischen den durch die Korre-

lationen berechneten Werten und den MeBRwerten,

aufgetragen lber

die Massenstromdichte, den Druck und den Massendampfgehalt.
Daraus ergab sich, daB die Columbia-Korrelation die beste (Uber-
einstimmung mit der Datenbasis aufwies. Diese neuentwickelte
Beziehung ahnelt in der Form der homogenen Bestimmungsgleichung

fir den Zweiphasen-Multiplikator und lautet:

hat. Wenn P > 4 MPa ist, dann gilt

.y -0.175 -0.45

¢ = 1.02 &

und wenn 2 MPa < P < 4 MPa ist, dann gilt

¢ = 0.357 + (141047 ) y"0-175 5-0.45

wobei Pr = P/Pcrit‘

(2.4.6.1)}

(2.4.6.2)

(2.4.6.3)

(2.4.6.4)




VeranlaBt durch ihre iberzeugende Leistungsfdhigkeit wurde fir die
vorliegende Arbeit diese Korrelation in RELAP5/Mod .1 anstelle des
dort schon vorhandenen Baroczy'schen Modells /36/ nach einigen dazu
notigen Anpassungen versuchsweise eingefihrt. Die in RELAPS vorhan-
dene Berechnungsweise des zweiphasigen Druckabfalles wird hier

kurz vorgestellt. Von der Theorie her ist bekannt, daB der ge-
samte Reibungsdruckgradient sich durch die Gleichung

2 2
A a psV A o p_ v
%y _fFFF . 9999 (2.4.6.5)

2% ZDe 2D,

darstellen liRt. Die Reibungskoceffizienten Af und kg sind im allge-
meinen nicht bekannt, auBer wenn die zwei Phasen getrennt sind.

Man kann aber auf das durch den Einsatz des Zweiphasen-Multipli-
kators ®°

lo
um (%%)2@ berechnen zu kdnnen.

gekennzeichnete Anndherungsverfahren zuriickgreifen,

Dieser 14Rt sich so schreiben:

ap 2 ap 2 ap
3Ry = et (2B -0t (3D (2.4.6.6)
X > 10_ ax £ go ‘9x g
wobei
cpf - +£)3€+l2 (2.4.6.7)
0 X
und
5 (ap/ﬁxjf o2
¥& = - _% (2.4.6.8)
(ap/ox),  °f

C wurde von Baroczy ermittelt und ist eine Funktion von G, uf,ug,

Pq und Pe /36/.



G 9 . . . .
(3§)f umi(E%) g sind die von der Flissigkeit bzw. vom Dampf
ausgeldsten Druckabfdlle, die sich ereignen wiirden, wenn die

Flissigkeit allein bzw. der Dampf allein sich in der betrachteten

Fluidzelle befinden wiirde und lauten:

|
(28 -t Aeppalyl (2.4.6.9)
f e

8py L 130, W22 2.4.6.10

%) 7 7D, MePteYe (2.4.6.10)
A% und Aé sind die entsprechend den Reynoldszahlen
GePeVe. D | a p v _.D
Re = L f f7e Loy, Re - _99°Qg e (2.4.6.11)
g He gJ ug

berechneten Reibungskoeffizienten fir Flissigkeit bzw. Dampf.
Man multipliziert den groBten der beiden Beitrige aus (2.4.6.9)
und (2.4.6.10) mit %%, bzw. an, wie in der 61.{2.4.6.6) dargestellt

ist und erhdlt dadurch den totalen Druckgradienten. Von diesem
zieht man den Beitrag der mit dem kleineren Widerstand behafteten
Phase ab, um die der anderen Phase zugehdrige Druckabfallkomponen-
te zu ermitteln. Kommt z.B. der schwdchere Widerstand vom Dampf,

dann wirde fir das Wasser

Ve

- - g
() = (3 ‘g% 20, (2.4.6.12)

gelten.




Der zweite Term auf der rechten Seite der Gl. {(2.4.6.12) ist
dieses Mal entsprechend der Reynoldszahl Reg = pgnge/ug be-
rechnet worden.

Wenn man die Gl.(2.4.6.6)-{2.4.6.9) zweckmdBig kombiniert, erhdlt
man :

ap ufpfvf [ ‘/ [ ?\' N
(EE) = —op— |*eoeVetC AngufvfangY + ( a%qVq" ng)w (2.4.6.13)

- 999 (2.4.6.13.1)
f

ist.
Dieses Verfahren ist kritisierbar, da es nicht immer gesichert

ist, dap (2R) . bzu. (op ) 4 Positiv sind. In der Gl. (2.4.6.10)

ax ax
wiirden negative Werte von (ap/ax)f vorliegen, wenn léugvg -
X v_ << 0 und wenn
g9
' I (I
Agugvg - Agvgl > |Afufvf + C hfhgufvfmgvg ¥ (2.4.6.14)

ist, was aber bei den vielen durchgefihrten Rechnungen nie der Fall
gewesen ist. Wenn man aber nicht den Baroczy'schen Zweiphasen-
Multiplikator scondern einen anderen Multiplikator nehmen wirde,
wire (ap/ax)e > 0 nur, wenn

t
88 Aepeveap > Mg VgP g (2.4.6.15)

ist.

Trifft bei der Rechnung X lpc *voag > AgPg Vg%g ©in. so sollte

aus Konsistenzgriinden auch




G > A (2.4.6.16)

wahr sein. Normalerweise ist A%(Re)>kf(Re) weil der Reibungs-
koeffizient umgekehri proportional zu der Phasengeschwindigkeit
ist und AL wird fir die Geschwindigkeit apV e und Ae flir die

f
Geschwindigkeit Ve berechnet, wobei Veraeve ist.

Die Erfillung der Ungleichung(2.4.6.16) ist offensichtlich durch
die Wahl des Zweiphasen-Reibungsmultiplikators bedingt. Versuchs-
nachrechnungen des im Kapitel 3 beschriebenen LOFT-Experiments
L2-5 mit der Columbia-Korrelation ergaben erwartungsgemdf
negative Druckverluste. Das Kriterium fir die Ent-

scheidung, welche Phase den geringsten Widerstand hat, versagte
in einzelnen Fdllen wo sich extreme Konditionen ergaben, wie
z.B. ein beinahe verschwindender Wasservolumenanteil (ufm10'5).
Dert reichte die massive Gasstromung nicht aus,um den Widerstands-
beitrag des wenigen Wassers auszugleichen. Es wurde dabei be-
schlossen, bei Beibehaltung des erwdhnten Entscheidungskriteriums,
einen Schwellenwert flr den Beiirag der mit dem geringeren Wider-
stand behafteten Phase zu dem gesamten Druckgradienten (ap/ax)2®
zu setzen. In der G1.(2.4.6.12) muBR z.B. nach der neuen Strategie

2b) (2.4.6.17)

sein. ‘

Damit ist nicht nur gesichert, daB der Druckverlustanteil der
anderen Phase immer gr&Ber oder gleich Null ist,sondern auch, daB
die vom Entscheidungskriterium vermittelten Prozentsdtze der
Druckverlusteinteilung zwischen den Phasen bei der anschlieBenden
Berechnung des gesamten Druckgradienten nicht vertauscht werden
kénnen, was bei der originalen Fassung von RELAPS5/Mod.1-EUR und
-INEL nicht autcmatisch gewéhrleistet war.




3. Die Nachrechnung des LOFT-Experiments L2-5 mit dem Rechen-
programm RELAP5/Mod .1-EUR

Der Code RELAPS5/Modi-EUR wurde flUr die Nachrechnungen zahlreicher
bei der LOBI—Einrichtung1durchgerhrten LOCA-Transienten erfolgreich
eingesetzt /20/,/21/. Um eine erweiterte Prifbasis fir RELAP5/Mod.1-
EUR schaffen zu kénnen, wurde dieser Code anhand der experimentellen
Ergebnisse eines bei der LOFT-Vorrichtung simulierten LOCA-Stérfal-
les (Experim. L2-5 ; /37/,/38/) in der vorliegenden Arbeit validiert.

Die Wahl der LOFT-Anlage erkldrt sich dadurch, daB diese eine
von LOBI geometrisch abweichende Umgebung aufweist, welche andere
als die in der LOBI-Anlage Stérfallabldufe bedingen kann.

Die in dieser Arbeit erzielten Ergebnisse zeigen im folgenden, daB
RELAP5/Mod.1-EUR die wichtigen Systemgr&éfen (z.B. Druck, Bruchmas-
sendurchsdtze, Hillrohrtemperaturen) weitgehend korreki berechnen

kann.

Im folgenden wird eine kurze Beschreibung der LOFT-Anlage und deren
schematisches Eingaberechenmodell sowie der Anfangsbedingungen des
betrachteten Stérfalles gegeben. Danach wird der Stdrfallablauf
dargestellt und anschlieBend zeigen einige Bilder die erzielten Er-
gebnisse der durchgefiihrten Storfallanalyse.

3.1 Kurzbeschreibung der LOFT-Anlage

LOFT {Loss of Fluid Test-Facility) befindet sich im Idaho National
Engineering Laboratory (siehe Bild 6) und stellt einen mit Mefge-
riten zur Erfassung der thermohydraulischen Daten wdhrend eines
simulierten Stérfalls versehenen 50 MWt Druckwasserreaktor {DWR)
dar.

Sie beinhaltet im wesentlichen finf Untersysteme: den Reaktor-
druckbehdlter {RDB), den intakten und den gebrochenen Primdrkreis-
lauf (der erste ist zweckmdBig bemessen, um die Kreisldufe zusam-
men nachzubilden), den zur Aufspeicherung der ausgelaufenen Was-
ser-Dampf-Mischung geplanten Abblasbehdlter und das Notkdhlsystem.

1 LOBI = Loop BlLowdown Investigations
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Der Grundgedanke bei der MaBstabverkleinerung der hydraulischen
Teilelemente der Anlage und deren Querschnittsfldchen richtete

sich nach dem Verhdltnis LOFT-Kernleistung (50 MWt) zu der Leistung
eines typischen amerikanischen DWR (3000 MWt).

Zu dem intakten Kreislauf (im folgenden auch 3F-Loop genannt)
gehdren auch ein Dampferzeuger (DE), zwei nebeneinandergeschaltenen
Hauptkihlmittelpumpen (HKP), ein Druckhalter und ein Venturimesser.

Die Ausristung des Druckhalters (DH) beinhaltet einen senkrechten
zylindrischen Druckbehdlter, ein elektrisches Heizungssystem, eine
Velumenausgleichsleitung, Sicherheits- und Sprithventile,

Der DE verflgt lber einen U-rohrigen Rezirkulations-
wdrmeaustauscher. Er befindet sich zwischen dem RDB-Austritt

und der HKP in einer etwa hbheren Lage gegeniiber dem RDB selbst,
damit das primdrseitig stromende Hauptkihlmittel in den RDB

auch bei ausgeschalteten Pumpen strdmen kann.

Der gebrochene Kreislauf besteht aus zwei Strdngen, je mit einem
schnelldffnenden Druckentlastungsventil ausgeriistet und ist mit dem
intakten Loop iber eine Rezirkulationsleitung verbunden, die

einen kleinen Durchsatz zur Aufwdrmung des gebrochenen Loops
férdert.

Passive Widerstande simulieren auch im gebrochenen lLoop die reibungs-
fahigen gekrimmten Rohre des DE und die inneren Kihlmittelpfade der
HKP .

Der RDB ist ein vertikaler, aus Edelstahl gebauter Zylinder, dessen
Fintritts- und Austrittsstutzen an der selben Hohe oberhalb des
Kerns sind. Zu den Einbauten gehdren Ringraum, unteres Plenum,
unterer Rost, Gitterplatte und oberes Plenum. Eine ausfihrliche
Beschreibung der Geometrie dieser Komponenten findet man ih / 37/,

/ 38/.

Der 1.68 m hohe LOFT-Kern wurde so ausgelegt, daB er dieselben
physikalischen und chemischen Eigenschaften eines
kommerziellen DWR besitzt. AuRBerdem sollte er das gleiche Spaltpro-
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2

duktverhalten, die gleichen thermohydraulischen Verhdltnisse, das
gleiche mechanische Verhalten wdhrend eines Wasserverluststdérfalls

und der darauffolgenden Wiederauffillphase aufweisen wie ein
kommerzieller DWR.

Der Kern umfaBt 1300 Brennstdbe in funf viereckigen (15x15)Brenn-
elementen und vier dreieckigen Eckbrennelementen angeordnet, W%ie

in der Abb. 7 gezeigt. Die aktive Ldnge der Brennstdbe betridgt

1.67 m und der AuBendurchmesser 1t0.72 mm. Der Brennstoff hat die

Form von U0-2 Sintertabletten mit einer durchschnittlichen Anreiche-
rung von 4.0% U-235 und mit einer Dichte von 93% der theoretischen
Dichte. Der Tablettendurchmesser ist 9.29 mm. Das Hillrohrmaterial
ist Zircaloy-4, und das Hiillrohr selbst ist 0.24 mm dick.

Nedalisierung

Das numerische fir den LOFT-Test entwickelte Eingabemodell ist
in der Abb. 8 ersichtlich. Das intakte Loop (3F-Loop) ist links ge-

zeichnet, wdhrend das gebrochene Loop (1F-Loop) sich rechts befindet.

Der Reaktordruckkessel ist in der Mitte. Diese Nodalisierung wurde
von elner fir RELAP5/Mod.2 bestimmten Nodalisierung hergeleitet /39/
und teilweise modifiziert. Sie umfaRt insgesamt 124 Volumina, 194
Verbindungen und 80 Wdarmeleiter.

Im 3F-Loop sind 2 Volumina fiir die parallelen HKP und 23 fiir die
Rohrleitungen benutzt worden. Der DE enthdélt insgesamt 29 Volumina,
8 fir die Primdrseite, 17 flUr die Sekundérseite, 3 fiir die Frisch-
dampfleitung und 1 fir das Einspeisewasser.

Der DH und die Volumenausgleichsleitung sind durch 11 Volumina
modelliert 8 daven im DH selbst. '

Der gebrochene Kreislauf (im folgenden auch 1F-Loop genannt)
beinhaltet 17 Volumina; 2 davon sind sogenannte zeitabhdngige
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Volumina, d.h. Velumina, bei denen man das zeitabhdngige

Verhalten einiger Verdnderlichen von auBen eingeben kann, undwel-
che die Aufgabe haben, die fir das RELAP5-Gleichungssystem bend-
tigten Randbedingungen zu liefern. Der RDB besteht aus 34 Volumina,
12 im Kern, 12 im Ringraum, die restlichen stellen oberes und unteres
Plenum, Deckelraum und verschiedene Bypasses dar.

Das Notkiihlsystem ist durch 3 Volumina modelliert, 1 fir den
Druckspeicher, und 2 zeitabhdngige Volumina fir die Sicherheits-
einspeisepumpen (SEP) und die Nachkdhlpumpen (NKP).

Die mit verschiedenen Volumina verbundenen Heizleiter weisen 5
bis 10 Knoten (z. B. bei den Brennsté&ben) in der radialen
Richtung auf, um die innere Temperatur- bzw. Leistungsverteilung

darstellen zu kbdnnen.

Sensitivitidtsrechnungen /40/,/41/ haben gezeigt, daB eine Nodalisierung
(wie in diesem Fall) mit halbiertem Ringraum und dazugehdrigen
Querverbindungen bessere Ergebnisse gegeben hat, d.h. numerische,
van der vereinfachten 1-dimensionalen inneren Codestruktur verur-
sachte Fehler konnen teilweise vermieden oder kompensiert werden.

Bemerkenswert dabei ist, daB der Code dem Benutzer es ermdglicht,
Druckverlustbeiwerte bei z.B. Querschnittsverdnderungen oder
Krummrohren per Eingabe zu vergeben oder auch Uber eine gewisse
Rechenoption, die ein inneres Rechenverfahren aufruft, berechnen

zu lassen (s. Anhang 2).

Die vom Code erstellten Koeffizienten k&nnen sich wdhrend der
Transientenrechnung &ndern und nehmen zwei unterschiedliche Werte
fiir Wasser und Dampf je nach den physikalischen Vorgdngen an.

Selbstverstandlich muB der Benutzersich bemiihen, die Eingabewerte
der Druckverlustbeiwerte so zu wdhlen, daB die damit in dem Modell
sich ergebanden Druckabfdlle in guter Ubereinstimmung mit den
DifferentialdruckmeBwertien unter stationdren Bedingungen sind.

Die Kennfelder der Pumpendaten wurden von /42/ iibernommen.




3.3 Das Experiment L2-5

3.

4

Das im Juni 1982 erfolgreich durchgefihrte Experiment bestand
darin, den Bruch einer Kihlmittelleitung mit dem gréoBRten Bruch-
querschnitt (2F-Bruch oder doppelendigen Bruch} zwischen HKP und
RDB zu simulieren.

Nach diesem plétzlichen Ereignis stromte der gesamte Kihlmittel-
inhalt durch die beiden entstandenen Offnungen in den Abblase-
hehdlter hinein.

Das Schnellabschaltungssystem des Reaktors wurde infolge des niedri-
geren Druckes ausgeldst und die HKP wurden innerhalb 1 Sekunde vom
Stérfallbeginn ausgeschaltet und gleichzeitig von ihrem Schwung-

rad entkoppelt. Die Druckspeicher fingen an, nach 16.8 Sekunden
Wasser ins System einzuspeisen. Die SEP- und NKP-Einspeisung wurde
bis ~ 24 bzw. 37 Sekunden, gemdB der Nachziindung der Not-
stromdieselmotoren absichtlich verzdgert. Die gemessene Hichst-
hiullrohrtemperatur betrug 1078 + 13 K und die Stabbindel wurden

70 Sek. nach Storfallbeginn véllig wiederbenetzt.

Staticndre Rechnungen

Im idealen Fall méchte man die experimentellen Anfangsbedingungen
fir Primdr- und Sekundédrseite zugleich, innerhalb der vorgegebenen
experimentellen Ungenauigkeit beim numerischen Modell wiedergeben.
Die bei dieser und bei anderen Rechnungen gewonnene Benutzerer-

fahrung erleichterte weitgehend diese ansonsten mihsame Initiali-

sierung.

Ein mit Dampf gefiilltes zeitabhdngiges Volumen wurde am DH oben
angeschlossen, um das richtige Druckniveau im System aufrecht-
erhalten zu kdnnen.

Dariiber hinaus wurde beim Verwenden eines numerischen integralen
Kontrollsystems die HKP-Drehzahl angepalt und beim Einschalten

eines exponentiellen Relaxationsschemas bei der Steuerung des Frisch-

dampfventiles (FD-Ventiles) wurde der Dampfdurchsatz so abgestimmt,
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dah sich der richtige Sekunddrdruck einstellte. Wenn das erfolgt, dann
sollen die gewlnschten Kihlmitteltemperaturen der Primdrseite

erreicht werden (vorausgesetzt wird, daB der geheizte dquivalente
nurchmesser der U-Rohre richtig angenommen wird).

Zufriedenstellend stationdre Ergebnisse erhielt man nach ~100 Sek.
Echtzeit und nach Bewdltigung anfdnglicher Wasserstandsschwankungen

im DE, und das ohne den Rechenzeitschritt zu verringern. Tab. I gibt
den Uberblick iiber diese Ergebnisse, verglichen mit den entsprechenden
MeRdaten des LOFT-Versuches.

Transiente Rechnungen

Die Abbildungen 9 bis 22 zeigen vergleichsweise berechnete

und experimentelle Kurven von Massendurchsatz, Druck, Drick-
differenz, HUllrohrtemperatur, Kihlmitteldichte, KlUhImitteltempe-
ratur, Massenstromdichte und Pumpendrehzahl. Die Rechnungen wurden
bis zu 30 Sekunden durchgefihrt (5 Sekunden stationdre Rechnungen
gehen den voraus), wozu eine CPU-Zeit von ~28 Min. auf dem IBM-3090
Rechner notwendig war.

Im allgemeinen kann man wohl sagen, daB die Ubereinstimmung vor-
wiegend gut ist. Einige Unterschiede lassen sich anhand des Code-
aufbaus interpretieren und erkliren.

Wihrend der mittleren Phase des Druckentlastungsvorgangs {System-
druck zwischen 60 und 40 bar) liegt bei der Rechnung die Tendenz vor,
den Kilhlmitteldruckabfall geringfiigig zu Uberschdtzen (s.Abb. 9 und
10). Dies konnte nicht durch verniinftige Werte des AblaRkoeffizien-
ten an der Bruchlage (solcher Koeffizienten nahm in der Rechnung

den Wert 0.93 fiUr unterkihlte bzw. 0.84 filir gesdttigte Ausstrdmung
an) ausgeglichen werden.

Die Uberschdtzung der Druckabnahme scheint vom Modell des kritischen
Massenstromes im Code bedingt worden zu sein (s. Abb. 11 und 12).
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Dieses Modell berechnet die Massen- und Energieabfuhr lber den
Bruch fir die breiten Druck- und Massendampfgehaltwertebereiche,
die stromaufwdrts des Bruches wdhrend der LOCA-Transiente vorkom-
men, nicht ganz korrekt aus. Das "Choke"-Modell berlicksichtigt
die damit verbundenen Anderungen der Fluideigenschaften zwischen
dem Aufstromvolumen und der eigentlichen Bruchstelle.

Demzufolge ist auch der Einspeisebeginn der Druckspeicher 0.6 Se-
kunden friher im Vergleich mit dem Experiment berechnet worden;
allerdings sollte darauf hingewiesen werden, daB der von RELAPS
vorausgesehene Massenstromverlauf von den Akkumulatoren (hier
nicht gezeigt) gegenliber dem wirklichen gut iibereinstimmt. Bei
manchen GroBen, wie z.B. Differentialdriicken {(Abb. 13-14) waren
die Mefisignale ziemlich schwach /38/, mehr oder weniger von der-
selben Grdfenordnung des StrommeBbereichs, und daher kann die Ge-
geniiberstellung mit berechneten Werten manchmal fragwiirdig sein.

Die Ergebnisse dieser Untersuchung im Hinblick auf die Hillrohr-
temperatur erwiesen sich zwar gut, besonders bei der Abschdtzung
der Auftrittszeit der kritischen Heizfldchenbelastung und der
Hillrohrtemperatur an der heiRBen Stelle (Abb. 15), aber eine ge-
wisse Diskrepanz kommt in den letzten betrachteten Sekunden des
Stérfallablaufes {ab 22 Sekunden) zwischen berechneten und expe-
rimentellen Werten vor. In diesem Zeitbereich herrscht ein Nebel-
strom bei einem niedrigen Druck im Kernkanal, d.h. Flissigkeits-
trépfchen werden von einer umgebenden Dampfstrémung mitgerissen.
Es handelt sich um eine disperse Mischung, deren Massendampfge-
halt noch hoch (3 0.92) ist.

Da die mathematische Entwicklung des Codes auf nur 5 Grundglei-
chungen fUr Massen-, Impuls- und Energieerhaltung beruht statt
auf 6, mubB der Code zusdtzliche Ansdtze machen, die anstelle der
fehlenden Gleichung wirken. Darunter z&hlt der Ansatz, dab die
Phase, deren Masseninhalt in einem Kontrollvolumen kleiner wird
als 0.5 - egal ob Wasser oder Dampf -, zum Sdttigungszustand ge-
setzt wird.




Diese Vereinfachung gilt in diesem Fall dem Wasser, wobei der
Dampf iiberhitzt werden dlrfte. Da aber die im Fluid aufgencmmene
Energie in RELAP5/Mod.1 dazu dient, neuen Dampf im Sdttigungs-
zustand zu erzeugen, erfolgt die Uberhitzung erst wenn X ~ 1.0
(beinahme reine Dampfstromung). Die berechnete Nebelstrdmung
(X<0.999) im Kern wdhrend des Experiments L2-5 enthdlt keinen
iberhitzten Dampf, der durch seine geringe Wdrmelbertragungszahl
die Hillrohrtemperatur hochhalten wirde, wie es in Wirklichkeit
offensichtlich ist. Dieser Temperaturabfall ist leider keine
numerische Schwingung, wie es scheinen konnte. Eine Fortsetzung
der Rechnung auf 40 Sekunden bestdtigte die Tendenz zur Unter-
schdtzung der Temperatur.

Das 143t sich dann wahrscheinlich vermeiden, wenn man einen ande-
ren Code {z.B. RELAP5/Mod .2),der Uber 6 Gleichungen verfiligt, ver-
wendet, was nicht im Inhalt dieser Arbeit ist.

Die berechneten Kihlmitteltemperaturen in den Kreisldufen sind
dagegen in ausgezeichneter Ubereinstimmung mit den entspreéhenden
MeRwerten, wie die Abb. 16 und 17 zeigen. Der DH erlebi wahrend
der Rechnung eine etwas schnellere Entleerung als in der Wirk-
lichkeit, wie es von Abb. 18 ersichtlich ist. Grund dafir kénnte
eine Unterschdtzung des Widerstandskoeffizienten bei der Volumen-
ausgleichsleitung sein, die sich wegen ihrer komplizierten Geome-
trie nicht ohne Mihen modellieren 183t.

DaB die hydraulischen Geschehnisse in der LOFT-Anlage wdhrend der
Druckentlastung in der Rechnung gut wiedergegeben werden, bestd-
tigen die Kiihlmitteldichten in Abb. 19 und 20 sowie die Fluidge-
schwindigkeit stromaufwdrts der Einspeisestelle, die in Abb. 21
gezeigt ist. Der mittelnde Effekt der numerischen Diskretisierung
ist bei der berechneten Geschwindigkeit festzustellen; die &rtli-
chen Schwankungen sind zwar nicht vorhanden, wie es der Fall bei
der gemessenen Geschwindigkeit ist, aber der zunehmende Mittel-
wert der oszillierenden Geschwindigkeit nach der Notkiihleinspei-
sung (ab 16 Sekunden) wird richtig nachgerechnet.

Gut sind auch die errechneten Werte fir die Pumpengeschwindigkeit
(Abb. 22), auf jeden Fall entscheidend besser als die, die mit
einer vorherigen Version des Codes ermittelt wurden /40/.
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Hier zeigte die Fortsetzung der Rechnung auch eine gute Uberein-
stimmung mit dem Experiment und, - das ist beachtlich -, ohne An-
wendermanipulation der Eingabe, wie explizit in /40/ angegeben.
Da wurde der gewiinschte Geschwindigkeitsverlauf erst erhalten,
wenn man annahm, daB an der Pumpe die Phasen Wasser und Dampf mit
derselben Geschwindigkeit sich bewegten. Die {bertriebene Be-
schleunigung in /40/ resultierte aus dem Saugeffekt einer konden-
sationsbedingten Druckabsenkung an der Kalteinspeisungsstelle,
gerade zwischen HKP und RDB, was einfach zu hohe Durchsdtze hin-
ter sich zog.

Dieser Effekt ist wegen der eingebrachten Verbesserungen bei der
EUR-Version des Codes nicht mehr vorhanden.

Eine weitere LOFT-Nachrechnung wurde mit dem Einsatz des Co-
lumbias Zweiphasen-Reibungsmultiplikators, der bereits im Kap.
2.4.6 beschrieben worden ist, durchgefiihrt. Es ergaben sich ge-
ringe Verbesserungen der'Ergebnisse gegentiber der oben erwdhnten
Rechnung.

Bei der Ermittlung der Pumpengeschwindigkeit war aber eine deut-
liche Verbesserung beim berechneten Verlauf gegeniiber dem experi-
mentellen zu sehen. Die Beschleunigungsphase in der spédteren
Phase der Transiente wurde etwas besser nachgerechnet als mit der
Originalversion von Ispra (siehe Abb. 23). Grund dafir sollte die
Eignung des Columbia-Zweiphasen-Multiplikators zu homogenen Strd-
mungsregimen sein, und die Pumpe ist ein ideales Szenario, um es
zu beweisen, weil dort das hdochsthomogenisierte Strémungsverhal-
ten der ganzen Anlage herrscht. Es ist dabei zu beachten, daR die
Benutzung eines vom Ansatz der homogenen Strémung abgeleiteten
Multiplikators auch bei einem auf getrennten Phasen aufgebauten
Rechenprogramm zu guten Ergebnissen fihrt, was mit den Erfahrun-
gen von Reddy und Mitarbeitern Ubereinstimmt.
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3.6 SchluBfolgerungen

Tab. Ia zeigt die zeitliche Reihenfolge der nachgerechneten Er-
gebnisse, verglichen mit der entsprechenden Reihenfolge der ex-
perimentellen Vorgdnge.

Fs hat sich erwiesen, daB RELAP5/Mod.1-EUR im Hinblick auf die
Fluiddynamik der Druckentlastungsphase eines grofien Wasserver-
luststorfalles und insbesondere in den ersten 25 - 30 Sekunden
verhdltnisméRig zuverldssig ist.

Die trotz des enormen Programmieraufwandes des Codes mangelnde
mathematische Beschreibung beeintrdchtigt die Weiterbenutzung des
Codes im Niedrigdruckbereich, wo die Rechenaufgabe von anderen
fortgeschrittenen Codes Ubernommen werden sollte.
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Tabelle 1 Anfangsbedingungen des Experiments L2-5
Parameter “MeBdaten RELAPS-Ergebnisse.
Kernleistung (MW) 36.041.2 36.0
Kiihlmitteldruck (MPa) 14.9440.06 14.92
Kithlmitteltemperatur (K) 589.7+1.6 590.4
im heiBen Strang des IL*

Kihlmitteltemperatur (K) 556.6+4.0 556.7
im kalten Strang des IL*

Aufwdrmespanne im Kern (K) 33.1+4.3 33.2
Massendurchsatz im IL 192.4+7.8 192.5
(kg/sec)

Pumpendrehgeschwindigkeit 131 132
(rad/sec)

Kihlmitteltemperatur im 615.040.3 614.8
DH (K)

KUhimitteltemperatur (K) 561.9+4.3 561.9
im heiBBen Strang des GL*

Kihimitteltemperatur {K) 564.3+4.2 554.3
im kalten Strang des GL*

Druck auf der Sekundadrseite 5.85+0.06 5.83
des DE (MPa)

Temperatur auf den Sekunddr- | 547.1+0.6 547.0
seite des DE (K)

Massendurchsatz auf der 19.1+0.4 19.2
Sekunddrseite des DE (kg/sec)

Wasservolumen im Druck- . 2.9240.01 2.92
speicher (m?)

Druck im Druckspeicher (MPa) | 4.29+0.06 4,29
* IL = intaktes Loop

* GL = gebrochenes Loop




Tabelle la: Berechnete und gemessene Reihenfolge der Hauptereignisse
des LOFT-Experiments L2-5

Ersignis Zeit (s)

MeBRdaten RELAPb-Ergebnisse
Reaktorschnellabschaltung 0.2440.01 0.24
Ausschaltung der Pumpen 0.9440.01 0.94
Entleerung des Druckhalters 15.4+1.0 13.5
Druckspeichereinspeisungs=- 16.8+0.1 16.2
beginn
Erreichung der max. Tempera- 28.5 10.8
tur an der HeifBstelle
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4. Untersuchte Reaktortypen

Im Rahmen unserer Untersuchungen zum FDWR wurden in Bezug auf
die Brennelementstruktur 3 Varianten betrachtet (s. Ref. /8/):

a) zwei homogene Kerne, bei denen alle Brennstdbe gleichartig sind,

b) einen heterogenen Kern.

Das heterogene Konzept ist durch das Vorhandensein zweier

Brennelementtypen gekennzeichnet:

1} das Seed mit hoéherer Spaltstoffanreicherung (in diesem Fall
Plutonium)} und daher eine hohere Leistungsdichte erzeugend

2) das Blanket, dessen Spaltstoffanreicherung geringer ist und
dessen Leistungsdichte dementsprechend kleiner ist.

Diese Kernanteile unterscheiden sich im Hinblick auf ihre Funktion
dadurch, daB wdhrend im Seed vorwiegend Spaltungsneutronen und
damit Energie erzeugt werden, im Blanket das physikalische Haupt-
ereignis die Brutreaktion ist (Brutstoff verwandelt sich in
Spaltstoff), die dazu beitrdgt, die gesamte Kernkonversionsrate

zu steigern. Wegen der Verringerung der Wassermenge im Kern sind
die Kithlkandle wesentlich kleiner als bei einem herkdmmlichen
Referenz-DWR{1300 MWe-Klasse)und damit ist der hydraulische
Widerstand hoher. Bei den untzarsuchten FDWR-Entwiirfen wurde die
dreieckige Brennstabanordnung zu Ungunsten der viereckigen aus

dem Grunde bevorzugt, daB bei gleichem Wasseranteil und Brennstab-
durchmesser sich der maximale Abstand zwischen den Stédben ergibt.
Alle Stdbe beider homogener Entwiirfe und des Blankets im hetero-
genen Reaktor sind mit je 6 integrierten Spiralabstandshaltern
versehen. Bei den Brennstdben im Seed des heterogenen Entwurfes
sind dagégen Gitterabstandshalter vorhanden. Allen Reaktortypen
gemeinsam ist das Hillrohrmaterial der Brennstdbe: Edelstahl.

Die Brennstableistung wurde beim Entwerfen so festgelegt, daB

die Wiederbenetzung des Kerns infolge eines GroBlecks (LOCA)
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moglichst gewdhrleistet sein sollte. Trotz der gegeniibher dem Re-
ferenz-DWR geringeren Kernldnge wurde vorsorglich die Brennstab-
leistung teilweise vermindert, da die Enge der Kernkiihlkandle das
Fintreten des Notkihlwassers in den Kern weitgehend hindern
konnte. Die wesentlichen geometrischen, thermohydraulischen und
neutronenphysikalischen Daten der drei untersuchten FDWR und des
Referenz-DWR sind aus den Tabellen II und III zu ersehen. Es
fallt auf, daR die Kernleistungsdichten der FDWR ungeachtet der
verminderten Brennstableistungen besonders beim Seed des hetero-
genen Reaktors bedeutend hiher sind als beim DWR. Hoher sind bei
den FDWR auch die Druckverluste Uber den Kern und die Wasserge-
schwindigkeiten im Kern. Was auch hervorgeht, ist ein groBerer
Bedarf an Spaltstoffinventar, da die Anzahl der Brennstabe bel
den FDWR ungefahr das Zweifache als beim DWR ist. Der homogene
FDWR mit p/d-Verhdltnis = 1.12 bietet nach den Abschdtzungen von
/43/ einen Konversionsfaktor von 0.98, der andere homogene (p/d =
1.20) 0.90 und der heterogene Reaktor etwa 0.96 (siehe auch Tab.
I1). Die hervorragende Neutronenausbeute des ersten Reaktors er-
kldart sich durch das geringere Wasser- zu Brennstoffvolumen. Das
homogene Konzept mit weiterem Gitter, das im Kernforschungszen-
trum untersucht wird, bietet dagegen weniger Uranausnutzung,
sollte allerdings vom Gesichtspunkt der Reaktivitdtsdnderung beim
Kihlmittelverlust ein niedrigeres Gefdhrdungspotential aufweisen,
wie es im folgenden dargestellt wird.

Die heterogene Variante stellt sich als Ergebnis umfangreicher
Studien, die ausgehend vom in Shippingport realisierten und mit
Wasser moderierten Briiter (ber einige teilweise mit beweglichem,
teilweise mit starrem Seed ausgestatteten Zwischenauslegungen zur
heutigen Konzeption filhrten. Details der technischen Entwicklung
dieses Entwurfes sind in /8/ gegeben. Der in dieser Arbeit be-
trachtete heterogene Kern enthdlt getrennte Seed- und Blanket-
brennelemente. Nur ein Drittel der Brennelemente sind Seedbrenn-
elemente. Diese sind von jeweils sechs Blanketelementen umgeben und
von denen durch feste Stahlwinde getrennt. Der heterogene Reaktor
ist das Ergebnis der (Uberlegungen im Kernforschungszentrum zu




einer alternativen FDWR-LOsung zur Erzielung eines mdglichst
hohen Konversionsfaktors. Einerseits ist die hohe Konversion mit
Sicherheit anstrebenswert, andererseits ist die Bedeutung des
Reaktorverhaltens bei geleertem Kern (Randbedingung eines mégli-
chen Unfallszenarios) und der Ermittlung des maximal erreichbaren
Abbrandes nicht zu verkennen. Darauf richteten sich die umfassen-
den neutronenphysikalischen Untersuchungen in /43/, deren Ergeb-
nisse zum Teil hier in der Tab. II Zzusammengestellt sind. Als
graphische Ergdnzung der genannten Tabelle wird die Abb. 24 vor-
gestellt, die die Reaktivitdtsdnderung in Abhdngigkeit der am
Ende des ersten Zyklus im Kern vorliegenden Wasserdichte fir die
drei betrachteten Reaktortypen wiedergibt. Die Rechnungen wurden
mit Hilfe des Programmsystems KARBUS durchgefiihrt. Die von dem
Verfasser angegebene Genauigkeit im Hinblick auf die eigenen Er-
gebnisse betrdgt 1t %. Aus diesem Grund und aus der relativen Zu-
verldssigkeit der verwendeten Rechenmethode, die zu den fort-
schrittlichsten zdhlt, wurden diese Ergebnisse als Basis fiir die

ATWS-Untersuchungen dieser Arbeit angenommen.



Tabelle II: Wesentliche geometrische und neutronenphysikalische Daten
der DWR- und FDWR-Designs '

Referenz- Homog. FDWR Homog . FDWR Heterog. FDWR

DWR (weites Gitter) ~|(enges Gitter){Seed Blanket
Brennstabdurch- 10.75 9.5 9.5 7.4 1.1
messer (mm)
Abstandsverhdlt- 1.33* 1.20 1.123 1.30 1.10
nis
Wasser-zu Brenn-
stoffvolumenver- 1.67 G.70 0.47 1.05 0.37
hdltnis
Aktive Kernlinge (m){ 3.90 2.20 2.00 2.18
Hillrohrstérke 0.725%* 0.4 0.4 0.37/0.44
Konversionsver-
haltnis 0.55 0.90*** 0.98%** 0.96%%*
Voidkoeffizient _
bei totalem Wasser- -2 -2 -2
verlust im Kern - -4.05x%x 10 +1.5x10 -1.34x10
(Zyklusende)***
Kihlmitteldichten-.
reaktivitdtskoeffi-
zient dX/de{cm®/g) -2 -2 -2
unter normalen 10 x 10 7% 10 0 3x10
Betriebsbedingungen
(Zyklusende)***
Durchschnittliche _
Nennbrennstablei- 208 180 165 195 159
stung (W/cm)
Kernleistungsdichte 94,63 1458 167.42 245b 124b
(W/cm?)
Axialer Leistungs- 1.2 bis 1.3 1.48 1.48 1.54
faktor
Radialer Leistungs- 1.3 bis 1.5 1.20 1.20 1.20
faktor
Elektr. Reaktorlei- 1300 1285 1230 1275

stung {MW(elektr.))

* viereckige Anordnung. Das FDWR-Brennstabgitter ist dreieckig
**  Hullrohrmaterial fiir den DWR ist Zircaloy-4, fiir die FDWR Edelstahl 1.4981

**% Berechnet am Ende des ersten Brennstoffzyklus

a

b yert bezogen auf die Einheitsbrennstoffzelle

Wert bezogen auf das ganze Kernvolumen




Tabelle III:
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Wesentliche thermohydraulische Daten der DWR-Auslegung und
der FDWR-Entwirfe im stationdren Betriebszustand

Referenz-
DWR

Homog . FDWR
(weites Gitter)

Homog . FDWR

{enges Gitter)

Heterog. FDWR
Seed ! Elanket

Druckverlust
Uber den Kern
(bar)

Primarkhlmittel-
durchsatz (kg/s)

Kihlmitteltempe-
ratur am Kern-
eintritt (°C)

Kihlmitteltem-
peratur am Kern-
austritt(°C)

Kihlmitteldruck
am Kernaustritt
{bar)

Druck des ge-
sattigten Dampfes
am Dampferzeuger-
austritt (bar)

Mittlere Wasser-
geschwindigkeit
im Kern (m/s)

Reynoldszahl

1.25

18800

291.1

326.2

158.3

64.5

4.47

2.1532x10

2.58
17945

290.2

326.2

1568.3

63.817

5.81

3 2. 0828x10°

3.70

17114

287.0

326.2

158.3

61.575

6.70

1.741 %10

5

3.27
17371

289.5
326.2

1568.3

63.423

6.44 6.35

3.2137x
19 °

1.76142x10°
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5. Die LOCA Rechnungen

Die Druckentlastungsphase des LOCA-Stérfalles wurde fir die vier
im selben Kapitel vorgestellten Reaktoren mit Hilfe des Rechen-
programmes RELAP5/Mod .1-KfX numerisch simuliert und analysiert.

Die diesbeziiglichen Rechenannahmen und Rechenergebnisse werden im
nachstehenden dargestellt und diskutiert.

5.1 Der erste betrachtete Stdrfall: der groBe LOCA

Die Reaktorsicherheitskommissions({RSK)-Leitlinien /44/ schreiben den
doppelendigen Bruch einer Kihlmittelleitung mit dem groRten
Bruchquerschnitt (2F-Bruch) als Auslegungsstérfall vor. Wenn die
Bruchlage zwischen der Hauptkihlmittelpumpe und dem Reaktordruck-
beh&lter (RDB) im Primirkreislauf sich befindet, dann erfolgt der soge-
nannte GAU (GroRter Anzunehmender Unfall). Genau diese besondere
Art LOCA wurde in der vorliegenden Arbeit untersucht. Dabei wird
unterstellt, daB die Aufweitung der Austrittsfldche auf den vol-
len Rohrleitungsquerschnitt binnen -~ 15 Millisekunden sich veoll-
zieht. Bestimmt durch den Strdmungsvorgang an der entstandenen
0ffnung 1&Bt sich der Stérfallablauf in folgende zeitlich auf-
einanderfolgende Phasen unterteilen:

- Druckentlastung vom Betriebsdruck lber den Sdttigungsdruck und
den Ansprechdruck des Druckspeichereinspeisungsbeginns bis hin
zum Erreichen des Ausgleichsdruckes mit dem im Sicherheitsbe-

hdlter (Phase 1)

- Wiederauffillung des RDB bis zur unteren Kerngitterplatte
(Phase 2)

- Flutung des Reaktorkerns (Phase 3)

- Langzeitnotkihlung (Phase 4).
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Bei unserer Untersuchung mit RELAP5/Mod. 1 blieben aus den vorher
schon erwdhnten Grinden die Phasen 2 bis 4 auBer acht. Insbeson-
dere wurden die Phasen 2 und 3 in /45/ durchgerechnet, nachdem
die RELAPS-Ergebnisse am Ende der Phase 1 als Anfangsbedingungen
itbernommen wurden. Der allererstie Teil der ersten Phase ist durch
nichtsiedende Wasserstromung am Leck charakterisiert, und somit
ergeben sich die groften AusfluBraten im Vergleich zu denen der
folgenden Phasen. Die Dauer dieser Teilphase i1st beim 2F-Bruch
sehr kurz.

Beim Erreichen des Sdttigungszustandes wdhrend der Druckent-
lastung beginnt das Kihlmittel zu verdampfen und das daraus
entstehende Wasser-Dampf-Gemisch strdmt i{iber das Leck mit der
Schallgeschwindigkeit in den Reaktorsicherheitsbehdlter hinein.
Fortan ist der Abstrdmungsvorgang von der kritischen Massen-
stromdichte gesteuert. Die Verringerung des Massendurchsatzes am
Kern fihrt zu einer Abnahme des Warmeiiberganges an der "HULI-
rohrwand-Kihlmittel"-Schnittstelle und folglich zu einem Anstieg
der Hilllrohrtemperaturen. Zu dem thermohydraulischen Verhalten im
Reaktorkithlsystem (RKS) und dem Verlauf der Kerntemperaturen tra-
gen erheblich die Kihlmittelpumpen der intakten Kreisldufe bei.
Am Ende dieser zweiten Teilphase wird der Kern hauptsdchlich von
Dampf durchstrémt.

Der Wassereinspeisebeginn von den Druckspeichern beeinfluBt we-
sentlich den dritten Teil der Druckentlastungsphase. Die Druck-
speicher sind sowohl an den kalten als auch den heiBen Stréngen
der RKS-Leitungen angeschlossen. Das in den heiBen Strang einge-
speiste Wasser dringt fast unmittelbar in das obere Plenum des
RDB ein. Das in die kalte Leitung eingespeiste Wasser gelangt
nach einer Weile in den Ringraum des RDB. Nur ein Teil des ge-
samten Notkihldurchsatzes wirkt fir die Wiederauffillung des
Kernes; der andere Teil strdmt, gemischt mit der vom Kern be-
forderten Dampfentstrdmung, tber die RDB-Stutzen zum Leck hinweg.
Das eingespeiste kalte Wasser baut beschleunigend den Systemrest-
druck bis hin zum Druckausgleich zwischen RKS und Sicherheisbe-
hdlter ab. Dabei endet die in dieser Arbeit untersuchte Tran-
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sientenphase. Es sei noch zu erwdhnen, daB, ausgeldst von einem
Niedrigdrucksignal im RKS, die Reaktorschnellabschaltung ganz

am Anfang des Stérfallablaufes erfolgt. Eine redundante Schalt-
logik stellt diesen mechanischen Eingriff auch beim Versagen an-
derer Komponenten des Reaktorschutzsystems sicher.

5.2 Numerisches Modell und Anfangsbedingungen

Bestandteil jeder RELAP5-Rechnung ist die sogenannte Nodalisie-
rung, ein numerisches aus miteinander verkniipften Zellen zusam-
mengesetzes Netz, das die gewilinschte Anlage schematisch darstel-
len soll. Die in Abb. 25 gezeichnete Nodalisierung ist das End-
ergebnis einer Reihe von parametrischen Studien, Uber die in /46/
ausfihrlich berichtet wird, bei denen der Parameter eigentlich
die Nodalisierung selbst war. Dieses Diskretisierungsmodell spie-
gelt die geometrische Anordnung des Referenz-DWR wieder.1 Sie um-
faBt insgesamt 185 Fluidzellen mit 190 Verbindungen und 70 Heiz-
leitersegmenten, die in Abb. 25 schraffiert erscheinen. Sie wurde
so vorgenommen, um eine méglichst fehlerfreie Datenibertragung
mit dem Rechenprogramm FLUT (siehe /45/) zu ermdglichen.

Der Kern des Reaktors wird durch zwei parallele Kandle (Volumina
230 und 231) - in je sieben Fluidzellen unterteilt - darge-
stellt. Der eine simuliert eine Kernrandzone {ca. 15 % des
gesamten Kernes) und ist mit einer entsprechenden Brennstabgruppe
mit mittlerer Stableistung verbunden. Der andere bildet einen um-
fangreicheren Kernbereich, ungefdhr 85 % der Kihlkandle nach, die
der Kernzentralzone entsprechen. In diesem Kernteil sind zwei
Brennstabgruppen vorhanden, eine mit durchschnittlicher und eine
mit hdherer Leistung zur Modellierung der mittleren Brennstibe
bzw. des sogenannten heiBen Brennstabes.

1
Die Daten fir den Referenz-DWR stammen aus /47/, die fir

die FDWR aus /29/.
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Die mittleren Brennstdbe der zwei Kandle unterscheiden sich von-
einander dadurch, daB ihrer Leistung ein verschiedener Radialfak-
tor zugewiesen worden ist (f1 = 1.00935 fir die im Kernzentrum
und f2 = 0.98314 flr die an der Kernperipherie), um dem in der
Wirklichkeit vorliegenden radialen Leistungsprofil Rechnung zu
tragen. Die axiale Diskretisierung der Brennstibe umfaRt 5 Seg-
mente und jedes Segment ist in vierzehn radialen Knoten aufge-
teilt, die von innen nach auBen den Spaltstoff {6 Knoten), den
Spaltraum (2 Knoten) und das Hillrohr (6 Knoten) abbilden. Die
thermischen Eigenschaften des Spaltgases (Wdrmeleitzahl und
Warmekapazitdt) wurden von denen des Heliums tbernommen.

Die beschriebene Einteilung des Kernes und die des unmittelbar
dariiber liegenden Teils des oberen Plenums werden der Zielsetzung
gerecht, zweidimensionale Strémungsvorgdnge besonders am Ende der
Druckentlastungsphase, wenn die Einspeisung des Notkihlwassers
aus den Druckspeichern begonnen hat, zumindest teilweise 7y be-
ricksichtigen.

Wegen der bei den Reaktoren deutscher Bauart vorhandenen HeiBein-
speisung dringt das Notkiihlwasser von oben vorzugsweise in die
Randkandle und erst spdter in die Zentralkandle ein. Das obere
Plenum in deyr Nodalisierung ist deswegen so gestaltet, daB der
sich dort ansammelnde Notkihlwasserspiegel an seinem Weg zu dem
Zentralkanal verhindert ist und zwangsweise in den Randkanal
hineinflieBt. Diese Art Nodalisierung wird von der Hersteller-
firma KWU empfohlen, da sie das gut wiedergeben kann, was sich an
der oberen Gitterplatte bei den eigenen Einzeleffekt-Versuchen
abspielt /48/. Die Abwesenheit Querverbindungen zwischen den
beiden Kernkandlen erkldrt sich dadurch, da® es in RELAP5/Mod. 1
kein daflr geeignetes Modell gibt und deren Einsatz in der Noda-
lisierung zu unrealistischen Querstrdmungen fihrt und letztend-
lich zu einem Abbruch der Programmausfiihrung /46/.



Der Kern-Bypass wird vom Volumen 235 und der Ringraum von beiden
Volumina 210 und 710 dargestellt. Ein nicht einheitlicher Ring-
raum kommt nicht selten bei den RELAPS5-Anwendern vor. R.H. Ull-
rich /49/ hat schon gezeigt, daB die Wahl eines geteilten Ring-
raumes bel einer LOBI-Vorausrechnung zu besseren Ergebnissen ge-
fihrt hat. Ein Grund dafir kénnte sein, daB RELAPS5 wegen der
Vernachldssigung von 3D-Effekten die Trdgheit des im Ringraum
ringsumher nicht direkt vor den RDB-Stutzen stehenden Wassers
nicht beriicksichtigt und deshalb dazu neigt, die zum Leck hinaus-
strémenden Durchsdtze zu idberschdtzen. Bei der vorliegenden No-
dalisierung sind nur zwei Querverbindungen zwischen den beiden
Teilen des Ringraumes vorhanden, um die Effekte der Trennung zu
vermindern. Ubrigens sind die betroffenen Volumina unten ilber das
untere Plenum und oben {iber den Bypass zum Deckelraum gekoppelt.

Den Druckhalter stellen die Volumina 410, 415, 420 und 425 der
Abb. 25 dar. Er ist an den den gebrochenen Kreislauf willkirlich
angeschlossenen. Sensitivitdtsrechnungen /46/ bewiesen, dab der
Druckhalter, wenn er zu dem dreifachen intakten Kreislauf gehdren
wirde, zu keinen bedeutenden Anderungen gegeniber der fir die
endgiiltige Rechnung gewdhlten Lage fiihren wiirde.

Die Sekunddrseite wird in der vorliegenden Nodalisierung durch
die Dampferzeuger und deren Armaturen méglichst genau simuliert.
Die Turbinen und der Kondensator bleiben auBer acht. Die U-Rohre
der Wiarmeaustauscher werden zweckmdBig durch entsprechende Heiz-
leitersegmente simuliert.

Es wurde angenommen, daB von acht der normalerweise vorhandenen
Druckspeicher nur fidnf fiir die Kernflutung zur Verfigung stehen.
Somit ist zu rechnen, daB

- der Forderstrom eines Druckspeichers durch das Leck in den
Sicherheitsbehdlter unmittelbar abflielt




der Férderstrom eines zweiten Druckspeichers wegen eines Ein-

zelfehlers den Kern nicht erreicht
ein dritter Druckspeicher wegen Wartung nicht zu betdtigen

ist.

Die cben angefiihrten Anfangsbedingungen gehOren zu den konserva-
tiven MaBnahmen der RSK, wonach unsere Rechnung sich richtet und
die u.a. auch folgendes vorschreiben:

1)

1

Die insgesamt sechs (drei + drei) zur Verfiigung stehenden
Nachkidhl- und Sicherheitseinspeisepumpen greifen wahrend der
Druckentlastungsphase wegen eines Notstromfehlers nicht ein
und bleiben dabei unberilicksichtigt.

Die gesamte Anfangsleistung des Reaktors betrdgt 1.06 x die
normale Nennleistung unter Vollastbedingungen.

Der HeiBkanalfaktor Fq erhdlt den Wert 2.57, der den cben ge-
nannten Leistungszuschlag schon enthédlt.

Der Nachzerfallsleistungsverlauf ist gemdB der letztens ver-
abschiedeten ANS1-StmmmrdMNve mit + 20 % Aufschlag angenommen
worden /50/. Diese Kurve bezieht sich nur auf den Zerfall der
Spaltprodukte und schlieBft den der Aktiniden nicht ein. Sie
soll den Leistungsverlauf nach der Reaktorabschaltung wieder-
geben. Es sei zu diesem Punkt zu vermerken, daB die ANS-Stan-
dardkurve auch fir die FDWR-Rechnungen benutzt wurde, obwohl
die Zusammensetzung des Spaltstoffes bei diesen Reakicren anders
ist als bei den herkdmmlichen DWR. Es ist aber dem Verfasser nicht bekannt,
daB eine neuere FDWR-spezifische Kurve herausgegeben wurde. Deshalb ist
man bel der alten geblieben, die méiglicherweise den echten
FDWR-Kurvenverlauf etwas unterschitzt.

Der Druckverlauf im Sicherheitsbehdlter folgt der in /51/
erschienenen Kurve und ist in Abb. 26 gezeigt. Aufgrund des
Auftretens der kritischen Massenstromdichte am Leck wdhrend
der Transiente spielt jedoch der Druck im Sicherheitsbehdlter
eine unwesentliche Rolle,

ANS = American Nuclear Society
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Alle oben angefihrten Punkte gelten sowohl fir den DWR als auch
fur die FDWR und gehdéren als Bestandteil der Rechnung mit hinzu.

Zuriickgreifend auf das Nodalisierungsschema mu® noch dazu gesagt
werden, daf die Nodalisierungen flir die zwei homogenen FDWR-Ent-
wlrfe durch die GroBe der Fluidzellen 1im Kern und in deren Ple-
num und die fir den heterogenen FDWR auch durch die Anwesenheit
eines zus&tzlichen Kanals im Kern (Seed und Blanket sind zwei
getrennte Kernzonen im hetercgenen FDWR) von der urspringlichen
DWR-Nodaliserung abweichen.

Um den richtigen bei den vier verschiedenen Reaktoranlagen herr-
schenden thermohydraulischen Anfangszustand numerisch zu gewinnen,
muBten genauso wie flr die LOFT-Nachrechnung im Kap. 3.4 stationdre
Rechnungen durchgefihrt werden. Die dabei verfolgte Vorgehensweise
dhnelt im wesentlichen der, die dort beschrieben wurde. Deshalb
wird hier verzichtet auf das Thema einzugehen, und statt dessen
werden die wichtigsten Anfangsrechenergebnisse in der Tab. IV
aufgelistet, die verglichen mit den Nennwerten der Tab. III , Uber
den erreichten Approximationsgrad aussagefdhig sind.

5.3 Ergebnisse der Rechnungen

5.3.1 Vorrechnung mit der Originalversion von RELAP5/Mod.1
(RELAPS/Mod.1-INEL)

Die LOCA-Vorrechnungen wurden mit der Originalversion von

RELAPS5 {(RELAP5/Mod.1-INEL) flUr den Referenz-DWR durchgefiihrt.

Sie konnten allerdings wegen Programmabbruch nicht vervollstadndigt
werden. Ursache davon war die fehlerhafte Berechnung des Druckab-
stiegs im Primdrkreislauf, besonders stromaufwdrts der AnschluB-
stiitzen, wo das von den Druckspeichern eingespeiste Notkilhlwasser
ins System einflieBt. Dieses Wasser gelangt in den mit heiBem Dampf
geftillten Primdrkreis. Dadurch entsteht ein massenhafter Kondensationsvorgang.
Die daraus folgende Druckabsenkung (Abb. 27) wird so markant, daf
unrealistisch niedrige Druckwerte (von 0.40 bis 0.05 bar) erreicht
werden und gehen dadurch iiber den Glltigkeitsbereich der in RELAPS
eingebauten Wasser- und Dampftafel hinaus. Eine andere, den spédteren
Verlauf der Transiente stark pragende Erscheinung ist in Abb. 28
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ersichtlich. Dort ist der Massendurchsatz am Bruch (RDB-Seite) ab-
gebildet. Die hohen Spitzen ab 18 Sek. deuten offensichtliich auf
ainen lUberschdtzten Wassermitriff von der Finspeisesteile Uber den
RDB-Ringraum direkt ins Leck, ohne den Kern zu erreichen und damit
ou benetzen . Es ist aber dabei zu betonen, daB die damalige Noda-
lisierung einen einheitlichen Ringraum beinhaltete .

5.3.2 Rechnungen mit RELAP5/Mod.1-KfK

Beim Benutzen des Programms RELAP5/Mod.1-EUR als Basiscode fur die Rechnungen
wurden die im Abschnitt 5.3.1 beschriebenen Engpdsse und die damit verbundenen
Rechenunstetigkeiten beseitigt. Dank den ins Programm eingefiihrten und im

Kap. 2.3 und im Anhang 3 bereits beschriebenen Yerbesserungen konnten die
geplanten DWR-Rechnungen erfolgreich beendet werden. Abb. 29 bis &b zeigen

die durch die auf dem Basiscode aufgebaute Programmversion RELAPS/Mod. 1-KfK

(s. Kap. 2.4 ) erzielten LOCA-Ergebnisse fir die drei ins Auge
gefaBten FDWR-Entwirfe und vergleichsweise fir den Referenz-DUWR.
Am Stérfallbeginn wird die Hauptkiihlmittelpumpe im gebrochenen
Kreislauf abgeschaltet (d.h. sie wird abrupt vom Elektromotor
abgekuppelt) und kann dadurch mit eingeschaltetem Schwungrad frei-
laufen. Aufgrund des ins Leck strimenden Fluids dreht die Pumpe
immer schneller, bis das Schwungrad aus Sicherheitsgrinden ent-
koppelt wird. Es folgt (s. Abb. 29 ) eine weitere steilere Be-
schleunigungsrampe, die bei ~ 500 rad/Sek, indem die Pumpenwelle
blockiert wird, abgebrochen wird. Das geschieht ca. 8 Sek. nach
dem Stérfallbeginn und ist eine notwendige MaBnahme um die Gefahr
zu bannen, daB die Pumpenteile schwer beschddigt werden. Die
Pumpen in den intakten Kreisldufen sind ebenfalls ausgeschaltet
und deren Drehzahl wird durch den sich dort unterdessen einge-
stellten Naturumlauf bestimmt. Der wegen des vorhandenen Bruchs
langsam abnehmende Verlauf des Massendurchsatzes bewirkt eine
ebenso langsame und stetige Verringerung der Winkelgeschwindig-
keit, wie von Abb. 30 hervergeht. Im Sicherheitsbehdlter sammelt
sich das ausgestrémte Fluid an und bildet teilweise Dampf. Wegen
der Bildung eines kritischen Massenstromes am Bruch beeinfluft
der iubere Druck den Systemdruckablauf nicht. Dieser wird dage-
gen nur von der ausstridmenden Fluidmenge bedingt. Gezeigt wird
er in Abb. 31 (Druck am Kernaustritt) als Funktion der Zeit fdr
die vier Reaktoren. Die Abweichungen zwischen den Druckverldufen

sind gering:
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zwischen 3 und 15 Sekunden ist der Druck beim DWR ein wenig

hoher als der bei dem FDWR, wdhrend er ab 25 Sekunden niedriger
wird. Abb. 31 ist im Hinblick auf den Kihlmitteldruck reprisen-
tativ fiir fast das ganze Primdrsystem, ausgenommen den Druckhalter
und den Rohrstrang zwischen RDB und Bruch. Abb. 32 zeigt den Kihl-
mitteldruck an der Bruchstelle am Ende dieses Stranges. Deutlich
dabei ist der tiefere abrupte Druckabfall bis zum lokalen Satti-
gungsdruck (hier liegt dieser um 75 bar statt ~ 125 bar, wie in
Abb. 31 ersichtlich ist, und die danach folgende direkt vom Massen-
strom am Bruch abhdngige und dadurch ziemlich bewegte Druckentlastungskurve.

Der KUhlmitteldruck im Druckhalter kann aus Abb. 33 ersehen werden.
Wahrend der Blowdown-Phase bleibt er wegen des hohen hydraulischen
Widerstands der Volumenausgleichsleitung oberhalb des Druckes im
System. Das Steigungsknie um 19 Sekunden kennzeichnet den Ubergang
von Uberwiegender Wasserstrdmung zu Uberwiegender Dampfstromung
durch die anschlieBende Volumenausgleichsleitung und auch die fast
vollstdndige Entleerung des Druckhalters.

Der Druck in dem sich an den gebrochenen Kreislauf anschlieBenden
Dampferzeuger {s. Abb. 34) erlebt zuerst einen ziemlich raschen An-
stieg infolge des Turbinenschnellabschlusses (TUSA bzw. gleichzei-
tige Versperrung der Frischdampfleitung und der Hauptspeisewasser-
fdhrung)} und dann einen langsameren, von der abgeklungenen Wirmezu-
fuhr aus der Primdrseite herrihrenden Abstieg. Der erreichte Héchst-
wert bleibt bei allen Reaktoren weit unterhalb des Ansprechdruckes
der DE-Sicherheits- bzw. Abblaseregelventile (86 bar bzw. 83 bar).
Die dem Druckverhalten zugrunde liegenden Ausstrémungen sind in
Abb. 35 und 36 zu sehen. Der Scheitelwert bei den FDWR fiir den Mas-
senstrom aus der RDB-Seite liegt bei ~ 28000 kg/sec und beim DWR
bei 26000 kg/sec. Das 1dBt sich durch den etwas hdheren Kihlmittel-
druck im stationdren Zustand des FDWR gegeniiber dem DWR erkliren.
Ab 3 Sek. bis ungefdhr 16 Sek. liegt die umgekehrte Tendenz vor:
der Massenstrom nimmt schneller bei den FDWR ab, da am Anfang unter
normalen Betriebsbedingungen die herrschenden Kihlmittelmassen-
inhalte bei den FDWR geringer sind als in der DWR-Anlage. Die re-
lativ hohen Schwingungen kurz vor Ende der Transiente weisen auf
einen erhthten Wassermitrif aus den Druckspeichern (ber den Ring-
raum hin.




Durch die Pumpe strémt der in Abb. 36 dargestellte Massendurchsatz
vom System in den Sicherheitsbehdlter hinaus. Der dabel erreichte
Maximalwert (13000 kg/Sek) ist weitgehend niedriger als der von
der anderen Seite des Bruches (28000 kg/Sek). Einen Uberblick

iiher die dbrigen Kihlmitteldruchsdtze am Eingang und Ausgang des
ROB bekommt man aus den ADD. 37, 38 und 39. Die Massenstrime am Austritt
(Abb. 37 und 38 ) ndhern sich allmdhlich nach einer Strémungsum-
kehrung bei herrschendem Naturumlauf dem Nullwert. Die vorléaufige
Zunahme des Durchsatzes im gebrochenen Kreislauf zwischen 14 und
20 Sek. ist von der Entleerung des Druckhalters bedingt. Dieses
Wasser, das in die RDB-Richtung strdmt, trdgt dazu bei, die HUll-
rohre vorzukiihlen, bevor das Notkihlwasser Uberhaupt in die Kern-
zone gelangt. Der Kihimitteldurchsatz im dreifachen Loop (3F-Loop)
am RDB-Fintritt (Abb. 39 ) sinkt nach einer augenblicklichen Be-
schleunigungs~ und Verzdgerungsphase verhaltnismaBig langsam bis
zu 6 Sek. in der Transiente ab. Unmittelbar danach erfolgt ein
Ubergang in eine Strdmung mit vorwiegendem Dampf {ausgeprigte
Steigungsdnderung). Der Dampf charakterisiert den welteren Stré-
mungsverlauf bis hin zu ~ 24 Sek. Zu dem Zeitpunkt ist der Kihl-
mitteldruck so abgesunken, daB er den Betdtigungsdruck der Druck-
speicher erreicht hat. Diese speisen die in den Abb. 40 und 41
gezeigten Notkihlwassermengen ins System ein. Das kalte Wasser
kommt in Berihrung mit dem umgebenden heiBen Oampf und flihrt zu
raschen Kondensaticons- bzw. Verdampfungsereignissen, die Schwan-
kungen beim Massenstrom {s. Abb. 35 ) hervorrufen. '

Die bisher erwdhnten Geschehnisse beeinflussen stark das Strdmungs-
verhalten im Kern und den daraus resultierenden Hillrohrtemperatur-
verlauf. Dieser wird fir die drei Zentralsegmente des mittleren

und des heiRBen Brennstabes bei dem DWR, den zweli homogenen FDWR

und dem Seed des heterogenen Reaktors in Abb. 42 bis 47gezeigt.

Zudem zeigt Abb. 48die Hillrohrtemperatur eines heiBen Brennstabes,
mit Fq:2.1 statt Fq=2,57 an der HeiBstelle, wie ilibrigens vom Ge-
nehmigungsverfahren gefordert wird., Der Wert Z.1 entspricht eher
einer "Best-Estimate"-Rechnungsphilosophie als einem pessimisti-
schen Verfahren.
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Die DWR-Rechnung, worauf sich die Bilder beziehen, wurde mit dem
Einsatz der KHB-Karrelation von Bowring /33/,/34/, statt der sonst
in der Originalversion von RELAPS verwendeten Beziehung von Hsu und
Beckner /52/ durchgefiihrt. Diese Wahl erkldrt sich durch die Ziel-
setzung, eine mit den FDWR-Rechnungen in Einklang stehende DWR-
Rechnung durchzufihren, da die ersten die Benutzung der von der
Bowrings Korrelation hergeleiteten Beziehung von Dalle Donne und
Hame /32/ voraussetzen. Diese beiden Korrelationen gelten fir sta-
tiondre Stridmungsbedingungen, wobei die Korrelation von Hsu und
Beckner auf nicht stationdre Strémungsvorgdnge anwendbar ist. Es ist
jedoch dabei zu bemerken, daR dem Verfasser keine fiir zeitlich ver-
dnderliche Strdmungen giiltige FDWR-spezifische KHB-Beziehung bekannt
ist. Abb. 49 zeigt, daB mit der Hsu-Beckner-Korrelation

ein um ca. 40°C niedrigerer Wert der HiUllrohrtemperatur an der
HeiBstelle berechnet wird als mit der Bowring-Beziehung. Dies ist
in Ubereinstimmung mit der Tatsache, daB durch KHB-Beziehungen fiir
stationdre Strémungen im allgemeinen niedrigere DNB-Verhiltnisse
(DNB = Departure from Nuclear Boiling) als durch nicht-stationédre
KHB-Beziehungen ermittelt werden /53/. Im Hinblick auf diese Er-
kenntnisse wirkt der erste Typ von Korrelationen als pessimisti-
sches Kriterium zur Ermittlung der KHB-Bedingungen.

In Abb. 43 weisen die Hiilllrohrtemperaturen eine unterschiedliche
Verhaltensweise in der frihen (0<t<10 Sek) und in der spdten Stér-
fallphase (10<t<33 Sek) auf (bei den anderen Abbildungen gelten
dhnliche Betrachtungen). In der ersten Phase sind die Hiillrohr-
temperaturen bei den FDWR hdher als die entsprechenden im Fall
des DWR, in der zweiten Phase sind sie dagegen niedriger. Zwei
Parameter spielen eine entscheidende Rolle bei der Erhaltung
dieser Temperaturen und konnen deshalb die festgestellten Unter-
schiede erkléren: die Brennstableistung und der Kernmassendurch-
satz. Aus Tab. II ist zu entnehmen, daB die Brennstableistung
der FDWR kleiner als die des DWR ist, obwohl flr den Seed des
heterogenen Reaktors dieser Unterschied gering wird (6.25 %
weniger als die DWR-Brennstableistung). Abb. 50 zeigt, daB

die FDWR-Kerne wdhrend der ersten 10 Sek von betrédchtlich
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niedrigeren Massenstrdmen durchstromt werden. Beim DWR ergibt

sich nach einer kurzen Stagnationsphase, die zu einer erheblichen
Verminderung des Warmeilbergangs zwischen Hullrohr und Fluid ge-
fihrt hat, eine Durchstrdmung des Kerns nach oben, 1in dessen
Zusammenhang Wasser vom unteren Plenum in den Kern gelangt. Die
Erklarung fir diese Stromungsumkehr liegt darin, daB die intakten
kalten Leitungen in diesem Zeitbereich eine beinahe unverringerte
Menge in den RDB einspeisen, die in der Lage ist, die durch Dampf-
entstehung an der Bruchstelle reduzierte Leckausstrdmung tempordr
zu Uberspeisen. Sobald diese Leitungen leerlaufen, kommt es aber
erneut zu einer Stromungsumkehr (in die negative Richtung).

Dieses Szenario ereignet sich nicht bzw. in geringerem MaBe bei den
FOWR, wo die Kerne einen bedeutend hoheren hydraulischen Wider-
stand haben und die durch den plétzlichen Kihlmitteldruckrick-
gang entstandenen Fluidschwankungen iber die Kerne daher wir-

kungsvoll ddampfen.

Die FDWR-Kerne entleeren sich friher als der DWR-Kern, wie die
Abb. 51 und 52 zeigen, da sie wesentlich kiirzer sind und die
sich bildende Wasserwelle nicht wirksam zuriickhalten kdnnen,
die mit gewaltiger Kraft zum Bruch hinstromt.

In diesen beiden Abb. sind kollabierte Wasserstdnde und Massendampf-
gehalte in den Kernen abgebildet. Die massive Anwesenheit von Dampf im
Kern {Dampfstopfen) wirkt bei den FDWR als zusdtzliche Verhinderung
zum Wassereindringen. Wenn nach 10 Sek. die Strdmungsrichtung
sich d&ndert und der Wasserdurchsatz hauptsédchlich von oben durch

die Gitterplatte kommt (negative Durchsdtze in Abb.. 50 ),wird

der groBere hydraulische Widerstand des Kerns durch den hdéheren
isostatischen Druck des im oberen Plenum sich bildenden Wasser-
staus (s. Abb. 53 ) kompensiert. Es soll daran erinnert werden,
daBR die FDWR-Kerne kiirzer als die DWR-Kerne sind, d.h. sie stehen

in einer niedrigeren Lage innerhalb des Kernbehdlters (s. Abb.f

und Tab. II ). Gegen 15 Sek. gelangt in den Kern das Wasser aus

dem Druckhalter (DH), das eine gewisse Vorkithlung der Hilirohre
bewirkt. 3D-Rechnungen haben gezeigt /54/, daB dieses Ereignis

in den zum Druckhalter zugeordneten Segmenten des dulleren Kernbe-
reichs sogar zur Wiederbenetzung der entsprechenden Brennstdbe



fiihren kann, Eine 1D-Nodalisierung ermdglicht eine Untersuchung
dieser Art nicht. Das DH-Wasser stromt zum GroBteil in die Kern-
zentralzone ein und bewirki u.a. eine kurzzeitige Zunahme des
kollabierten Wasserstandes im Kern (s. Abb. 51).

Der Effekt des isostatischen Druckes oberhalb des Kerns ibertrifft
in der letzten Transientenphase den Widerstand im Kern. Durch den
héheren Wasserstand im oberen Plenum ist der Massendurchsatz von
cben bei den FDWR héher als beim DWR.

Die Abnahme der HUllrohrtemperatur an der HeiBstelle (aber auch
der anderen Brennstdbe) im Seed des heterogenen Reaktors ab

10 Sek ist ausgeprdgter als im Falle der dbrigen FDWR. Das
Diagramm in der Abb. 54, das den Massendurchsatz durch Seed und
Blanket wiedergibt, kann als Ausgangspunkt genutzt werden, um diese
wichtige Erscheinung zu interpretieren.

Obwohl am Stérfallbeginn die Massenstrome lber Seed und Blanket
ungefédhr gleich sind, wird der Massenstrom im Seed wdhrend der

zweiten Storfallphase deutlich gréfer als der im Blanket.
Es ergibt sich eine Wiederverteilung des insgesamt verflgbaren

Wasserdurchsatzes zugunsten des Seeds. Das kann man auch

aus den Abb. 55 bis 60 folgern. Obwohl die Héchstwerte

der HUllrohrtemperaturen an der HeiBstelle {und im allgemeinen
der Brennstabwdnde) im Seed wahrend der ersten Storfallphase,
aufgrund seiner hoheren Brennstableistung, wesentlich hoher als
im-Blanket sind, wandelt sich diese Situation in der zweiten
Storfallphase in die umgekehrte um. Da werden die Brennstabwand-
temperaturen des Blankets hdher wegen des niedriger gewordenen
Massendurchsatzes.

Der Hauptgrund fir die Neumassenverteilung zwischen Seed und
Blanket ist auf die in der Abb. 5 dargestellten physikalischen
GrofBen zurlckzufihren. Es handelt sich, wie bereits erwdhni, um
die Reibungskeoffizienten fir Seed und Blanket als Funktionen
der Reynoldszahl. Bei abnehmendem Massenstrom bzw. abnehmender
Reynoldszahl, und ausgehend von den normalen Vollastbedingungen,
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steigen beide Seed- und Blanket-Reibungsbeiwerte an. Der Anstieg
der Werte fir das Blanket ist jedoch erheblich héher wegen der
Tatsache, daB der Anfangswert der Reynoldszahl fir das Blanket

kleiner als der fir das Seed ist (der erste betrdgt ca. 1.7 x 10
5
).

5

und der zweite ca. 9.2 x 10 Da der Druckverlust
iiber Seed und Blanket derselbe sein muBl, dann ldBt sich auf
einen hoheren Durchsatz durch das Seed als iliber das Blanket

schlieRen.

Die gewonnenen Temperaturen kénnen im idbrigen auch vom Standpunkt
der Brennstableistungen und Kernwasserinhalte betrachtet werden,
wobei groRere Wassermengen im Kern mit niedrigeren Brennstabwand-
temperaturen verbunden sind (s. Abb. 51 und 61, die den Uberblick
iber samtliche kollabierte Wasserstdnde im Kern der verschiedenen
Reaktoren geben). Als Ergdnzung zu der Betrachtungsweise der
durchgefiihrten Rechnungen kommen jetzt folgende (Uberlegungen.

Fin Schwingungsverhalten ist bei allen FDWR-Kerndurchsdtzen in der
mittleren Stérfallphase festgestellt worden. Um eine mégliche
Erlduterung dafir zu finden, muB man zuerst folgendes ins Auge
fassen:

a) die FDWR-LOCA-Rechnungen wurden mit unterschiedlichen Zeit-
schritten (Reichweite: 0.001 bis 0.01 Sek) wiederhclt und die
Schwingungen zeigten keinerlei Tendenz zu verschwinden.

b) bei gleicher Anzahl der Kernfluidzellen sind die FDWR-Fluid-
zellen dort wesentlich kleiner als die entsprechenden DWR-
Zellen (feinere numerische Diskretisierung)

c) die thermohydraulische Situation des Teilsystems 'Kern:-
Oberes Plenum' bei den FDWR am Anfang des oben genannten mittleren Stor-
fallablaufes kann vom Gesichtspunkt der Phasentrennung als
extrem bezeichnet werden: ein relativ grofer Wasserbereich
(im oberen Plenum) liegt auf einem fast ausschlieflich aus
Dampf bestehenden Pufferbereich (im Kern).




Das oben stehende Wasser versuchi nach unten einzudringen. Das
AnstoBen der zwei Fronten bei verschiedenen Temperaturen bedingt
massenhafte Kondensations- bzw. Verdampfungsvorgdnge, die zu

einem oszillierenden Massenstromverhalten flhren. Mit dem normaler-
weise dampfenden Effekt relativ grdllerer Fluidzellen ist im Falle
der FDWR wegen dem Punkt b) nicht zu rechnen und daher werden

die vorhandenen Schwankungen unverdndert aufrechterhalten, bis

die zwel Phasen einen genligenden Mischungsgrad erreicht haben.

Die Méglichkeit, daf es sich um numerische Schwingungen handelt,
besteht trotz des oben angebrachten Arguments, aber der Punkt

a) ldBt vermuten, daB diese Schwingungen nicht nur numerisch sein
diirfen. Um endgliltige Schlisse ziehen zu k&nnen, sind Experimente
in integralen Vorrichtungen mit FDWR-Geometrie unbedingt erforder-
lich.

Der Wasserstand des im numerischen Schema geteilten Ringraums

wird in Abb. 62 und 63 gezeigt. Es ist zu beobachten, daB der

zum gebrochenen Loop zugewiesene Teil des Ringraums {(1F-Ringraum)
- wie es zu erwarten war - sich schneller entleert. Der andere Teil
(3F-Ringraum) erlebt aufgrund der partialen Trennung vom ersteren
eine langsamere Entleerung. Obwohl es in Wirklichkeit zu zwei un-
terschiedlichen Wasserstdnden nicht kommen kann, dirfte die hier
angewandte schematische Darstellung der Trdgheit des Wassers im
Ringraum Rechnung tragen. Im KfK werden derzeit 3D-Rechnungen
durchgefihrt /55/, die, da sie die Umfangsgeschwindigkeitsvertei-
lung im Ringraum berechnen konnen, eine Antwort iiber diesen
offenen Punkt moéglicherweise geben konnen.

Abb. 64 und 65 zeigen den Kihlmitteltemperaturverlauf im Kern
wahrend des angenommenen Stérfalles. Es ist zu beachten, daB eine
Uberhitzung des Fluids nurin der ersten Storfallphase {(zwischen

2 und 10 Sek) festzustellen ist; danach bleibt die Mischung
(iberwiegend Dampf) im Sdttigungszustand. In RELAP5/Mod.1 treten
die Voraussetzungen fiir Uberhitzten Dampf erst wenn K>t auf,
d.h. wenn
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Xe = mtf 1 (5.3.2.1)
Ug~U]c
Gl. (5.3.2.1) fiuhrt zu:
Usat
“g o U=X) 5.3.2.2

Die Rechenerfahrung mit RELAP5/Modd hat gezeigt, dap (5.3.2.2)
zutrifft, nur wenn X = 1. Ansonsten wird die von auBen auf

das Fluid Ubertragene Energie dazu verwendet, Dampf im Sdattigungs-
zustand zu erzeugen. Der Einsatz in RELAP5/Mod.?1 des Kondensations-
bzw. Verdampfungsmodells als Ersatz der zweiten Energiegrundglei-
chung, die im Programm nicht eingebaut ist, fihrt im allgemeinen
zu einer Unterschdtzung der HUllrohrtemperaturen in der spdteren
Phase der Druckentlastung, wie andere Autoren festgestellt haben
(/20/./21/,/56/) und wie auch in Kap. 3.5 berichtet wird. Daraus
kénnte man folgern, daB bei den vorliegenden LOCA-Rechnungen

die Brennstabwandtemperaturen am Ende der Transiente etwas unter-
schitzt werden, obwohl wegen der gewdhlten Nodalisierung die
Effekte des ins obere Plenum eingespeisten Notkidhldurchsatzes

im Zentralkanal des Kernes wdhrend der ersten 33 Sek noch nicht

zu spiren sind (nur die Brennstdbe des sogenannten Randkanals

werden vorweg gequencht).

In Abb. 66 sind schlieRlich die zur Durchfihrung der vier vorge-
stellten Rechnungen bendtigten Rechenzeiten gegeniber der reellen
Transientenzeit aufgetragen. Wegen des Auftretens von Schwankungen
haben die FDWR-Rechnungen mehr CPU-Zeit in Anspruch genommen als
der DWR-Fall. Der heterogene Reaktor hat darlber hinaus wegen
seiner komplexeren Nodalisierung (grodere Anzahl von Verdnder-
lichen im Grundgleichungssystem) die léngste CPU-Zeit gefordert.
Nur fir die DWR-Rechnung war kein Restart-Lauf notig.




5.3.3 Vergleich mit den mit RELAP5/Mod.1-EUR erzielten Rechenergebnissen

Die wesentlichen, durch die FDWR spezifischen eingefiihrten Modi-
fikationen bedingtien Differenzen bei den Ergebnissen der LOCA-
Rechnungen gegeniiber der Ispra-Version des Programms (RELAPS5/Mod.1-
EUR) werden in den Abb. 67 bis 74 gezeigt. Abb. 67 und Abb. 68
zeigen insbesondere die HUllrohrtemperaturen an der HeiBstelle
beider homogener Entwiirfe, die mit RELAP5/Mod.1-KfK (FDWR-Version)
und RELAP5/Mod.1-EUR ermittelt wurden. Die berechnete Maximal-
temperatur ist ungefdhy dieselbe bei beiden Versionen. Kleine Un-
terschiede ergeben sich bei einphasigem Wdrmelbergang zwischen
Brennstabwand und Dampf, weil in der FDRW-Version die W&rmetiber-
gangs-Korrelation von Dalle Donne-Baxi und in der Ispra-Version
die entsprechende Korrelation von Dittus-Boelter verwendet wor-
den sind. Bei gleicher Kihlmitteltemperatur {wie es bei diesen
Rechnungen der Fall ist) und bei gleichen hydraulischen Randbe-
dingungen ist die Wirmelbergangsrate mit dem Wé&rmeilbergangszahl-
Wert von Dalle Donne-Baxi etwa kleiner als mit dem von Dittus-
Boelter. Dadurch ergeben sich etwa hdhere Wandtemperaturen. KHB-
Bedingungen werden am Stdérfallbeginn von der Korrelation von

Dalle Donne-Hame und von der von Hsu-Beckner zu demselben Zeit-
punkt festgestellt: daraus ergibt sich derselbe Temperaturanstieg.

Den groften Unterschied zwischen den zwei Verldufen findet man am
Ende des berechneten Zeitraumes, wo sich die Temperaturen beim
FDWR mit grdferem Stabgitter um 80°C und die beim FDWR mit enge-
rem Gitter um 70°C unterscheiden. Dieser Unterschied ist auf den
Verlauf der zugehdrigen Massenstrime {s. Abb. 60 und 70) zuriickzu-
fihren. Die durch die Einfihrung der neuen FDWR-Druckver-
lustbeziehungen erhdhte Reibung im Kern wirkt sich auf die
durchstrdmende Wassermasse bei niedrigen Reynoldszahlen in der
"KfK-Rechnung" 1
70 ersehen kann, sind die mit der KfK-Version berechneten Massen-

ziemlich stark aus. Wie man aus den Abb. 69 und

stromwerte ab 22 Sekunden deutlich niedriger als die der Ispra-
Version.

Dieser Effekt ist auch im hetercgenen Kern vorhanden. Die Anwesen-
heit der spezifischen Druckverlust-Beziehungen fiir das mit Spiral-

1Rechnung mit RELAP5/Mod.1-KfK
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rippen versehene Blanket bei der KfK-Version des Codes fihrte zu
einer ungleichméRigen Strémungsverteilung zwischen Seed und
Blanket. Das geschieht nicht mit der Ispra-Version, wie Abb.

71 und 72 zeigen. Dort sind die Hillrohrtemperaturen des Seeds
bzw. des Blankets fir die zwei Programmversionen dargestellt.

Die maximalen Temﬁeraturen des Seeds im ersten Zeitbereich sind
nach wie vor fast gleich in den zwei Rechnungen, wdhrend im zwei-
ten Teil des betrachteten Zeitbereiches der von der Ispra-Version
berechnete Temperaturverlauf sich nach und nach iiber den Verlauf
hebt, den die KfK-Version liefert (die Differenz am Ende der
Transiente betrdgt 200°C). Fir die Maximaltemperaturen im Blanket
gelten dieselben Bemerkungen wie beim Seed, aber die Temperaturen
der spateren Temperaturverldufe sind gerade umgekehrt. Wegen des
niedrigeren Widerstandes werden in der “Ispr‘a-Rechnung”1 héhere
Massendurchsidtze (ab 16 Sekunden) berechnet (s. Abb. 73), die die
Wandtemperatur weiter abbauen (ca. 50°C) gegenliber der KfK-Rech-
nung. Diese besondere Erscheinung bei der Ispra-Rechnung hqt eine
Verminderung des Seed-Massenstromes {Abb. 74) und dadurch eine Er-
hohung der spdteren Wandtemperaturen dort zur Folge, wie weiter
oben schon erwdhnt wurde. Vergleicht man die Ispra-Kurven der
Abb. 73 und 74, so stellt man fest, daB sie voneinander gering-
figiqg abweichen {(gleichméBige Massenstromverteilung zwischen Seed
und Blanket). GroBe Unterschiede treten dagegen nur bei den KfK-
Kurven als Rickwirkung der verdnderten Widerstandsverhdltnisse

in den zwei Kernzonen auf. Die Temperaturwerte am Ende des Blow-
down sind die Haupteingaben der darauffolgenden Kernflutrechnun-
gen /45/. ErfahrungsgemdB spielen Temperaturunterschiede

der in den RELAPS5-Rechnungen festgestellten GrdRenordnung beim
Fortschreiten der Quenchfront eine entscheidende Rolle. Deshalb
ist eine moglichst genaue Bestimmung der Anfangstemperatur
duBerst wilnschenswert.

1
Rechnung mit RELAP5/Mod.1-EUR
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5.4 SchluBRfolgerungen

Die wichtigsten Ergebnisse der LOCA-Rechnungen mit der KfK-
RELAPS5-Version flUr die vier Reaktoren sind in Tab. ¥V zusammen-
gefalbt.
Aus diesen Ergebnissen kann man folgendes schlieBen:
- Der vorgestellte heterogene Entwurf kann vom sicherheitstechni-
schen Gesichtspunkt her nicht akzeptiert werden.
Grund dafiir ist die wdhrend des LOCA-Stdrfalles im Seed aufge-
fretene Hochsthillrohrtemperatur von 1285°C, die sich aus der Kombina-
ticn einer verhdltnismé&llig hohen Brennstableistung und eines
sehr geringen Kernmassendurchsatzes in der ersten Phase der

Transiente ergibt.

- Die homogenen FDWR-Entwirfe scheinen auf der Basis des LOCA-
Stérfalles aufgrund der relativ niedrigen Brennstabwandtempera-
turwerte akzeptierbar zu sein.

Durch das Anbringen der neuen Korrelationen stellte sich ins-
besondere bei dem Vergleich der LOCA-Rechnungen folgendes heraus:

- Die FDWR-Kerne und das Blanket des heterogenen Reaktors in der
letzten LOCA-Storfallphase werden wegen der durch den Einsatz
der neuen Druckverlustbeziehungen hervorgerufenen Erhdhung der
Wandreibung ven niedrigeren Massendurchsatzen durchstromt, was
hdhere Hilllrohrtemperaturen gegeniiber den Rechnungen mit der
urspringlichen Version zur Folge hat.

- Im Seed des heterogenen Entwurfes wurden dagegen mit der neuen
Version niedrigere Hillrohrtemperaturen ermittelt, da der von
den Gitterabstandshaltern gebotene Widerstand, auch unter Be-
ricksichtigung der Re-~Abhdngigkeit, die gesteigerte Reibungs-
fdahigkeit des Blankets nicht ausgleichen kann. Deshalb ergibt
sich eine Stromungseinteilung im heterogenen Kern zugunsten des

Seeds.




- Durch die Verwendung der Bowring-KHB-Beziehung in der neuen Ver-
sion wird eine gegeniiber der Rechnung mit der Ispra-Version fri-
her auftretende KHB-Bedingung festgestellt, die dementsprechend
U einem héheren Maximalwert der Brennstabdwandtemperatur fihrt.

Die DWR~Rechenergebnisse stimmen wohl gut mit denen einer analogen,
frither veroffentlichten Rechnung /57/ lberein. Besonders gut ist
die {bereinstimmung des Hillronhrtemperaturverlaufes an der Heib-
stelle in den ersten 20 Sek. der Transiente. Die nachfolgende
Temperaturabnahme ist nicht so ausgeprdgt wie in der vorliegenden
Arbeit. Die niedrigste Hillrohrtemperatur dort unterschreitet nicht
850°C (~100°C mehr)

Fin Vergleich der vorliegenden Ergebnisse von DWR-Hillrohrtempera-
turen von mittleren Brennstdben mit denen aus einer vorherge-
henden, anhand des Codes TRAC-PF1 durchgefihrten Untersuchung
/54/, ergibt eine positive Diskrepanz von 30°C. Die genannte
TRAC-PF1-Rechnung war im Gegensatz zu dieser ecine Best-Estimate-
Analyse, und das kénnte die etwas niedrigeren Werte rechtfertigen.

Die Resultate der Analyse von S. Schumann /12/ beziliglich der DWR-
LOCA-Rechnungen weisen einen um 50°C niedrigeren Maximalwert der
"Hot-Spot"-Temperatur auf, wenn man als Vergleichspunkt die oben
vorgestellte Rechnung mit der KHB-Beziehung von Hsu-Beckner an-
nimmt. Nach der Erreichung dieses Spitzenwertes verlduft diese
Temperatur in guter Ubereinstimmung mit der genannten Vergleichs-
rechnung und ndhert sich dem gleichen Wert am Ende der Blowdown-
Phase: 750°C.

Die ebenfalls in /12/dargestellte FDWR-LOCA-Rechnung erbrachte
gegeniiber den FDWR-Untersuchungen dieser Arbeit weitgehend opti-
mistischere Ergebnisse. Dort wurde z.B. flr einen homcgenen

Reaktor mit p/d=1.12 eine "Hot-Spot-"Temperatur von 600°C erhalten,
ca. 500°C unterhalb der entsprechenden RELAP5-Ergebnisse. Allein
die Tatsache, daf das in /12/ verwendete Code-System das Ungleich-
gewicht der Phasen nicht berlcksichtigen kann reicht nicht aus, um
eine befriedigende Rechtfertigung des grofien Unterschieds aufzu-~
bringen. Weitere vertiefte Studien lber die physikalischen Grund-



lagen der einzelnen benutzten Programme und deren Auswirkungen
in der praktischen Anwendung wéren in Hinsicht auf diese Frage-
stellung erforderlich.

DWR-LOCA-Rechnungen wurden auch mit dem Code DRUFAN-02

durchgefithrt und in /58/ veréffentlicht. Die Tab. VI zeigt
einen Vergleich der in dieser Arbeit dargestellten mit denen in

/58/ verdffentlichten Ergebnisse, die trotz der Anwendung zweier
auf verschiedenen Grundansdtzen basierenden Rechenprogramme iiber-

einstimmen.

Aus der Uberprifung der einzelnen Tabelleneintrige 14Rt sich
schlieBen, daf die wesentlichen Vorgidnge der Druckentlastungs-
phase in dhnlicher Weise von DRUFAN-02 und RELAP5/Mod.1 simuliert
worden sind.
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Tabelle IV: Wichtigste thermohydraulische Ergebnisse der stationdren Rechnungen
zur Ermittlung des Anfangszustandes bei den vier betrachteten
Reaktoren
Referenz Homog . FDWR Homog . FDWR Heterog.FDWR
DWR (weites Gitter)| (enges Gitter) | Seed ; Blanket
Druckverlust {ber l
den Kern (bar) 1.25 2.58 3.70 3.27
Primdrkidhlmittel -
durchsatz (kg/s) 18801 17942 17112 17370
Kihlmitteltempera-
tur am Kerneintritt 290.9 289.8 287 .1 289.5
(°C)
Kihlmitteltemperatur
am Kernaustritt{°C) 326.7 326.8 326.5 326.6
Kihimitteldruck am
Kernaustritt (bar) 158.2 158.4 158.4 158.2
Mittlere Wasserge-
schwindigkeit im 4.50 5.79 6.68 6.46 6.37




Tabelle V:

Hauptergebnisse der LOCA-Rechnung fiir die vier betrachteten Reaktoren

Reaktor Berechnete max. Massenstrom Systemdruck | Max. Hillrohrtemp. | Hilirohrtemp.
Zeit(s) am Bruch (kg/s) am Ende der | an der HeiBstelle an der HeiBstelle
Transiente (°C) am Ende der Transiente
(bar) (°C)
Referenz DWR 33 38523 5.37 1040 730
Homog. FDWR 33 41284 8.34 1120 583
(weites Gitter)
Homog. FDWR 33 41342 89_.52 1100 484
(enges Gitter)
Heterog. FDWR S€&d 33 42554 10.23 1285 187
Blanket a75 480




Tabelle VI:  Gegeniiberstellung zwischen den Hauptergebnissen der vorliegenden
LOCA-Rechnung und denen der Ref.58 fir den Referenz-DWR

GroBe RELAPS /Mod 1 DRUFAN-02

max. Hillrohrtemperat. 630 630
(mittlerer Brennstab) (°C)

Hillrohrtemperatur am Ende
der Druckentlastungsphase 430 540
(mittlerer Brennstab) (°C)

Max. Massenstrom am Bruch
(kg/s) 38500 41400

Systemdruck am Ende der
Druckentlastungsphase (bar) 5.37 5.25

Zeitpunkt der maximalen
Hillrohrtemperatur (mittlerer 3.9 7.5
Brennstab) (s)

Anfang der Stagnationsphase

im Kern (s) 8.3 9
Zeitpunkt der Entleerung

des Druckhalters (s) 20 12
Druckspeichereinspeisungsbeginn 22.6 ' 21.056

(s)
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6. Die ATWS-Rechnungen

Die ersten 260 Sekunden des in der Einleitung erwdhnten ATWS-Stor-
falles wurden anhand des Rechenprogrammes RELAP5/Mod.1 numerisch
simuliert und analysiert. Die betreffenden Rechenannahmen und Er-
gebnisse werden im folgenden dargestellt und erldutert:

6.1 Der zweite betrachtete Stdrfall: das Notstromfall-ATWS

Vor einigen Jahren wurden die Reaktorherstellerfirmen in den USA
aufgefordert, Betriebsstérungstransienten zu erforschen, bei de-
nen die Grundannahme war und ist, daB das Schnellabschaltsystem
ausfallt, also nicht zur Verfigung steht. Die Wahrscheinlichkeit
dieses Ereignisses ist zwar sehr gering (viel geringer als die
einer Betriebsstdérung mit Eingriff des Schnellabschaltsystems),
immerhin derselben Grdfenordnung eines LOCA-Stérfalles mit groBem
Bruchquerschnitt. Deswegen wurden am Beispiel der amerikanischen
Untersuchungen auch in der BRD solche Sicherheitsstudien einge-
fihrt und weiter geférdert. Unter der offiziellen Benennung (Not-
stromfall) des in der vorliegenden Arbeit gewdhlten ATWS versteht
man den Ausfall der Hauptwdrmesenke bei gleichzeitig ausgebliebe-
ner Eigenbdarfsversorgung. Die Ursache dieses Sonderstérfalles
kann z.B. eine Leckage im Kondensator sein. Das Kondensator-
schutzsystem lést demzufolge den Turbinenschnellabschlufl aus,
wobei die Armaturen der Frischdampf-Umleitstation (FD-Umleitsta-
tion) zugleich verriegelt werden. Dazu kommt noch der Ausfall der
Eigenbedarfsversorgung; infolge dessen schalten sdmtliche Ver-
braucher, die nicht am Notstromnetz angeschlossen sind, wie die
Hauptkihlmittelpumpen (HPK), die Hauptkihlwasser- und die
Hauptspeisewasserpumpen ab. Wegen des unterstellten mechanischen
Versagens werden die Steuerelemente in den Kern nicht eingefah-
ren, die Reaktorschnellabschaltung findet nicht statt.
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Infolge der VYerriegelung der FD-VYentile steigt der Druck im
Dampferzeuger (DE) bis zum Ansprechdruck der zugehérigen Sicher-
heitsventile und bewirkt zum einen eine Kihlmitteltemperaturstei-
gerung in der Primdrseite und am Reaktoreintritt. Die aufgrund
des verringerten Kernmassendurchsatzes gréfRer gewordene Kihimit-
tel-Aufwdrmespanne hat einen raschen Anstieg der Kihlmitteltem-
peratur am Reaktoraustritt zur Folge, der seinerseits zu einer
Erhdhung des Kithlmitteldruckes im ganzen Primirkreislauf fihrt.

Die vom vollgelaufenen Druckhalter (DH) beanspruchten DH-Sicher-
heitsventile 8ffnen sich und lassen Wasser in einen Abblasebehil-
ter hineinstromen. Darum geht der Kiihlmitteldruck schnell wieder
abwdrts. Die wegen der erhdhten Temperaturen abnehmende Kiihlmit-
teldichte und die daraufhin negativ gewordene Voidreaktivitidt
fiilhren zu einem erheblichen Absinken der Reaktorleistung. Wdh-
renddessen nehmen das Dampf-Wasser-Masseninventar in den Dampfer-
zeugern und die damit verbundene Warmelbertragungsfldche ab, weil
die Hauptspeisepumpen abgeschaltet sind und die ersatzweise ein-
gesetzten Notspeisepumpen nur 4 % der gesamten Vollast-Wasser-
menge in der Lage zu fdrdern sind. Der darauf folgende Kithlmit-
teltemperaturanstieg bedingt durch eine weitere Verringerung der
Voidreaktivitdt ein zweites Absinkender Reaktorleistung. Im
hochstbelasteten Kanal (HeiBkanal) des Kernes kann Filmsieden
eintreten. Da aber zu diesem Zeitpunkt die Wdrmestromrate sich
weitgehend verringert hat, dirften Hillrohrtemperaturen erreicht
werden, die keinesfalls die Unversehrtheit des Brennstabes ge-
fdhrden koénnen.
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6.2 Numerisches Modell und Anfangsbedingungen

Die der ATWS-Rechnung zugrundegelegte Nodalisierung ist in Abb. 75
schematisch dargestellt. Sie dhnelt grundsdtzlich der LOCA-
Nodalisierung, wurde aber auf die spezifischen ATWS-Anforderungen
zugeschnitten. Der Reaktordruckbehdlter (RDB) wird in vereinfachter
Form dargestellt. Im einzelnen:

- der Ringraum wird durch einen einzigen Kanal modelliert (ein-
heitliche Nachbildung des Ringraumes)

- zwei Kandle dienen zur Darstellung des Kernes und des Bypasses.
Der Kernrandkanal ist hier lberflissig, da das Eingreifen
der Druckspeicher zur Kernnotkithlung nicht vorgesehen ist.

Ansonsten werden die Ubrigen RDB-Elemente der LOCA-Nodalisierung
unverdndert iUbernommen.

7usdtzlich zur LOCA-Nodalisierung kommt die Modellierung der
Druckhalter (DH)-Armaturen hinzu {(s. Abb. 75). Zwei Sicherheits-
ventile sind oben auf dem DH-Kanal jetzt vorhanden. Beim Er-
reichen eines Systemsdruckes von 170 bzw. 175 bar werden diese
Ventile vom Reaktorschutzsystem betdtigt und gedffnet. Sie

lassen ein Dampf-Wasser-Gemisch in einen nachgeschalteten Abblase-
behdlter ausstromen.
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In diesem ist ein Berstscheibensystem eingebaut, welches unter
der Beanspruchung eines Druckes von 14 bar zusammenbricht und

das dringende Fluid in den Sicherheitsbehdlter (Containment) ent-
weichen 14Bt. Bei diesem Betriebsstérfall werden die An- und Ab-
fahrspeisepumpen {am Notstromnetz angeschlossen) der Dampferzeuger
mit bericksichtigt (Vol. 675 und 775 der Nodalisierung). Als
pessimistische MaBnahme bei diesem ATWS-Stdrfall blieben die
Frischdampf-Abblaseregelventile der Dampferzeuger und das DH-Abblase-
ventil unbericksichtigt. Fiir die Berechnung der Massendurchsdtze
iiber die vorhandenen DH-Sicherheitsventile wird deren Querschnitt mit
sinem Einschnirfaktor /59/ kleiner als 1.0 multipliziert. Hin-
sichtlich des Zusatzborierungssystems soll folgendes gesagt
werden. Der EinfluB der Boreinspeisung in die Kihlkreisldufe
wurde in Ref. /60/ untersucht. Es wurde dort erwiesen, daB sie
sich zwar auf dem langzeitigen Kritikalitdisverhalten des Reak-
tors auswirkt, aber das Maximum des Kiuhlmitteldruckes nicht mit-
bestimmen kann. Das rihrt daher, daB das Bor wegen der Abschal-
tung der Hauptkihlmittelpumpen nicht binnen der Zeitspanne,
wihrend der der Druckanstieg sich ereignet, in den Kern gelangen
kann. Aus diesen Grund und aus der Tatsache, daB in dieser Arbeit
eine kurzzeitige Untersuchung des Druckverhaltens vorgenommen
worden Ist  blieb das Zusatzborierungssystem bei dem numerischen
Modell auBer acht.

Aufgrund dessen wird der Kihlmitteldruckverlauf in dieser

Studie ausschlieBlich von der Void- und Dopplerrickwirkung be-
stimmt. Die fir die drei FDWR-Entwilrfe unterstellten Voidreak-
tivitdtskurven sind in Abb. 24 zu sehen. Diese Kurven basieren
auf den neutronenphysikalischen Rechnungen der Ref. /8 /. Sie
wurden mit einem fortgeschrittenen, flr hochkonvertierende
Reaktorsysteme geplanten Rechenprogramm namens KARBUS (s. Ref.
/43/ und /61/) berechnet und beziehen sich auf Kerne bel
Zyklusende. Wie aus Abb. 24 zu entnehmen ist, weisti der homogene
Reaktor mit weiterem Gitter da; glinstigste Voidverhalten auf
(hdhere negative Werte) gefolgt vom hetercgenen Entwurf, dessen
negative Reaktivit&tsgradienten merklich geringer sind. Der homo-
gene Reaktor mit engerem Gitter ist dagegen durch bei Null lie-
gende oder sogar bei niedrigen Kihlmitteldichten (< 500 kg/m®)
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positiv werdende Reaktivitdtskoeffizienten gekennzeichnet.

Die Doppler-Koeffizienten werden durch das Temperaturgesetz

dk/dT = A/TP (6.2.1)

bestimmt. Die Konstanten A und b fiir die drei sich am Zyklusende
befindenden FDWR sowie die anderen wichtigen neutronenphysikali-
schen Eingabedaten wurden von /62/ (bernommen. Wie bereits im
Kap. 2.2 erldutert verflgt RELAP5/Mod.1 lGber eine punktkinetische
Behandlung der NeutronenfluBdichte. Inwieweit diese Annidherung be-
rechtigt ist, bestimmt das Verhdltnis Transientenzeit zu Relaxa-
tionszeit der Neutronengrundschwingung. Im Falle des untersuchten
ATWS wird dieses Verhdltnis praktisch unendlich. Das bedeutet,
daB fir das Reaktorsysiem nur die Grundschwingung wirkt und
deshalb wird die oben genannte nulldimensionale Anndherung zuge-
lassen.

Der Ausdruck der anzugebenden Doppler- und Voidreaktivitdaten in
RELAPS lautet:

n n
n =i§1 "o Rp(m) ) 121 "Fs RF(TFi(t)) 0-2:2)

wobei n, die Anzahl der Fluidzellen und ne die der Heizleiter-
segmente in der Kernzone ist. Rp ist die tabellarische Umsetzung
der Voidreaktivitadtskurve als Funktion des Verhdltnisses der
gktuellen Fluiddichte pi(t) in einer angenommenen Fluidzelle

zum stationdren Wert pi(O)der Dichte in derselben Fluidzelle.

RF ist die analoge Doppler-Tabelle als Funktion der mittleren
Brennstofftemperatur in einem angenommenen Brennstabsegment.

Ergdnzend dazu miissen die Wichtungsfaktoren w und Wgp vorge-

pi
geben werden. Die Standard-fingabe besteht in der Regel in
einer kosinusfdrmigen Verteilung dieser Faktoren. Von solcher
vereinfachenden Annahme konnte bei der Rechnung fiir den

heterogenen Entwurf nicht ausgegangen werden, da Kdhlmittel-
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dichtendifferenzen in verschiedenen Teilen des Kernes eine beacht-
liche Rolle bei der Reaktivitdtsrickwirkung besonders im Falle
eines heterogenen Reaktors spielen kdnnen. Deswegen wurden fir
diesen Entwurf zweil Rechnungen durchgefihrt: eine mit den
Standardwichtungsfaktoren die in erster Anndherung reprdasentativ
filr eine globale Reaktivitdtsdanderung im ganzen Kern (Seed-

Blanket) sind; und eine andere, welche die von /63/ bereitgestellten
Faktorenwerte mit enth&dlt. Diese Wichtungsfaktoren wurden getrennt
fiir Seed und Blanket in je finf axialen Positionen sowohl fir die
Void- als auch fiur die Doppler-Reaktivitdt berechnet. Die rechne-
rische Vorgehensweise fir ihre Bestimmung setzi eine Kihimittel-
dichteverringerung von 30% in den einzelnen Fluidzonen bzw. eine
Brennstofftemperaturdnderung von 900 K auf 2100 K in den einzelnen
Brennstabsegmenten voraus. Die lokalen, dadurch erzielten Ande-
rungen des Multiplikaticnsfaktors werden, wenn sie einmal zweck-
makig normiert sind, als Wichtungsfaktoren in dem RELAPS5-Eingabesatz
verwendet. Der Code sorgt dann im Laufe der Rechnung dafiir, die ver-
schiedenen Void- und Doppler-Reaktivitdtswerte zeitschrittweise

in den finf axialen Zonen Uber die entsprechenden Kihlmitteldichten
bzw. Brennstofftemperaturen zu wichten. Die wichtigsten Ergebnisse
beider Rechnungen wurden miteinander verglichen und analysiert

(s. weiter unten).

Es sei hier darauf hingewiesen, daB fiir die anderen Reaktoren
die Standard-Einteilung der Wichtungsfaktoren als ausreichend
angesehen wurde.

Die fiir die vier Reaktoren gebildeten Nodalisierungen weichen
voneinander unwesentlich ab. Allein die lLangen des oberen

Plenums und des Kernes werden an die jeweiligen Geometrien ange-
palt. Der heterogene Kern ist auBerdem in zwei Kandle zur Simula-
tion der getrennten Seed- und Blanket-Zonen unterteilt. Zusammen-
fassend setzt sich jede Nodalisierung, deren zugeh&riger Reaktor
im Vollastzustand ist (100% Leistung), aus insgesamt 171 Fluid-
zellen, 175 Knotenzellen (Verbindungen) und 57 Heizleitersegmenten

Zusammen.
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6.3 Ergebnisse der Rechnungen

ATWS-Vorrechnungen fiir den Referenz-DWR wurden auch mit dem Original-
programm RELAP5/Mod.1-INEL neben den Referenz-Rechnungen (RELAPS/
Mod.1-KfK und -EUR) durchgefithrt. Sie konnten im Gegensatz zu den
LOCA-Vorrechnungen erfolgreich beendet werden. Aufgrund der grund-
sdatzlich homogenen Strémungszustdnde widhrend des Stérfalles bekam

man Ergebnisse, die fast identisch sind mit denen der Ispra-Version.
Der Hauptgewinn beim Einsatz von RELAP5/Mod.1-EUR war aber die

um mehr als 50% reduzierte Rechenzeit im Vergleich mit dey Origi-
nalversion und deshalb wurde mit dieser nicht weiter gearbeitet.

6.3.1 Rechnungen mit RELAP5/Mod.1-KfK

Die durch die Programmversion RELAP5/Mod.1-KfK erzielten ATWS-Ergebnisse flr
alle vier in dieser Arbeit betrachteten Reaktortypen sind in Abb. 76 bis 98
gezeigt. Es muB vorweg gesagt werden, daB die Rechnung flr den homogenen
Reaktor mit engerem Stabgitter wegen numerischer Fehler, deren Ursachen
spater gekldrt wird, frihzeitig abgebrochen wurde.

Der Storfall wird von der Abschaltung der Hauptkidhlmittelpumpen
(HKP) und der DE-Hauptspeisepumpen eingeleitet. Wenn das geschieht,
fangt die Winkelgeschwindigkeit der HKP an, rasch zuriickzugehen,
wie in Abb. 76 gezeigt. Wegen der Verriegelung der Frischdampf-
Umleitstation steigt der Druck in den Dampferzeugern nach ca.

15 Sekunden auf den Ansprechdruck des DE-Sicherheitsventils

(88 bar) an. Dieses Ventil schlieBt wieder, wenn der Druck auf 83
bar gefallen ist. Dieses Offnen- und SchlieBen-Verhalten bedingt
einen schnell schwingenden Verlauf des DE-Druckes, wie Abb. 77
zeigt. Durch das Versagen der HKP verringert sich rasch der Kern-
massendurchsatz, indem sich der Zwangsumlauf in einen Naturumlauf ver-
dndert. Nach ca. 120 Sek. erreicht er bei allen Reaktoren einen
beinahe konstanten Wert (s. Abb. 78). Bei nachlassender Kernklh-
lung vergrifBert sich die Aufwdrmespanne in der Primédrseite und
durch den Temperaturanstieg in der Sekunddrseite hebt sich das
Kihlmitteltemperaturniveau an. Die Kihlmitteltemperatur am RDB-
Austritt in Abb. 79 und die am RDB-Eintritt in Abb. 80 verdeut-
lichen die oben beschriebene Lage. Die erstere steigt wegen der
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Durchsatzabnahme kraftiger an und die zweitere dndert sich
dagegen weniger, weil die Dampferzeuger, mit Ausnahme vom
heterogenen Reaktor, als Wdrmesenke (selbst wenn reduziert)
bestehen bleiben und weil der sich eingestellte Naturumlauf

die vom Kern erzeugte Energie ausreichend abfiithren kann. Der
steile Temperaturanstieg beim heterogenen Reaktor erkldrt sich
durch den starken Abfall des Fillstandes in den Dampferzeugern
(s. Abb.81), der deutlich schneller als bei den anderen Reaktoren
erfolgt und die davon herriihrende schlechtiere Warmezufuhr

zUr Sekunddrseite.

Das aus dem Anstieg der Kihlmitteltemperatur resultierende Volumen-
schwellen bedingt eine betrdchtliche Einstrdmung liber die Volumenaus-
gleichsleitung in den Druckhalter (s. Abb. 82). Die Konsequenz des Kihl-
mitteltemperaturanstieges ist ein rascher Anstieg des Systemdruckes.
Beispielweise werden in den Abb. 83 und 84 die KiUhlmitteldruckver-
laufe im Kern und im Druckhalter gezeigt. Wenn man die Situation
in dieser letzten Komponente betrachtet, stellt man fest, dab

der Druck in allen berechneten F&llen bis 170 bar rasch ansteigt.
Zu diesem Zeitpunkt &6ffnet das erste DH-Sicherheitsventil. Danach
ist das Verhalten der vier Reaktoren unterschiedlich. Die

Dricke beim DWR und beim homogenen FDWR mit weiterem Gitter lber-
schreiten geringfiigig und fiir eine kurze Zeit den Ansprechdruck
des zweiten DH-Sicherheitsventils (175 bar), wahrend der Druck
beim heterogenen FDWR einen H&chstwert von ungefdhr 212 bar er-
reicht (im Xern betrdgt der Spitzenwert 215 bar). Die Rechnung

fur den homogenen Reaktor mit engerem Brennstabgitter wurde in-
folge numerischen Versagens abgebrochen, wenn der Druck im Kern
den kritischen Wert des Wassers erreichte. RELAP5/Mod.1 wurde
nicht ausgelegt, um Wasserzusténde zu berechnen, die im iber-
kritischen Bereich anfallen. Demzufolge, wenn es sich bel
irgendeiner Rechnung ergibt, dad T>Tcrit oder P>Pcrit wird,

bricht der Code automatisch ab und druckt eine entsprechen-

de Ffehlernachricht. Aus dem Gradienten der Druckkurve ist es je-
doch klar das dieser den festgesetzten Maximalwert des Auslegungs-
druckes (230 bar) erreicht und wohl auch lberstiegen hdtte.
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Abb. 85 zeigt den entsprechenden Verlauf des Fillstandes

im Druckhalter. Da dieser schon vor dem 0ffnen der DH-Sicherneits-
ventile mit Wasser gefillt ist, ereignet sich ab ~ 15 Sek. eine
Iweiphasen-Ausstrémung lber die genannten Ventile (der Massen-
strom durch das Ventil mit h&herem Ansprechdruck wird beispiel-
weise in Abb. 86 gezeigt) in den Abblasebehilter. Aus der

Abb. 85 ist zu ersehen, daB der Druckhalter vom heterogenen
Reaktor den schnellsten Entleerungsvorgang nach dem Vollaufen

und gemdB den Massendurchsatzverhdltinissen in Abb. 86 aufweist.
Das pldotzliche Einfillen des Abblasebehdlters mit der abgestrom-
ten Mischung verursacht nur im Falle des DWR nicht das Durchbre-
chen der Berstscheibe und die darauffolgende Freisetzung dieser
Mischung in den Sicherheitsbehdlter (s. Abb. 87). Beim heterogenen
FDWR wird ein Hdchstdruck von 27.5 bar und beim homogenen FDWR

mit weiterem Gitter von 21 bar erreicht. Beim homogenen FDWR

mit engerem Gitter wurde die Rechnung vor dem zweiten absehbaren
Druckanstieg aus den gegebenen Griinden abgebrochen. Zwei weitere
Rechnungen wurden fir diesen Reaktor ausgeflhrt, bei denen der
EinfluB der Abblasekapazitdt der Druckhalterventiie auf den Ver-
lauf des Kihlmitteldruckes untersucht wurde. Die Ventilquerschnitte
wurden dabei verdreifacht bzw. verfinffacht, um zu versuchen das
Kihlmitteldruck-Maximum zu reduzieren. Das Ergebnis beider Rech-
nungen war das verzdgerte Auftreten des kritischen Druckes im
System (bei 40 bzw. 45 Sekunden) und das Aufbrechen der Berst-
Scheibe wegen des erhthten Massendurchsatzes durch die vergrdBerten
Abblasequerschnitte der DH-Ventile.

In Abb. 83 sind die Kihlmitteldricke im Kern dargestellt. Diese
Verléaufe sind denen im Druckhalter &hnlich, es werden jedoch
etwas hohere Druckwerle ervrreicht.

Abb. 88 zeigt ein tcpologisch dhnliches Verhalten bei den herech-
neten Hillrohrtemperaturen an der HeiBstelle. Wiahrend die Tempera-
turen bei den drei anderen Reaktoren sich um nicht mehr als 20°C
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gegeniber dem stationdren Zustand erhdhen, erreicht die Temperatur
beim homogenen Reaktor mit engem Gitter in kurzer Zeit einen erheb-
lich héheren Wert1). Der Grund dafir wird im folgenden darge-
stellt.

In Abb. 89 und 90 sind die Reaktorleistung und die gesamte
Reaktivitdt dber der Zeit fir die vier Reaktoren aufgetragen.

Nach dem Storfallbeginn tragen die Voidreaktivitdten der einzelnen
Reaktoren aufgrund der zunehmenden Kihlmitteltemperaturen bzw.
abnehmenden Kihlmitteldichten {(Abb. 91} im Kern, die als Folge

des HKP-Versagens im System eintreten, mit negativen Beitrdgen

zur gesamten Reaktivitdt bei. Die Dopplerrickwirkung wird da-
gegen, der sinkenden Brennstofftemperaturen {s. Abb. 92) wegen
positiv. In der ersten Storfallphase bestimmen die gréferen nega-
tiven Betrdge des Voidkoeffizienten den steilen lLeistungsabfall;
sie werden aber in der spdteren Phase von den hdher gewordenen
Doppler~Koeffizientwerten allmdhlich ausgeglichen. Die gesamte
Reaktivitdt bleibt dann langzeitig nahe Null und wirkt sich

daher nur noch abgeschwdcht auf die Reaktorleistung aus. Die
anfdngliche Leistungsabsenkung ist proportional zum jeweiligen
Voidkoeffizienten. Wie man aus der Abb. 24 entnehmen kann, er-
geben sich Uber denselben Kihlmitteldichtebereich sehr unter-
schiedliche Reaktivitdtsabnahmen fir die drei vertretenen Reaktorenz).
Die Steigung der Voidreaktivitdt fir den homogenen Reaktor mit
engem Gitter Ist sehr klein und dies spiegelt sich bei der lang-
sameren Senkung der Reaktorleistung und folglich beim Kihlmittel-
druck, dessen Anstieg nichi von den offenen DH-Sicherheitsventi-
len beherrscht werden kann (Abb. 82) und bei der Brennstabtempe-
ratur (Abb. 88) wieder. Wehn man die vier Kihlmitteldichten
(Abb. 91) beobachtet, stellt man eine stdrkere Entleerung des

1)

.Die Ermittlung dieser Temperatur kann allerdings mit Rechen-
fehlern behaftet sein, die sich unmittelbar vor dem erwdhnten
Programmabsturz ereignet haben.

Der Voidkoeffizient fir den DWR ist sogar besser:
dk/de = 10 - 10-% cm3/g im Nennzustand (d.h. p= 7 g/cm?®.
5. auch Tabelle II dafir).
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Primdrkreises (im wesentlichen Dampfbildung) im Falle des heteroge-
nen Reaktors fest. Diese ist auf die hdheren Massendurchsatze, die
iiber die DH-Armattren ins Containment ausstromen, zurtckzuflihren.
Die hoéheren Massendurchsdtze sind bedingt durch das relativ un-
glinstige Voidverhalten, das in Abb. 24 dargestellt ist.

In Abb. 81 sind, wie weiter oben schon erwdhnt, die DE~Flllstdnde
gezeigt. Es muB daran erinnert werden, daBl die Haupteinspeisung dort
infolge des vorausgesetzten Notstromfalles aufgehdrt hat und zur Be-
speisung der Dampferzeuger zuerst nur die An/Abfahrpumpen eingrei-
fen, die 4 % der Vollastmenge einspeisen kdnnen. Das tritt ca. 25
Sekunden nach Stérfalleintritt ein. Da der Speisewasseranteil ge-
ringer ist als die iber das DE-Sicherheitsventil abgegebene Frisch-
dampfmenge, fdllt der DE-Wasserstand weiter ab und erreicht die un-
tere Schutzschranke "Wasserstand < 5 m". Somit wird die Abfuhr der
im Kern erzeugten Leistung wesentlich verringert. Zu diesem Zeitpunkt
tritt auch die Wassereinspeisung der Notspeisepumpen ein, die ins-
gesamt 7 % der Vollastmenge beférdern kénnen.

Yon hier ab verdampft in den Dampferzeugern mehr oder weniger Wasser
je nach der vom Primdrkreis noch lbertragenen Wiarmerate (s. Abb. 93).
Das Leistungsniveau des heterogenen Reaktors ist aus den weiter oben
erwdhnten Grinden am héchsten. Dabei konnte der homogene Reaktor

mit engem Gitter wegen Rechnungsabbruch nicht in den Vergleich ein-
bezogen werden. Wenn man Abb. 89 und Abb. 93 vergleicht (das
schwingende Verhalten der ilbertragenen Leistung ridhrt vom abwech-
selndem 0Offnen und SchlieBen des DE-Sicherheitsventiles her), er-
mittelt man, daB nach einer voriibergehenden Storfallphase, wdhrend
der Kihlmitteldruckanstiege im Primdrkreis aufgrund des verschlech-
terten Wdrmetransportes zur Sekunddrseite eintreten, beim DWR und
beim hcomogenen FDWR mit weiterem Gitter sich ein Gleichgewicht zwi-
schen erzeugter und abgefithrter Leistung eingestellt hat. Das ist
aber nicht der Fall fir den heterogenen FDWR, bei dem ab ca. 180
Sekunden wegen der fast vollstdndigen Entleerung (Pry-out) der
Dampferzeuger mehr Leistung erzeugt wird, als von der Sekunddrseite
abgefihrt werden kann. Daher entsteht ein weiterer, wenn auch mil-
derer Druckanstieg im Primdrkreislauf, wie in den Abb. 83 und 84
gezeigt wird.
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In Abb. 92 sind die Brennstofftemperaturen an der HeiBstelle des
heiRen Brennstabes dargestellt. Der bei allen Reaktoren vorhandene
Temperaturabstieg bedingt eine entsprechende positive Riickwirkung
der Doppler-Reaktivitdt, die die negativen Werte der Void-Reakti-
vitdat teilweise ausgleicht. Abb. 94 bis 98 heben die wesentlichen
Differenzen zwischen dem thermohydraulischen Verhalten von Seed
und Blanket im heterogenen FDWR hervor.

Abb. 94 zeigt den Kuhlmitteldurchsatz am Eintritt beider Kernkandle,
Abb. 95 die zugehodrigen Kihlmitteldichten und Abb. 96 die
Brennstofftemperaturen im heifien Brennstab {an der HeiBRstelle).
Das Verhdltnisvon Massenstrom im Blanket zu Massenstrom im Seed
verringert sich im Laufe der Transiente, d.h. es ergibt

sich eine Neuverteilung des gesamten Wasserdurchsatzes zugunsten
des Seeds, da bei abnehmendem Massenstrom und ausgehend von den
jeweiligen Vollastbedingungen, die Reibungsbeiwerte der Brenn-
stdbe im Blanket mehr ansteigen als die der Brennstdbe im Seed

und der Druckverlust Uber Seed und Blanket derselbe sein muf

{ s.den Druckverlauf im Seed und Blanket in Abb. 97 ) . Im Gegen-
teil zum LOCA ergibt sich hier aber nicht ein hoherer Massendurch-
satz durch das Seed als durch das Blanket. Wegen des verringerten

Massenstromes und der hoheren volumetrischen lLeistungsdichte im
Fluid , ereignet sich im Blanket eine stdrkere Abnahme der
Kihlmitteldichte gegeniiber dem Seed,wie in Abb. 95 dargestellt.

Die niedrigeren Brennstofftemperaturen im Blanket (Abb. 96)

sind auf die kleinere Brennstableistung dieser Kernzone im

Vergleich zum Seed (s. Tab. II ) zuridckzufihren. Die entsprechen-
den Temperaturen an der Brennstabwand werden in Abb. 98 gezeigt.
Durch Einsetzen der Ispra-Version des Codes erhdlt man die in

den Abb. 99 und 100 gezeigten Verldufe fUr“den Kernmassenstrom bzw. die
Kernkihlmitteldichte im Seed und Blanket. Man sieht, daB das
Anfangsverhdltnis zwischen den Massenstrdmen auch im Lauf des
Storfallablaufes einigermaBen eingehalten wird, da 1in dieser
Version die Reibungsverluste in den zwei Kernzonen sich auf das-
selbe theoretische Modell stiitzen. Die daraus resultierenden
Kihlmitteldichten stimmen damit ziemlich gut Uberein ’
(im Seed ist die Kiihlmitteldichte etwas hdher wegen der dort

niedrigeren volumetrischen Leistungsdichte im Fluid).
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6.3.2 Vergleich mit den mit RECAP5/Mod.1-EUR erzielten Rechenergebnissen

Die wichtigsten, durch die Einfihrung der FOWR~spezifischen' Modifi-
kationen bedingten Unterschiede bei den ATWS-Ergebnissen gegeniliber der Ispra-
Version des Codes werden in den Abb. 101 bis 118 gezeigt. Der Effekt des hoheren
Widerstands im Blanket des heterogenen Reaktors bei der KfK-Rechnung ist ein
riickgdngiger Massendurchsatz iiber das Blanket selbst, mit konsequenter Durchsatz-
erhéhung im Seed (s. Abb.101 und 102). Das bestdtigt die diesbezlglichen oben
angefihrten Bemerkungen. Die berechneten Kernkihlmitteldichten

sind in Abb. 103 und Abb. 104 ersichtlich. Die Blanket-Kihlmittel-
dichte nach der Ispra-Rechnung ist etwas hther als die entsprechen-
de Dichie nach der KfK-Rechnung und das umgekehrte gilt (jedoch

in geringerem MaBe) fir die Seed-Kihlmitteldichte. Eine rechneri-
sche Instabilitdt charakterisiert den spdteren Dichtenverlauf

beider Kernteile (ab 200 Sekunden) bei der Ispra-Rechnung. Der sprung-
hafte Vorgang ist auf eine plétzlich erhdhte Dampfbildung, gefolgt
von einer rickldufigen Dampfentstehungsrate im Kern, zuriickzufihren,
wie Abb. 105 zeigt. Diese Erscheinung wurde nicht wihrend

der KfK-Rechnung beobachtet, was z.B. aus Abb. 106 hervorgeht. Die
Fluidzustandsdnderung bei der Ispra-Rechnung bringt eine Stérung des
Ablaufes der gesamten Reaktivitdt mit sich, wdhrend die mit RELAPS/
Mod .1-KfK berechneten Reaktivitdtsverlgufen verbundenen Kernlei-
Abb. 107). Die mit den Reaktivitdtsverldufen verbundenen Kernlei-
stungskurven zeigt Abb. 108. Die Erkl&rung fiir das hdhere, in der KfK-
Rechnung ermittelte Leistungsniveau liegt in der Wiederverteilung
der Massenstrodme bzw. Kihlmitteldichten im Zusammenhang mit der
Voidrickwirkung, die fir Blanket und Seed unterschiedlich ist.

Neue Studien /63/ brachten die Erkenntnis, daB in einigen Zonen

des Blankets eine positive Multiplikationsfaktordnderung bei einer
Verminderung der Fluiddichte eintritt. Dieser Tatsache trédgt

die Wichtungsfaktorverteilung in dieser Arbeit Rechnung. Da

sich bei der KfK-Rechnung eine kleinere Kihlmitteldichte im Blan-
ket als bei der EUR-Rechnung ergeben hat, ist die positive Void-
rickwirkung der betroffenen axialen Zonen dort hoher. Das fihrt

zu der langsamer abfallenden Leistungskurve in Abb. 108.

Zu dieser Abbildung ist noch zu sagen, daB die
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stufenartige Anderung der Leistung bei der EUR-Rechnung von

der plotzlichen Reaktivitdtsabsenkung {(s. Abb. 107) verursacht
wird. Die Druckverldufe sind in Abb. 109 zu sehen. Die maximalen
Werte, die durch die EUR-Programmversion erhalten werden, sind
als Folge des giinstigeren Leistungsverhaltens ca. 3 bar niedriger
als die der Rechnung mit der KfK-Version. Auferdem erfolgt bei
der EUR-Rechnung keine weitere Druckzunahme ab 180 Sekunden, weil
zu dem Zeitpunkt die geschdtzte Leistung stark sinkt. Das hat
eine mildere Neigung der Wasserstandsabfallkurve in den Dampf-
erzeugern zur Folge, wie Abb. 110 schildert.

Ein wichtiger Unterschied zwischen den zwei Rechnungden wurde

bei der Hillrohrtemperatur an der HeiBstelle im Seed festgestellt
(s. Abb. 113 }. Wdhrend nach der Korrelation von Dalle Donne-
Hame dort keine Siedekrise eintritt, treffen nach der Beziehung
von Hsu-Beckner die KHB-Bedingungen ein. Deshalb weichen die bei-
den Temperaturkurven ab 85 Sekunden drastisch voneinander ab:
wihrend bei der KfK-Rechnung die Brennstabwandtemperatur unter
400°C bleibt, erreicht die entsprechende Temperatur bei der EUR-
Version einen Hochstwert von 1120°C, die gerade noch niedriger als die
zugelassene Schranke von 1200°C ist. Eine mégliche Begriindung des
Fintreffens der Siedekrise in der EUR-Rechnung sind die etwas
schlechteren Kihlbedingungen des Seeds gegeniiber der KfK-Rechnung
(s. Abb. 102 }. Ubrigens ist die Hsu-Beckner-Korrelationnicht
fiir hexagonale enge Gitter ausgelegt und getestet worden, so

daB man keine Aussagen idber ihre Zuverldssigkeit bei FDWR-AnN-
wendungen machen kann.

Die Siedekrise wurde auBer bei dem heifBlen Brennstab nirgendwo sonst im
Seed festgestellt. Im Blanket, wo die Brennstableistung kleiner

als im Seed ist, treten KHB-Bedingungen auch nicht beim heiBen
Brennstab ein, wie aus der Abb. 112 zu entnehmen. ist.

Um den Effekt der Wichtungsfaktoren bei der Vecid- und Doppler-
riickwirkung auf das Druckverhalten zu erforschen wurde eine Rechnung
mit der weiter oben genannten Standard-Wichtungsfaktorenverteilung
anhand von RELAP5/Mod.1-KfK durchgefiihrt und deren wichtigste
Ergebnisse mit denen der KfK-Referenz-Rechnung in Abb. 113 und 114
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graphisch verglichen. Die Differenz zwischen den erreichten
Druck-Héchstwerten ist nicht groB: 215 bar im Kern mit der
Referenz-Rechnung, die auf einem genaueren Rechenverfahren

basiert und 206 bar mit der anderen Rechnung, der eine grobe
Ndherung zugrundeliegt. Das erkléart sich durch die optimisti-
sche Annahme der Standardverteilung, daB alle axialen Zonen im

Seed und Blanket eine negative Voidrickwirkung bei abnehmender
Kihlmitteldichte aufweisen, was nicht der Fall bei der Referenz-
Rechnung ist. Abb. 114 zeigt vergleichsweise die Kurven des Kih]-
mitteldruckes im Druckhalter fir die zwel beschriebenen Rechnungen.

Abb. 115 bis 118 zeigen zum Schlulb die Auswirkungen der eingefihrten
Modifikationen bei den homogenen FDWR. Nach der KfK-Rechnung sind
die Kernmassendurchsdtze geringfigig kleiner als nach der EUR-
Rechnung (s. Abb. 115 und 116). Es wirde sich daher eine etwas
negativere Voidrickwirkung einstellen, die aber von der durch die
etwas héhere Brennstofftemperatur bedingten weniger negativen
Dopplerrickwirkung kompensiert wird. Aus den gegeneinanderwirken-
den Effekten erfolgen KihImitteldruckverlidufe, die voneinander
kaum abweichen (s. Abb. 117 und 118}.

6.4 SchluBfolgerungen

Die wichtigsten Ergebnisse der ATWS-Rechnungen mit der KfK-RELAP5
Version fir die vier Reaktoren sind in Tab. VII zusammengefaft.

Aus diesen Ergebnissen und einstweilen ohne Riicksicht auf
die im Kap.b5 erzielten LOCA-Ergebnisse, kann man folgende
Schlisse ziehen:

- Der homogene FDWR-Entwurf mit engerem Brennstabgitter kann vom
sicherheitstechnischen Gesichtépunkt nicht akzeptiert werden,
da er im Laufe des untersuchten ATWS-Storfalles unzuldssige
HGchstwerte des Kihlmitteldruckes aufweist.
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- Der homogene FDOWR-Entwurf mit weiterem Brennstabgitter und
der heterogene FDWR-Entwurf scheinen aufgrund der niedrigeren
Kihlmitteldricke, die unter der vom Genehmigungsverfahren ge-
setzten Schranke von 230 bar bleiben, akzeptierbar zu sein.
Die Integritdt der Reaktoranlage wdre umsc mehr beim homogenen
Entwurf sichergestellt, da die von ihm aufgewiesenen Driicke
am niedrigsten sind.

Durch das Anbringen der neuen Korrelationen stellt sich insbesondere
bei dem Vergleich der ATWS-Rechnungen folgendes heraus:

- Durch die Anwendung der Korrelation von Dalle Donne-Hame und der
Druckverlustbeziehungen, die eine Neuverteilung der Massenstrdme
im Seed und im Blanket bewirken, wird keine Siedekrise an den heillen
Brennstdben festgestellt, wdhrend diese bei der Rechnung mit der Originalver-
sion im Seed des heterogenen Reaktors eintritt. Die daraus hervorgehende maxi-
male Temperaturdifferenz zwischen beiden Verldufen betrdgt 730°C.

- Ebenfalls durch die Anwendung der oben erwdhnten Druckverlust-
beziehungen und deren indirekten Einfluf auf die Voidrickwirkung
in Seed und Blanket treten in der Rechnung mit der neuen FOWR-
Programmversion maximale Kihlmitteldriicke ein, die 3 bis 5 bar
héher sind als die, welche anhand der Basisversion ermittelt wurden.

- Wesentliche Unterschiede aufgrund der Einfihrung der neuen FDWR-
spezifischen Korrelationen sind bei den homogenen FDWR-Entwirfen
nicht eingetroffen.

Die DWR-Ergebnisse der ATWS-Rechnung wurden mit denen, die mit
Hilfe des homogenisierten Rechenprogrammes LOOP7 /64/ erzielt
wurden, verglichen. Der hédchste, wdhrend des Stérfallablaufes
arreichte Druckwert betridgt bei der Untersuchung in /64/

191 bar, ungefdhr 10 bar mehr als der in der vorliegenden Arbeit.
ermittelte. Es ist dabei zu bedenken, daB die Modelle zur Be-
rechnung der Ausstromraten der Druckhalter-Ventile in LOOP7 und
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RELAP5/Mod.1 nicht gleich sind. Im ersten Programm wird ein iser-
tropes, homogenes Modell eingesetzt, wdhrend im zweiten 2rogramm
egin Zweifluid-Modell verwendet wird. Die durch das homogene Modell
berechneten Massenstromdichten sind bei weitem kleiner als die,
die das Zweifluid-Modell liefert und fiithren zu hdheren Kihlmittel-
driicken im System.

Dariber hinaus sind die im LOOP7 berechneien Kihlmitteldichten am
Ende des betrachteten Zeitraumes (500 kg/ m3) kleiner als die, welche
sich mit RELAP5/Mod.1 ergaben (650 kg/ m3). Dieser Unterschied

fihrt zu einer rascheren Leistungsabnahme in /64/ als der in der
vorliegenden Arbeit. Dort betrdgt die restliche Kernleistung nach

260 Sekunden nur noch 15 % der gesamten Nennleistung und hier ca.

23 % der Nennleistung.

Ebenfalls anhand vom Rechenprogramm LOOP7 wurde die parametrische
FDWR-Analyse von /60/ durchgefihrt. Obwohl kein direkter Vergleich
zwischen deren Ergebnissen und denen der vorliegenden Arbeit mdglich
ist (untersuchte Reaktoren und zugrunde gelegte Reaktivitdtskurven
sind nicht gleich denen in dieser Arbeit), stellt man fest, daB

die Dricke in /60/ zu hoheren Werten tendieren. Das ldRt sich wahr-
scheinlich auf die niedrigeren Abstromraten durch die DH-Sicher-
heitsventile zurilckfihren.



Tabelle VII: Hauptergebnisse der ATWS-Rechnung fir die vier betrachteten Reaktoren

Berechnete Max. KihImitteldruck | Max. Hillrohrtem.| Normierte Leistung| Kernkihlmittel-|Systemkiihlmittel-
Reaktor Zeit (s) im ROB {bar) an der HeifRstelle am Ende der Tran- | dichte am Ende |druck am Ende der
{°C) siente (%) der Transiente Transiente
(kg/m?) (bar)
Referenz DWR 260 180 368 23 650.82 171
Homog . FOWR 260 182 364 33 645.59 171
(weites Gitter)
Homog . FOWR 26.2 222 420 89.5 662.32 222
(enges Gitter)
Sead 377 512.85
Heterog.FDWR 260 215 55 193
Blanket 374 48801
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7. Zusammenfassung und Ausblick

Auf dem Weg zur Realisierung eines fFortgeschrittenen Druckwasser-
reaktors (FDWR) spielen sicherheitstechnische Fragen eine ent-
scheidende Rolle. So muB mindestens nachgewiesen werden, dafB alle
dem Genehmigungsverfahren fir einen herkdmmlichen DWR zugrunde
liegenden Storfdlle mit Hilfe von vorhandenen Sicherheitsvor-
richtungen auch bei einem FDWR beherrscht werden kdnnen.

Es muB insbesondere nachgewiesen werden, daB die wdhrend der Druck-
entlastungsphase nacheinem Wasserverluststorfall, dem sogenannten
LOCA { doppelendigen Bruch einer Rohrleitung)}, erreichte maximale
Hiillrohrtemperatur im Kern eines FDWR unter dem vom Genehmigungs-
verfahren vorgeschriebenen Grenzwert von 1200°C bleibt. Dariiber-
hinaus darf wdhrend der vom Ausfall der Hauptwdrmesenke bei gleich-
zeitigem Versagen der Eigenbedarfsversorgung ("Notstromfall"-

ATWS) ausgeldsten Betriebstransiente der Anstieg des Kihlmittel-
druckes den Ausiegungsdruckweri von 230 bar nicht iberschreiten.

Mit der rechnerischen Simulation dieser beiden Stdrfdlle beschaftigt
sich die vorliegende Arbeit. Hierzu wurde anfinglich das Rechen-
programm RELAP5/Mod.t-EUR (J.R.C.-Ispra) verwendet, das bereits

an zahlreichen Blowdown-Versuchen mit Briichen verschiedener GrdBen
an ausgewdhlten Stellen in den Rohrleitungen bei der LOBI1—An1age
in Ispra, die in verkleinertem MaBstab einen deutschen Druckwasser-
reaktor der 1300 MW-Klasse darstellt, erfolgreich geprift worden
war. Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefithrte Nachrechnung des
Experiments LZ2-5 bei der amerikanischen LOFTszinrichtung (Blow-
down-Experiment infolge eines groBen lLecks in einem Biindel mit
DWR-Geometrie) zielt darauf ab, die anlagenunabhidngige Anwendbar-
keit dieses Rechenprogrammes nachzuweisen. Die Ergebnisse zeigten
eine gute Ubereinstimmung mit den MeRdaten, so daPB man den SchluB
ziehen konnte, daB das Programm die wesentlichen Vorginge der
Druckentlastungsphase eines LOCA in einem DWR in der Lage wiederzu-
geben ist.

Loop Blowdown Investigations
Loss of Fluid Test

LOBI
2 LoFT

[T}



Bei der Nachrechnung des oben genannten LOFT-Versuches wurden
jedoch Abweichungen beim Verlauf der Massendurchsdtze festgestellt.
Aus diesen Grinden wurde im Rahmen dieser Arbeit der Zweiphasen-
Reibungsmultiplikator von Reddy et al. (Columbia Korrelation)

ins Programm implementiert und bei einer weiteren Nachrechnung
eingesetzt. Die dabei erzielten Ergebnisse zeigen in den meisten
Fillen gegeniber der mit der Standard-Version des Codes durchge-
fiihrten Nachrechnung bessere Ubereinstimmung mit den experimen-
tellen LOFT-Daten. Die Abweichungen der berechneten von den ge-
messenen Massendurchsdtzen wurden kleiner. Das gilt insbesondere
fir den Forderstrom der Hauptkihlmittelpumpen {wo ecine homogene
Wasser-Dampf-Mischung herrscht), wodurch auch die rechnerische
Pumpendrehzahl besser mit der experimentellen dbereinstimmt.

Diese so modifizierte Programmversion wurde jedoch fir die Ziel-
vorgabe dieser Arbeit (LOCA- und ATWS-Untersuchungen fir FDWR-
Anlagen) als noch nicht ausreichend erachiet, da sie die fir die
FOWR-Geometrie bendtigten Druckverlust-, Wdrmelbergangs- und
Kritische Heizflidchenbelastungs (KHB)-Beziehungen nicht beinhaltet.
Deshalb wurden die Programmerweiterungen in dieser Arbeit vor-
wiegend auf die spezifischen Anforderungen dieser Kerngeometrie
bezogen. Es wurden felgende Modifikationen angebracht.

- Zur Berechnung des Druckabfalls in einem Brennstabbindel mit
Wendelrippen, was bei einem FDWR-Kern der Fall ist, wurde
das Programm durch die Einfihrung der Reibungsbeiwertbeziehungen
von Rehme, Johannsen, Chen und Todreas, die flr sclche Geo-
metrie hergeleitet wurden, ergdnzt.

- Der Abhdngigkeit des lokalen Wiederstandskoeffizienten bel
hexagonalen, im Seed eines heterogenen Entwurfes vorhandenen
Gitterabstandshaltern von der Reynoldszahl wurde durch die
Einbeziehung der Korrelation ven Rehme Rechnung getragen.

- Um ein zuverldssigeres Kriterium bei der Ermittlung der kriti-
schen Heizfldchenbelastung (KHB) zu haben, wurde die KHB-Be-
ziehung von Dalle Donne-Hame ins Programm eingefihrt, die die
hexagonale Geomeirie der FDWR-Brennelemente (mit und ohne
spiralférmige Abstandshalter) berlcksichtigen kann und diesich
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bei der DNB-parametrischen Versuchsreihe an der Anlage
GRAZIELLA in Frankreich bewdhrt hat /65/. Fir den

Referenz-DWR wurde die KHB-Korrelation von Bowring, aus

der die Korrelation von Dalle Donne-Hame hergeleitet wurde,
ebenfalls eingefiihrt. Sie gilt fir typische DWR-Brennstabgitter
und fir ein breites Kihlmitteldruckspektrum.

- Die Beziehung von Dalle Donne-Baxi fiir die Berechnung des Warme-
ibergangskoeffizienten in hexagonalen Bilindeln bei einphasiger tur-
bulenter Wasser- und Dampfstrémung wurde flr die genauere Er-
mittlung der FDWR-Hillrohrtemperaturen eingefihrt. Diese Be-
ziehung hat sich bei den Versuchen mit hexagonalen Brennstab-
gittern, die in /31/ beschrieben sind, bewdhrt.

Die hier aufgefiihrten und ins Programm Ubernommenen Beziehungen
geiten fir hexagonale Bilindel, gegebenenfalls auch mit Spiral-
rippen. Sie enthalten die charakteristischen Parameter dieser
Geometrie und bauen auf einer umfangreichen Datenbasis auf.

Der groBe, mit der praktischen Realisierung von Blowdown- oder
ATWS-Versuchen verbundene Aufwand hat bis jetzt eine vollstédndige
experimentelle Uberprifung solcher Modelle unter zweiphasigen

und nicht-stationdren Bedingungen verhindert.

Die in dieser Arbeit durchgefihrten Uberlegungen sind jedoch
plausibel, und stellen somit einen Fortschritt dar: in dieser
Arbeit wurde erstmals ein grofl3es Rechenprogramm fir Stérfall-
analysen unter Verwendung von konstitutiven Beziehungen, die

flir die FDWR-typische Geometrie hergeleitet wurden, zum Einsatz
gebracht. Daher kann die um den neuen FDWR-Modul erweiterte Version
des RELAP5-Programmes als das einzige bisher verfigbare Instrument
fiir die Stdrfallanalyse solcher Reaktoren angesehen werden.

Die mit dieser Version durchgefiihrten Rechnungen erbrachten
folgende Erkenntnisse (s. Tabelle VIII):
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Hauptergebnisse der vorliegenden Untersuchungen

Reaktor

Max. Hiillrohrtemperatur
wahrend des LOCA

Max. Kihlmitteldruck
im Reaktordruckbehdlter
wihrend des ATWS

Referenz DWR

Homog. FDWR
(weites Brennd
stabgitter)

Homog . FDWR
(enges Brenn-
stabgitter)

. Seed
Heterog.FDWR

Blanket]

1040°C
1120°C

1100°C

1285°C

975°C

180 bar
182 bar

230 bar

215 bar
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- Der homogene FDWR-Entwurf mit engerem Brennstabgitter weist
im Laufe des untersuchten ATWS-Stdrfalles unzuldssige Hoéchst-
werte des Kihlmitteldruckes auf. Er kann deshalb vom sicher-
heitstechnischen Gesichtspunkt her nicht akzeptiert werden.

- Wdhrend des LOCA-Storfalles tritt im Seed des heterogenen
Entwurfes einé maximale Hillrohrtemperatur von 1285°C auf,
die aus der Kombination einer verhdltnismdBig hohen Brepnstab-
leistung und eines sehr geringen Kernmassendurchsatzes in der
ersten Phase dieser Transiente sich ergibt. Der vorgestellte
hetercgene Entwurf kann deshalb auch nicht akzeptiert werden.

- Aufgrund der relativ niedrigen Werte von Brennstabwandtempera-
tur beim LOCA und von Kihlmitteldruck beim ATWS ist der homogene
FOWR-Entwurf mit weiterem Brennstabgitter akzeptierbar und sollte
weiter verfolgt werden.

Die LOCA- und ATWS-Rechnungen wurden auch anhand von RELAP5/Mod.1-
EUR durchgefihrt und deren Ergebnisse mit denen der neuen FDWR-
Version fur die einzelnen Reaktoren verglichen.

Dabei zeigt sich, daB durch das Anbringen der neuen Korrelationen
sich insbesondere bei dem Vergleich der Rechnungen fiir den LOCA
folgendes ergibt:

a) Die FDWR-Kerne und das Blanket des heterogenen Typs dieses
Reaktors in der letzten LOCA-Storfallphase werden wegen der durch
den Einsatz der neuen Druckverlustbeziehungen hervorgerufenen Er-
héhung der Wandreibung von niedrigeren Massendurchsdtzen durch-
stromi, was hohere Hillrohrtemperaturen gegeniiber den Rechnungen
mit der urspriinglichen Version zur Folge hat.

b) Im Seed des heterogenen Entwurfes wurden dagegen mit der neuen
Version niadrigere Hullrohrtemperaturen ermittelt, da der von den
Gitterabstandshaltern gebotene Widerstand, auch unter Berucksicht:-
gung der Re-Abhangigkeit, die gesteigerte Reibungsfihigkei1t cdzs
Blankets nicht ausgleichen kann. Deshalb ergibt sich eine Strd-
mungseinteilung im heterogenen Kern zugunsten des Seeds.
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¢) Durch die Verwendung der Bowring-KHB-Beziehung in der neuen
Version wird eine gegeniliber der Rechnung mit der Originalversion
friher eintretende KHB-Bedingung festgestellt, die dementsprechend
zu einem hdheren Maximalwert der Brennstabwandtemperatur fihrt.

d) Ein Vergleich der Rechnungen fir den ATWS ergab, daB ein ent-
scheidender Unterschied zwischen den Ergebnissen der Original-
version und denen der FDWR-Version nur beim HiUllrohrtemperatur-
vertauf an der HeiBstelle im Seed des heterogenen Reaktors auf-~
trat. Dort tritt eine KHB-Bedingung nur bei der Rechnung mit
der Originalversion ein und bedingt einen Temperaturanstieg,
dey mit der FDWR-Version aufgrund einer Kombination zweier
Faktoren (Verwendung der Korrelation von Dalle Donne-Baxi und,
analog zum Punkt b}, glinstigere Kithlbedingungen im Seed) nicht
zU beobachten ist. Es entsteht dabei eine Differenz zwischen
den Hiullrohrtemperaturverldufen die maximal 750°C betrdgt.

Zusammenfassend wurden in der vorliegenden Arbeit die fir den
FDWR spezifischen und gegeniiber dem DWR unterschiedlichen Merk-
male bei der Untersuchung des Storfallverhaltens mit dem Rechen-
programm RELAP5 in angemessener Weise dadurch berficksichtigt,
daf in denjenigen Fdllen, in denen der GlUltigkeitsbereich der
fir den DWR abgeleiteten konstitutiven Beziehungen {dberschritten
wurde oder deren Anwendbarkeit zweifelhaft erschien, verbesserte
Beziehungen in das Programm eingebracht wurden. Dies betraf ins-
besondere die weiter oben genannten Druckverlust-, Warmeidbergangs-
und KHB-Beziehungen. Alle diese Beziehungen, die in die flr den
FDWR Uberarbeitete Fassung von RELAPS5 eingebracht wurden,
basieren auf den fir derartige Problemstellungen momentan best-
méglichen Beschreibungen der bendtigten physikalischen Zusammen-
hiange, die dem Autor bekannt und zugédnglich waren und als ex-
perimentell ausreichend abgesichert betrachtet werden kénnen.
Kein anderes bisher verdéffentlichte Rechenprogramm weist dies-
bezlglich einen hdheren Detaillierungsgrad auf. Aufgrund dessen
kénnen die erzielten Ergebnisse als plausibel betrachtet werden.
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Eine eventuelle Weiterentwicklung der in der vorliegenden Arbeit
vorgestellten FDWR-Version des Rechenprogrammes RELAPS ist nur

auf der Basis von gezielten experimentellen Untersuchungen mdglich,
die eine ergdnzende Auswertung der eingefihrten Modelle erlauben
wirden und Hinweise erbringen koénnten, ob und welche physikali-
schen bisher nicht bekannten Effekte mit beriicksichtigt werden sollen.

In die Zukunft blickend, widre der Aufbau von Einzeleffekten-
Teststrecken zu einer umfassenden Untersuchung der FDWR- Thermo-
hydraulik und eventuell die Durchfihrung von Blowdown-Versuchen
fiir FDWR-Stabbiindel und von ATWS-Simulationen bei Reaktormodellen
in geeignet verkleinertem Mallistab wiinschenswert.
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Anhang 1

Grundziige des Grundgleichungssystems und der Konstitutiven
Beziehungen in RELAP5/Mod.1

Die zugrunde gelegten Erhaltungssdtze werden hier kurz vorgestellt.
Die Bedeutung der Symbole wird im allgemeinen in der Nomenklatur
angegeben.

A1.1 Die Massen-, Impuls- und Energieerhaltungsgleichungen

Massenbilanz

Fir die Massenbilanz gelten zwei Gleichungen, fiir jede Phase eine.
Sie haben die Form:

{a) fUr Dampf

8 {a y/at + (1/A)-6(angpgA)/aX = Pg (A1.1)

g"g

(b) flUr Flussigkeit

olagee)/ot + (1/A)0(appeveh)/ox = T, (A1.2)

Allgemeine Kontinuitdtsbedingungen bei Abwesenheit von
Massenquellen oder Massensenken fithren zu der Gleichheit
von FlUssigkeits- und Dampferzeugungsraten, abgesehen vom
Vorzeichen:

' = -T (A1.2.1)

Impulsbilanz

Hier werden auch zweiphasige Gleichungen zur Darstellung der
Impulserhaltung verwendet. Es sind im einzelnen, in nicht-
konservativer Form:
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a) fir Dampf
mgpgA(an/ 8t) + ? a p A(av /ax) = -ugA(aP/BX) +

o p B A -(e_p AY*FWG*({v_ ) + T

aPgBx a% g g A(vgl—vg)-(u p A)+FIG -(vg-vf) -

g9

- Cagaf pA [a(vg-vf)/at + vf(avg/ax)—vg(avf/ax)] (A1.3)

b) fir Flissigkeit
1 2 _
afpfA(ﬁVf/@t) t afpfA(avf/ax) = —mfA(aP/ax) +

@ p B A-{a _p A}. FNF-(vf) + T _Alv

FPeox T e P oM Vgrve)- (apeeh)- FIF-(vg-ve)-Caga ph-

[a(vf-vg)/6t+%l(avf/ax)—vf(avg/ax)3 (A1.4)

Energiebilanz

Die einzelne, fir die Dampf-Wasser-Mischung geltende Energie-
gleichung 1dBt sich folgendermaBen schreiben

8{e p E_+a p E_)/8t+(1/A)8(a_p v E_A+a_p v E_A}/ox = -{1/A)"

g9 9 ffFf Ff ff g g gdg
8 : ]
a(agngA+ufvaA)/ x+(agpgvg+afpfvf)Bx+Q (A1.5}
o)
2
E_ = U + v /2 (A1.5a)




TR

Die sechste in einem zweiphasigen System normalerweise be-
notigte Gleichung wird durch die Annahme ersetzt, daBl eine

der Phasen gesittigt ist. Die Gestalt der Gleichungen (A1.1)

bis (A1.4} ist noch nicht zweckmaBig, um das numerische Modell
daraus zu entwickeln. Durch paarweise Summation und Subtraktion
und nach einigen zusdtzlichen algebrischen Manipulationen, auch in

der Energiegleichung, erhdlt man daraus ein modifiziertes, im
Code einzusetzendes Gleichungssystem, das sich in folgender Form

ausdricken ldRt:

Massenbilanz

%f + % a(ugpgng+ufpfva}/GXxO (A1.6)
p 2%y 15X [a(agp vgh)/ox] -
- % [alagepveh)/ox] = v (A1.7)
Impulsbilanz
agpg(avg/at)+afpf(6vf/at)+%@gpg(6v;/GX)+%ufpf(6V;/6X) =
—%{lpr—agpgvg-FNG-ufpfvf-FNF-%(vg-vf) (A1.8)
ovg/ot-ovs/otsh av;/ax-%‘av;/ax - '(gg‘g?)%g'Yg'F“G +
+Vf'FWF+Fg[(lew(&fPng+&gngf))/agpgufpf]-pFI(Vgﬂvf} -
-pfS;[a(vg~vf)/6t+vf(avg/ax)-vg(avf/ax)] (A1.9)
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Energiebilanz

1 i
6(PU)/6t+ﬁa(ugpgnggA+ufpfvafA)/ax- (P/A)a(ungA +

usfA)/6x+Q+u P

2 2
aPq FWGE vg+ufpf FWF vf+agufpgpf-FI'

(rg=ve) +UTe1/2) (vgve)” o (A1.10)

Die Variablen p,X.,vg,vf und pU, deren zeitliche Ableitungen
in den Gleichungen vorhanden sind, sind die Hauptverdnderlichen
dieses Systems. Ihre Werte werden als'ehste berechnet. Das
numerische Lésungsschema besteht darin, das Differenzialgleichungs-
system durch ein in der Zeit teilweise implizites Finiten-Diffe-
renzen-Gleichungssystem zu ersetzen. In allen Fdllen sind die
impliziten Terme {abhdngige Variablen) nur in linearer

Form vorhanden und daher kann die daraus resultierende Matrix
iber ein fiir dinn besetzte Matrizen gedachtes Unterprogramm

in die inverse Matrix umgewandelt werden. Die finf Grund-
gleichungen sind auBerdem so gestaltet, daB sie fir jedes
Kontrcllvolumen oder jede Masche zu einer einzigen Gleichung als
Funkticn dés'hydrodynamischen Druckes reduziert werden diirfen.
Wenn N die Anzahl der das Fluidsystem simulierenden Maschen ist,
wird ein System von insgesamt nur N Gleichungen filir N Unbekannten
simultan fir jeden Zeitschritt geldst.

Fs ist bekannt, daBh das Gleichungssystem (A1.6 ) - (A.10)

ein nicht-sachgemidBes Anfangsweriproblem darstellt.

Dariber hinaus modifizieren die mit jedem numerischen Schema ver-
bundenen Approximationen etwa die Lésung {durch Rundungs-

fehler) und die dazugehdrigen Effekte kdnnen das Ldésungsver-
fahren sowohl stabilisieren als auch instabil machen. Ein
sachgemdBes Verhalten des numerischen Systems erhdlt man, indem
man eine selektiv implizite Auswertung der Ortsgradientterme
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am zuletzt berechneten Zeitpunkt, eine Aufwinddifferenzen-
formulierung der Massen- sowie der Energieterme und eine Auf-
wind~ dhnliche Formulierung der Impulsstromterme unterstellt.

Die Anordnung der diskreten FeldgrdBen erfolgt in einem
versetzten Maschennetz wie in der Abb.A1.1 skizziert.

Kontrolivolumen
. Knotenpunkt fiir Masse und Energie
fir Vektorgrofien ‘ AL
Ve ™
YVt Knotenpunkt
filr SkalargréBen |
e S I
.f I
| p—
: P Vg I
1 O T O T
| K | b
3 ' l
1 P
“ J
Y
Kontrollvolumen

fir den Impuls

Abb. A1.1 Modell des versetzten Maschennetzes in RELAP5/Mod.1

Das Schema in Abb. Al.1 erkldrt sich dadurch, dah die Geschwindig-
keiten den konvektiven Transport Uber die Volumenoberflidche (in die-
sem Fall nur in eine Richtung) beschreiben, wihrend GroBen wie
Dichte p, Druck P, Temperatur T oder innere Energie y usw. da-

gegen Volumeneigenschaften sind. Zusammenfassend beschreibt man
daher die kontinuierlichen Felder anndherungsweise dadurch, daB

man ihre Werte an diskreten Orten im Maschennetz angibt und be-
rechnet.

Die diskretisierten Gleichungen werden hier nicht aufgelistet,
da es zum Verstdndnis dieser Abhandlung nicht nétig ist

{(einen guten Uberblick findet man in /10/). Dabei ist jedocch
zu sagen, daB,um eine hohe Durchfihrungsgeschwindigkeit abzu-



sichern, die implizite Auswertung nur fir die zur numerischen
Stabilitdt notwendigen Terme und fiir Vergdnge deren zeit-
konstanten klein sind, stattfindet, anscnsten kommt das
explizite Verfahren in Frage. Also, die implizite Auswertung
gilt fir die Geschwindigkeit in Massen- und Energietransport-
termen, fiir den Druckgradienten in den Impulsgleichungen und
fiir den zwischenphasigen Massen- und Impulsaustausch.

Wenn es im Laufe eines Rechenvorgangs festgestellt wird,

daR die jeweilige Strdmung schichtig ist, 1&st das Programm
selbsttdtig ein an den Impulsgleichungen etwa gedndertes
Gleichungssystem das den in diesem Fall auftretenden und in
den 61. (A1.8) und {(A1,9) doch nicht beriicksichtigten
Zwischenphasenkrdften Rechnung tragen kann. Ferner laBt sich

ie nach der spezifischen Forderung das Grundgleichungssystem
um eine zusdtzliche Gleichung erweitern, um die Massenerhaltung
einer in der Dampfphase nicht kondensierbaren Komponente
wiederzugeben. Es wird dabei angenommen, die nicht konden-
sierbare Komponente sei in einem thermischen und mechanischen
Gleichgewicht mit der Dampfphase und sdamtliche den Dampf
zugewiesenen ZustandsgrdBen seien jetzt GroBen des jeweilig
betrachteten Gemisches,

Es ist zu betrachten, daB die funf grundlegenden Gieichungen sechs

am neuen Zeitniveau berechnete Unbekannten enthalten, ndmlich
den Druck P, die Mischungsdichte p, den Dampfmasseninhalt X,
die innere Mischungsenergie U und die zweil Phasengeschwindig-
keiten v und v (U und p treten zusammen beim Produkt pU
auf). Das stellt die Anforderung, eine zusdtzliche Beziehung
aufzustellen, die das System vervoilstdndigt. Das ist die
7Zustandsgleichung.die die Fluiddichte als Funktion des Druckes,
des Dampfmasseninhaltes und der inneren Mischungsenergie bereit-

stellt.
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A1.2  Die Zustandsgleichung fir die Fluiddichte

Die im Abschnitt A1.1 erwdhnte Zustandsgleichung ist nicht linear
und die grundlegenden Daten sind in tabellarischer Form. Damit die
Linearitat des numerischen Schemas aufrechterhalten werden kann,
wird die Dichtebeziehung als Taylorsche Potenzreihe erster Ordnung
um den alten Zeitpunkt ausgedrickt:

Lo L(X(ty#at)-X(t,))+
P
Yo« (pU(tg+at)-pU(t,)) (AT.11)

WO

At Zeitinkrement

—+
i

Zeitpunkt nach dem n-ten Zeitschritt, um den die Funktion
p(X,P,U) sich als Potenzreihe entwickeln laRt

Die ersten Ableitungen, die in der Gleichung (A1.11) vorhanden

sind, lauten:

(69/6P)§9puzpto-[(ap/aP);gul/[pto+U(to}-(ap/aU)E?X] (A1.12)

(ap/ax)§9pu . ptO[(6p/6x);?u3/[ptO+U(to}-(Gp/aU);?x] (A1.13)

(orppito. = [(op/8U)E0 1/0p, +U(t )-(0p/0U)50,] (A1.14)
Py X P, X tO 0 P X :

Die Gleichung (A1.11) kann jetzt zur Elimination der Dichte im
Differenzgleichungssytem verwendet werden, um dies
abzuschliepen. Das numerische Ldsungsverfahren setzt sich
fort, indem man zuerst in der Impulsgleichung die Phasen-
geschwindigkeiten als Funktion der Driicke in benachbarten
Zellen auswertet. Diese Geschwindigkeiten werden ihrerseits
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in den Massen- und Energiegleichungen eliminiert. Es bieiben
nur noch drei Gleichungen je Zelle die zu einer einzigen
linearen Gleichung werden, nachdem der Druck in einer Zelle
dem Druck in den benachbarten Zellen zugeordnet ist. Diese
Vorgehensweise widerholt sich fur jede Zelle und ergibt

das endgiltige, schon angedeutete NxN Gleichungssystem, wo
der Druck allein zu dem neuen Zeitpunkt ausgewertet ist.

Der Druck spielt eine besondere Rolle in der Navier-Stokes-
Gleichung. Er muB tatsdchlich so bestimmt werden, daB das Ge-
schwindigkeitsfeld auch zum ndchsten Zeitpunkt die Kontinuitdts-
gleichung erfillt. Die Geschwindigkeit sowie die ibrigen Feld-
grifRen werden durch Rickwdrtssubstitution der Dricke im System

nachberechnet.

Bemerkenswert ist die Weise wie die innere Mischungsenergie

ausgewertet wird. Sie lautet

Ut +at) = (pU)y ,,o/p (toat) (A1.15)
0 m

wobel

pm(tO+At) die von der Mischungskontinuitdtsgleichung be-
rechnete Mischungsmassendichte ist und p die Dichte, die sich
aus der Zustandsgleichung ergibt.

A1.3 Die konstitutiven Beziehungen

Die Zahl der Erhaltungsgleichungen ist meistens kleiner als

die Anzahl der in dar Problemstellung vorhandanen uUnbekKannten.
Deswegen braucht man neben dem Gleichungssystem eine Reihe von
Stoffgesetzen, die scgenannten konstitutiven Beziehungen. Dazu

zihlen auch die zwischenphasigen konstitutiven Beziehungen. Dies sind
in RELAP5, infolge der vereinfachten Form des hydrodynamischen
Modells, nur zwei: der zwischenphasige Massentransfer (Ver-
dampfungs- und Kondensationsmodell} und die
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Iwischenphasenreibung bzw. die an der Dampf-Wasser-Fléche auf-
tretenden physikalischen Krédfte. Der spezifische - selbst wenn
etwa willkiirliche - Ansatz, daB eine der Phasen sich in lokalem
Sdttigungszustand befinden muBl, ersetzt die Erfordernis, Auftei-
lungsfunktionen zwischen den beiden Phasen einzurichten. Ergdnzend
dazu sind die zwei anderen in RELAPS5 vorliegenden konstitutiven
Beziehungen, die fir die Darstellung der Wechselwirkung zwischen
dem gesamten Fluid und festen Rohrleitungswinden sorgen:

die Wand-Fluid-Wdrmelibergangs- und die Wandreibungskorrelationen.
Die ersteren sowie die letzteren sind Gegenstand zahlreicher
experimenteller Untersuchungen gewesen und dirfen daher ziemlich
zuversichtlich als Standardwdrmeibergangs- bzw. Standardwand-
reibungsbeziehungen {zumindest flUr die Rohrgeometrie) bezeichnet
und verwendet werden, vorausgesetzt, daR sie fiir den eigenen an-
gebenen GUltigkeitsbereich eingesetzt werden.

Leit.gedanke in RELAPS beziiglich der Wdrmelbertragung ist, aus den
Beitrdgen der einzelnen Warmeflulbeziehungen eine als Funktion

des Dampfmasseninhaltes und der Temperaturdifferenz Tw-Tsat = ATsat
(Wandiberhitzung) angesehene Warmestromfldche zu bilden, deren
Haupteigenschaft es ist, Uberall stetig zu sein. Das kann man
leicht erzielen, indem man die von den diversen Korrelationen
gelieferten Werte Uber die Zwischengebiete der obengenannten
unabhdangigen Verdnderlichen, die von keinerlei Beziehung abge-
deckt sind, zweckm&Big interpoliert. Jde nachdem welche physikali-
schen Vorgdnge jeweils vorliegen, ergeben sich folgende Warme-
durchgangszahlenbeziehungen:

a) einphasige Konvektion von der Wand zu Flissigkeit oder Dampf
und umgekehrt

h = 0.023 E Pr Re {(A1.16)
(Korrelation von Dittus-Boelter /66/)
b) gesdttigtes Blasensieden {(Chensche Korrelation /67/)
h =nh + h (A1.17)

mic mac
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wobei
K 0.79 0.45 0.49

c p |
) : pf f 0.24 , 0.75
"mic = 0-00122 —ys—g g oor gz Asar AP TTTS (A1.18)
uf fg pg
e 0.023 oF ap 04 g 0.8 ¢
mac = 7 Dg " F f (A1.19)

wobei S und F die Bedeutung vecn tabellarisch wiedergegebenen

Korrelationsfaktoren annehmen.

Der Warmestrom ist durch:

(A1.20)

gegeben.

unterkihltes Blasensieden

Wir haben wiederum hmic und hmaC wie in (A1.18) und (A1.19 ) aber

F=konst=1. Der Wiarmestrom lautet:

Q= NpieBTeae * MpaclTy-Te) (A1.21)

(modifizierte Chensche Beziehung /68/)

Filmsieden bei hohen Strdmungen

0.4376 2.307

Py Re[0.6004+0.2456 In(1+Xg)

k

_ g y g
h = 0.081033 C— A - 13.89471
D (1+X_)
e e
< exp(1.4504.107.p.pPr ) (A1.22)

{(Korrelation von Condie-Begston /10/)
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Dabei lautet der Warmesirom:

qFB = h.ATSGt (A1.23)

e) Ubergangssieden bei hohen Strdmungen (modifizierte Korrelation
von Condie-Begston /10/)

exp (-0.6708204 . JATsat) (A1.24)
mit Orp hergeleitet von (A1.23 ), bei
Aepr = 8Tgat ;qquHF (A1.25)
Der Wdarmestrom 14dBt sich durch:
Qg = h'- exp(-0.6708204. VAT . ).aT__, (A1.26)

ausdricken.

f) Ubergangs- und Filmsieden nach der Siedekrise bei niedrigen
Massenstromwerten /69/.

Hier gilt:
9 = Aasser * Ypampf (A1.27)
und
YDampf T hDampf {Tw'Tf)'“ (A1.28)
Npampr = Mg * My (A1.29)

wobei hC die Wadrmelbergangszahl bei natiirlicher Konvektion und

hr die Strahlwdrmelibergangszahl ist.
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t.111 o (GP.Prfilm)
h =max (A1.30)
K o, 0.33
film
0-260 De (Gr'Prfilm)
3
Gr = p(De/Z) .Bfilm(TW-Tf)(P/u) Film (A1 31)
(T,,+T-)
_ W ' f
Tfilm = (A1.32)
-8 4 4
hr = 1.30548.10 (TN -Tf) /(Tw-Tf) (A1.33)

Auf der anderen Seite haben wir /70/,/71/

hTF'ATsat(O'gﬁ‘a) wenn ATsatM'THsu
Yyasser =
Qeyp Wenn AT .. < AT, (A1.34)
Npe = Nyg + hep (A1.35)

wobei hTB die Wiarmelbergangszahl bei Ubergangssieden und hFB die
bei Filmsieden ist.

h erhdalt die Form:

T8
hpg = A exp (-Barsat) (A1.36)
mit
A - 1 enr ;f Dampf  _(0.96-)(hg) . 2.7182  (A1.37)
Hsu AT

Hsu
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AT o, = 1/B - (A1.38)

B rechnet man als doppeltlogarithmische Interpolation lber die
Druckwerte aus. Die Grenzwerte sind hier angegeben

B = 0.0042222 , P = 0.413685 MPa
B = 0.0045556 , P = 0.0620528 MPa
0.25
h 0.620 (-2 T ke v topagiyg @ (
- 0. £ A1.38
FB X 0, 7y ATsat )
o 0.5
A = 2n - (A1.40)
C {9 Fe pg}
g) Kondensation /68/
Hier wird der Wdrmestrom durch die Gleichung
po= N (Teat-T,) (A1.41)

bestimmt.

hk ergibt sich als Maximum unter den von folgenden Beziehungen
gelieferten h-Werten

g.1} Laminarstrdmung in waagerechten Rohrstrecken

3 0.25
Y9 heg kg

: (
A4
e ”f(Tsat'Tw) 2)

pf(pf~p

h = 0.296 5

lr
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g.2) Laminarstrémung in einer schrdgen Rohrstrecke, deren Winkel

zUu der Normale 8 ist

pf(pf~pg) kfa cos & | 1/3
hig = 1-766 (A1.43)
G D, n
g f -
g.3) Turbulente Stromung
—-1/2
2
i kapf e Cpp 0.023 Pa¥g
ht = 0.065 Y " Tk 025
f f D '
(E&ﬁ Vgh
i
d (A1.44)

Die Warmelbergangskorrelationen bei Behdlter-Sieden oder

Naturumlauf lassen sich unter den oben genannten Korrelationen
miteinbeziehen. Man unterscheidet drei Fdlle je nach der

physikalischen Lage

i)

k)

Wasser- cder Dampfnaturumlauf

Die Warmelibergangsbeziehungen gleichen hier denen fir natirliche
Zirkulation bei Ubergangs- und Filmsieden nach der Siedekrise.
(siehe Gleichungen (A1.27)-(A1.40)).

Behdlter-Blasensieden
Dazu wird die Gleichung (A1.18) verwendet.

Ubergangs- und Filmsieden nach der Siedekrise
Hier findet man dieselben Gleichungen wie im Fall f) wieder.

Neben den oben angefihrten Wdrmeiibergangsbeziehungen bietet RELAPS
aine Reihe von kritischen Heizfldchenbelastungskorrelationen
(KHB-Korrelationen) an. VYon den Autoren werden allerdings nur drei
empfohlen, die von Tong /72/ fir hohe Stromungswerte und fidr
unterkiilhltes Wasser und die von Hsu-Beckner /52/ auch fir hohe
Stromungswerte aber gesdttigtes Wasser. Die dritte Korrelation

ist eine modifizierte Zubersche /73/ Korrelation die besonders

geeignet ist flr niedrige Stré&mungswertbereiche.
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Al.5 Die Wandreibungsbeziehungen

Die zwelte Reihe der in RELAPS5 vorhandenen konstitutiven
Beziehungen, deren Aufgabe es ist, die Kopplung des Fluids mit seiner
Umgebung zu beschreiben, beinhaltet, wie schon angedeutet,

das Wandreibungsmodell. Dieses RELAPS5-Modell enthdlt reine
Wandschubspannungseffekte, da lokale, von plétzlichen Querschnitts-
dnderungen der Rohrstrecken oder vom komplizierten, beliebig ver-
krimmten Strompfaden bedingte Druckverluste, separat, durch
spezifische mechanistische Modelle bzw. durch Angabe von Energie-
verlustbeiwerten behandelt werden k&nnen {(s. Anhang 2).Sowohl laminare
als auch turbulente Stromungen werden beriicksichtigt, die letzteren
unter Einbeziehung der Rauhigkeitseffekte. Somit lauten die ent-
sprechenden einphasigen Reibungsbeiwertkorrelationen /10/:

64

X = 2%, wenn 0.0<Re<2000 (A1.45)
und
2e
Vl—T = 1,74 - 2 log, (R4 ﬁeéf—:) (A1.46)
€

wenn 4000 < Re ist.

G1.(2.1.32) ist als Colebrooksche Beziehung allgemein bekannt
und wird im Code durch eine parabolische, nicht-implizite Formu-
lierung aus rechnerischen Griinden ersetzt. Eine interpolierende
lineare Funktion von 1 gibt die Reibungskoeffizienten im Uber-

Re
gangsbereich wieder.

Im Zweiphasenbereich wird der globale Druckverlust mit Hilife des
Baroczyschen Zweiphasen-Multiplikationsfaktors berechnet /36/. Wie die
damit zusammenhdngende Druckverlustverteilung zwischen Wasser- und
Dampfphase geschieht, wird ausfihrlich im Kap. 2.4.6 verdeutlicht
und mit einem alternativen Modell anhand einer Nachrechnung (Kap.3.5)
eines bei der LOFT-Versuchsanlage durchgefiihrten Experiments ver-
glichen. Im folgenden berilcksichtigen wir das Verdampfungs- hzw.
Kondensationsmodell, das mitsamt dem Zwischenphasenwiderstand zu
den restlichen in RELAP5 vorhandenen konstitutiven Beziehungen ge-
hort.
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Die Ungleichgewichtsnatur eines zweiphasigen Strémungsmodells
spiegelt sich in der Dampferzeugungsrate. Diese stellt sich

als Ergebnis von verschiedenartigen Mechanismen wie z.B. Zwischen-
phasen-Energietransferrate, Energieeinteilung zwischen der filr die
Zustandsadnderung verfigbaren und fuhlbaren Warme, Griobe

der Wasser-Dampf-Fldche, Siedekerndichte und schlieBlich Turbulenz-
niveau. In RELAP5 werden alle diese getrennten und trotzdem auf-
einander wirkenden Mechanismen als einzige, fir die Dampfent-
stehung bzw. den Dampfabbau sergende dimensionslose Korrelation
modelliert. Diese Vereinfachung hat zur direkten Folge, daB eine
Phase immer zum Sdttigungszustand versetzt wird. Die Verdampfungs-

rate Fg ist durch

cé(em+eo)2JP

Pq

r =
d

(X4 X ) (X -X) (A1.47)

und die Kondensaticnsrate Ff durch

s K ’:(1—X)+XC:| (X-X,) - (A1.48)

gegebhen,

GO in (A1.47) ist eine Konstante.die den Massentransfer beim
stagnierenden Fluid bezeichnet, also wenn Gm=0. XO ist ebenfalls
eine Konstante.,die den Entstehungsvorgang einer Zweiphasenmischung
aus einem rein fliissigen Mittel charakterisiert. Sowohl GO als
auch XO und Cé werden empirisch bestimmt und betragen:

Cy = -6.4517175 173
6, = 3500
X, = 0.00001

Was die Kondensationsrate angeht, ist noch hinzuzufiigen, daf
die empirischen Konstanten K und XC folgende Werte annehmen:

K = -1.0+107°
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BeimBetrachten von ( A1.47 ) und (A1.48 ) stellt man sofort fest,
dafl die Differenz zwischen dem Massendampf und dem thermodynamischen
Dampfgehalt die steuernde Kraft eines Relaxationsprozesses darstellt,
wiahrend der Relaxationskoeffizient ( unterschiedlich bei Verdampfung
und Kendensation ) einige ZustandsgrdBen des Fluids enthdlt. Dieses
Modell wurde zum Teil aus den theoretischen Uberlegungen von Jones
und Saha /74/ und zum Teil aus den experimentellen Arbeiten von
Houdayer /75/ an der Anlage Moby Dick ausgearbeitet. Um den Uber-
blick Uber die wesentlichen Eigenschaften der im Code enthaltenen
Stoffgesetze zu ergdnzen, soll jetzt kurz auf das Zwischenphasen-
reibungsmodell eingegangen werden.

Al.7 Das Zwischenphasenreibungsmodell
Man unterscheidet zwei Arten von Zwischenphasenreibung, die dynami-
sche, von der relativen Phasenbeschleunigung verursachte Reibung,
und die stationdre, aus der Zéhigkeitsschubspannung entstehenden
Reibung. Die dynamische Zwischenphasenreibung beeinfluBt hauptsadchlich die Schall-
ausbreitungsgeschwindigkeit und wird bestimmt, basierend auf der virtuellen
Masse einer sphdrischen Blase (oder eines sphdrischen Tropfens)
in einer Mischung vaon Dampfblasen ({(oder Fllissigkeitstropfen)
und Flissigkeit {oder Dampf). Die stationire Reibung steuert
die relative Phasenbewegung und die Stromungsform. Eine verein-
fachte, fir senkrechie Strémungen gedachte Strdmungs-
formkarte wird im Code benutzt,um die jeweils vorhandene Strdomungs-
form festzulegen und die stationdre Reibung betreffenden konstitu-
tiven Beziehungen werden fir Blasen-, Nebel- oder Ringstromungen
formuliert. Bei den Ubergangsstrémungsformen werden die Reibungs-
koeffizienten durch lineare Interpolation lber die auf den Rédndern
benachbarter Stromungsgebiete definierten Reziprokwerte der
Zwischenphasenreibungskoeffizienten berechnet. Diese reziproke
Interpolation ergibt eine stufenlese Variation der berechneten
Relativgeschwindigkeiten. Neben der Karte fiir senkrechte Kandle,
verfiigt RELAPS5 {iber andere Strémungsformkarten:
- eine Strémungsformkarte fir waagerechte Kandle.
- eine Ringstrdmungsformkarte fir ringfdrmige Komponenten wie der
Ringraum eines DWR.
- eine spezielle Stromungsformkarte fiir Komponenten, wie Kihlmittel-
pumpen wo Dampf und Wasser weitgehend miteinander vermischt
sind.
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Anhang 2

Das Modell fir plétzliche Rohrleitungsquerschnittsdnderungen

des Rechenprogrammes RELAP5/Mod. 1

Im Falle einer stationdren, inkompressiblen
Einphasenstrdmung 1dRt sich der mit einer Querschnittsadnderung
verbundene dynamische Druckverlust durch Verwendung eines ge-
eigneten Verlusthdhenterms, hL’ in der eindimensionalen modifi-
zierten Bernoullischen Gleichung ausdricken:

(ve/2 +P/p)y = (VE/2 + Plo)y + (h2.1 )

Die bescndere Form von hL erhdlt man, wenn die Annahme Bourda-Carnots
zur Bestimmung des Druckverlustes wdhrend der Expansions-

phase des Strémungsvorgangs (wdhrend der Einschnirungsphase gibt es
kaum einen Druckabfall) zugrunde gelegt wird. Stellt die Abb. AZ.1
die physikalische Situation dar, die wir modellieren wollen, so
gilt fir hL folgende Relation:

Abb. A2.1 Einschniirungseffekt bei einer plétzlichen Querschnitts-

dnderung
o (1A /A)) % 2 (A2.2 )

™| —

phL=APf=
Definiert man folgende Einschnirungsverhdltnisse

_ : i} A2.2.1
€. = AC/AT : er = Ap/h, { )

und verwendet man die Kontinuitdtsgleichung, sc 13aBt sich die
Gl. (A.2.2) wie folgt umformen:
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p h, = aP. = % p(1 - ) Vg (A2.3)

£, versteht sich als empirische, in der Regel tabellarische
Funktion von e;, das vollstdndig von den geomeirischen Verhdlt-

nissen bestimmt ist.

Auf eine ganz dhnliche Weise beschreibt man das entsprechende
Ereignis im Zweiphasengebiet. Es ist nicht zu vergessen,

da® zwei Phasenstromungsquerschnitte zu definieren sind und dabB
die zwei Phasen durch den Zwischenphasenwiderstand, ein ge-
meinsames Druckgefdlle und die Anforderung, daB beide gleichzeitigqg
im betrachteten Strémungsdurchgang vorliegen, gekoppelt sind. Die
im Anhang 1 beschriebenen Impulsgleichungen dienen, zweckmdBig
vereinfacht, dafiir als Basis.Es wird wieder angenommen, daf

an der Stelle der plétzlichen Anderung die Strdmung sich quasi-
stationdr und inkompressibel verhdlt. Ferner werden Massen-,
Wandreibungs- und mit dem Massentransfer zusammenhédngende Kridfte
an solcher Stelle vernachldssigt, wahrend die Zwischenphasenrei-
bungsterme eine wichtige Rolle spielen, da die Gradienten der re-
lativen Geschwindigkeit dort bedeutend grofl werden kdnnen. Mit
diesen Voraussetzungen kdnnen die Impulsgleichungen als modifizierte
Bernoullische Gleichungen umgeschrieben und Uber ein Kontrollvo-

lumen integriert werden.

2 _ ? FI!
(172 peve +P )y = (1/2 peve + Phy + (a% }1(Vf1'Vg1) Ly +
fELY (vev ) L (p2.4)
o ', tf27"g2 2 '
und
) 2 FI
(1/2 PgVg *+ P)y = (172 Pg¥q * P), + (;2;)1(Vg1 Veq) Ly ot
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wchei FI' = agufpfpg FI. Die Indizes 1 und 2 bezeichnen hier die
diskreten Fluidzellen mit deren Lédngen L1 und L2 stromabwdrts

bzw. stromaufwdrts der Querschnittsdnderung. Man kann die Gleichungen
(A2.4) und (A2.5) auf demin der AbbD. AZ.2 aufgezeigten Fall anwenden.
Dieser Fall stellt die allgemeinste Lage einer Querschnittsdnderung

dar (AT ist der Flacheninhalt der kleinsten auftretenden 0ffnung).

Wasser

Dampf

Abb. A2.2 Schematische Stromungseinteilung eines zweiphasigen
Gemisches bei einer plétzlichen Querschnittsédnderung

Jede Phase richtet sich nach der eigenen Bernoulli-dhnlichen Gleichung.
Verninftig erweist sich der Ansatz, daBd die Druckabfdlle in-

folge einer Anderung bei der phasigen Strdmungsfldche durch getrennte
dynamische Druckverluste fir jede Phase (Flissigkeit und Dampf)
modelliert werden kidnnen. Nach dieser Modellierung erscheint

es, als ob die Fliissigkeit von sich allein eine Fldchendnderung

von af1A1 7U meAT und dann zu aszz und der Dampf seinerseits eine

Fldchendnderung von “g1A1 zZu ugTAT und anschlieBend zu o LA, er-

g2 2
leben wirden. Werden die nach dem Satz von Bourda-Carnot (siehe
oben) aufgebauten Druckverluste den G1.(A2.4) wund (A2.5) zuge-

fiigt, so erhdlt man folgende Impulsgleichungen:
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(172 ppuf + P)y = (172 ppve 4+ Phy + /20, (1 - afTaziCEET)z .y %
+ (ii') 1 (Veq=vgq) Ly # (2;') ) (Veavgp) Ly (A2.6)
und
(1/2 pgvs +P)y o= (172 pgvé + P, o+ /2 °q (1 - ugTugzceeT) (Vg2)2+
+ (zél )1 (vg1-vf1) Ly + (E;') (vgz~vf2)L2 . (A2.7)

Erc und EQC sind wie im Einphasengebiet tabellarische Funktionen,
deren Argumente jetzt aber

epr = (otf.l-/ccf,l)'s.l. bzw. €T = (ugT/ugH'sT _(A2'7'1)
sind. Die Bedeutunyg von e und e bleibt erhalten. Sind im
Einphasengebiet die Aufwdrtsrandbedingungen V1 und P1 gegeben,

so kann man mit Hilfe der Keontinuitdtsgleichung (V1A1=V2A2) bei

der Gl. (A2.1 ) die Werte von P.2 und v
fahren im Zweiphasengebiet sieht die Anwendung der Gl. {(A2.6 ) und

(A2.7 '} samt der zweiphasigen Kontinuitdtsgleichungen

5 ableiten. Das Ldsungsver-

Ao s (A2.8)

CeqVerhy = %eaVeo

A

o

g1¥g1he = ¢4g2Vgahs (A2.9)

vor.

Damit ist das aus vier Gleichungen und aus vier Unbekannten bestehende
System volistdndig bestimmt und im Rechenprogramm einsatzfdhig.

Es wurde bisher implizit unterstellt, daB beide Phasen in die

gleiche Richtung flieRen aber die Gl. (A2.6) und (A2.7) gelten
selbstverstdndlich auch fiir gegenstrdmige Phasen unter dem Vorbehalt,
daB die Stromaufwdrtsquerschnitte der zwei Phasen sich auf den entgegen-
gesetzten Seiten der abrupten Fléachendnderung befinden.
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Anhang 3

Andere in RELAP5/Mod.1-EUR eingefiihrten Rechenverfahren zur
Beseitigung von numerischen Instabilitdten

Um Unstetigkeiten der wdhrend einer Transiente hdufig eintretenden
Stromumkehrungen (wie z.B. in Umlaufkandlen oder in Verbindungen

zu Endvolumina) zu verhindern, wurden in RELAP5/Mod.1~EUR die Beziehungen
zwischen den physikalischen GréBen an den Knoten zwischen den eindi-

mensionalen Zellen des versetzten Maschennetzes, das das untersuchte Fluid-
system simuliert {(dazu siehe Anhang 1), abgedndert. An solchen

Knoten werden hauptsdchlich vektorielle Gréfen wie die Geschwin-
digkeiten unmittelbar berechnet, da sie auf einer natirlichen

Weise den Zellenkonturen zugeordnet sind, aber auch die Werte von
SkalargroRen wie Dichte, Dampfvolumenanteil und innere Energie

werden indirekt durch festgelegte Approximationsverfahren ermittelt.
Un die Art solcher Ermittlungen geht es bhei den Modifikationen

der Ispra-Version.

Abb. A3.1 zeigt zwei durch einen Knotenpunkt miteinander ver-
bundene Maschen des obengenannten Netzes.

Verbindung
, X /
K / L P - P/
Volumenzelle 9 Volumenzelle Uj
i

($ike (P (9}

Abb. A3.1 Diskretisierungsbausteine in RELAP5: Volumen- und

Knotenzellen und deren Zuordnung zu einigen physi-
kalischen GroRen
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ui,pi,Ui (i=g,f) bezeichnen nach wie vor die thermohydrau-

lischen Grdfen Volumenanteil | Dichte und innere Energie.
K und L sind die Indizes fir die Aufwind- bzw. Abwind-

zelle, j ist der Index fir die Verbindung. Da an dieser Verbindung

“i’pi’Ui gleicherweise mathematisch behandelt werden, diirfen sie durch ein
einziges Symbol (@i) ersetzt werden. (o )j stellt dann jeweils den

i
Wert einer der drei genannten Grdfien an der betrachteten Ver-
bindung dar. Das urspringlich in RELAP5 eingesetzte Verfahren,

ergibt folgende Ausdriicke fir (mi)j:

(vidy >0 (og)y = (og)y (A3.1.1)
(VI)J < 0 ((Pl)j = (‘PI)L (A3.1.2)
(vi)j = 0 (e)y =5 [e) v (o) (A3.1.3)

Dieses Verfahren ist auch als "Aufwind"-Differenzentechnik wohlbe-
kannt. Dieser Ansatz bewirkt aber einen sprunghaften Verlauf Von(¢i%
(siehe Abb. A3.2) bei dem [Ubergang von quasi-stagnierendem Fluid zu
erheblich hohen Geschwindigkeiten. ZweckmdBiger erscheint also

ein Verfahren zu sein, das einen gegldtteten Ubergangshereich

bilden kann, wie z.B. eine Relaxationsmethode, deren Hauptmerkmal

(0;); = (¢ ;)
v, [mls] (90!-)]- ' 0 S (¢ )

{ ‘ Vi) (9 i)j=l9;) (9,

—t{Sek]

Abb. A3.2 Graphische Darstellung des "Aufwind"-Differenzver-
fahrens fir die allgemeine GriBe ¢ in RELAPS/Mod.1-INEL
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die Einflhrung einer Zeitkonstante ist, die die endliche Dauer des
vollstdndigen Ubergangsablaufes charakterisiert. Die
Relaxationsmethode der EUR-Version 1dBt sich wie folgt schildern.
Es wird angenommen, daB wenn

(o:). - (o.) ~At /T
(vi); 2 0.0 ) S O (A3.2.1)
((pl)j - ((PI)K
und wenn
{o.). - (9.) -At /e
(vi); < 0.0 L] L s (R3.2.2)
({PI)J - ((Pl)l_
WO
c V¥ c Vv
o =L und o _ L (A3.2.3)
FAAERE Atvi);

mit ¢=0.10 die Relaxationszeiten sind (VK,L ist das Zellen-
volumen und Aj die Verbindungsfldche) und wo (@i}§ einen be-
stimmten Wert bei ruhendem Fluid darstellt.

At ist die aus der Rechnung sich jeweils ergebende Zeitspanne.

{¢ ),JS wird unterschiedliich ausgedriickt, je nachdem cb es sich

i

um o, Py oder Uj handelt, und zwar:
y i'(u) -(u)o]+v [(a)-(u )O‘l
(“1)3 _ (ui)§ N KIS 7K K L it il (A3.3)
VK + VL

o (o )y Vg I:(pi)K -{pﬁ‘é} (aj )y ¥y [(pi)L' (Pi)EJ

(e Vg + lag) V|

(A3.4)
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(A3.5)

Der Index © kennzeichnet den vorhergehenden Zeitschritt tO: t-At. Das neue

Yerhalten von (wi)j zeigt Abb. A3.3.

vilmis]| (¢ );

|

Abb. A3.3 Graphische Darstellung des "Relaxation"-Differenzenverfahrens
fiir die allgemeine GréBe ¢ in RELAPS/Mod.1-EUR

Ein dritter wichtiger Punkt war eine neue Formulierung fiir den Impulsstromterm
in der von der Impulsbilanz (A 1.8) abgeleiteten Finite-Differenzen-Impuls-
gleichung, die dazu dienen sollte, unrealistische Stromungsverhalten

besonders bei betrdchtlich groRen Dichtendifferenzen zwischen aneinander
anstofenden Fluidvolumina zu vermeiden.

Abb. A3.4 stellt einen Schnitt durch das gesamte Netzfeld dar. Auf dieses be-
ziehen sich die unten angefiihrten diskretisierten Gleichungen. Die Ldnge ax,
ist der Abstand zwischen den Mittelpunkten der Volumina (Zellen) K und L

AXy bzw. A, stellen deren Weiten dar.
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Abb. A3.4 Schnitt des gesamten RELAP5/Mod. 1-Maschennetzes

Die in der INEL-Version des Codes enthaltene Schreibweise der Impulsgleichung
( p1.8) lautet:

n o+t _on n o n+t_n 1 n
{agpg)j (Vg Vg)J AXJ-"' (Otffl[:)j (V.f,- Vf),] AXJ"‘ v (ﬁgpg)j

[(vé)f : (vg)’@ bt + 5 (o) Ev%) - (v%)@at - Al - 8] (13.6)
WO
A? = - %- E%gpg)g VISG? + (o pf)? VISF?] At ( A3.7)
und wo
80 = - (PP E?'Bx < opg] (v T PG - o)) (v}

FWF? - (rg)’J? {vg-vf)ﬂ by At ( A3.8)

An der Verbindung j gelten fir (e, ). und (p,). folgende Bestimmungsgleichungen

i’] i’
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(@.). = 1 K i ( A3.9)

(p.), = —1 ' (A3.10)

mit i=q,f

Die in der EUR-Version ausgearbeitete Differenzform der selben
Gleichung 1dBt sich so schreiben:

n n-1 n n, n+l n 1 n
(ugpg};l (Vg 'Vg) (AX)J""(&.FPTT)J'(V.F _Vf) (AX)j + ? (&ng)j
(e ) (o )0 (o)
2.n g’'lL 2\ n g’ K i n 2\ frL
AL L Sl R A (S (A ey
g’ g’ i
n
d)n (e )y st . a0 - gD (A3.11)
f K (uf)n I 7]
J

Der wesentliche Unterschied besteht darin, daB die Wichtungsfaktoren
(“i)K?L /(ai)? (i=g,f) mit den Phasenquadratgeschwindigkeiten multi-
pliziert wérden. Dadurch werden die von den numerischen Verfahren
eventuell ausgel8sten Schwingungen gemildert. Der vierte Punkt betrifft die
Berechnung des Zwischenphasenreibungsbeiwertes, der in der Original-
version durch aufwendige Mittelungsprozeduren hdufig zu fal-

schen Ausgleichungen der Zwischenphasenwiderstandswerte im Falle

von vielfachen Rchrabzweigungen oder Rohranschliissen fihrte. Ein

Beispiel solcher geometrischer Vorgdnge ist in Abb. A3.5 angezeigt.
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4’J >

Abb. A3.5 Beispiel einer mehrfachen Abzweigung im RELAP5/Mod.1-
Maschennetz

In der INEL-VYersion ist eine mehrstufige Mittelungsprozedur
vorgesehen, die sich folgendermaBen aufgliedert. In der ersten
Stufe werden die Werte von GrdBen wie o und pi(i=g,f) an den
Verbindungen als Mittelwerte derselben in den zwei damit ver-
kniipften Zellen berechneten GroRen gebildet, wie die GI.{A3.12)

zeigt.

(A3.12)

WQ pi= 9y oder Py i1st.

Der Widerstandskoeffizient (FIJ,f).an der Verbindung j wird in
erster Anndherung gemdh der Stromungsform als Funktion von ug,pgpf,
Vg Ve U.s.W. ermittelt. Die entsprechenden Koeffizienten fir

die Abzweigzellen bilden sich als arithmetischer Mittelwert der

fiir die Eingangs- und Ausgangsverbindungen bereits gewonnenen
Widerstandsbeiwerte (siehe Gl. (A3.13.1) und (A3.13.2)).

nK,in nK,out
* *
) Fl . by FI :
- + . .
g, f’K = 2 M in M, out
nL,in nL,out
SN2 S P (3 U B B
(FI ) - l J=1 ’ \]ﬂ1 ’ (A3.13.2)
g.fL 2 nL,in nL,out
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wobei "K.in nL,in und ”K,out’ M out die Anzahl der zur Zelle K
bzw. L geh8renden Eingangs- bzw. Ausgangsverbindungen sind. Die
letzte Stufe dieses Verfahrens sieht noch folgende Mittelung vor,
die den Zwischenphasenreibungsbeiwert erneut rechnet und endgiil-

tig festlegt.

y kg ehe r Y FLg )y (A3.14)

K VL

Bei der EUR-Version wurde die Mittelung der Zwischenphasenreibungs-
koeffizienten drastisch vereinfacht, damit eine realistischere
Phasentrennung besonders bei Rohrabzweigungen erzielt werden konnte.
Von der alten Mittelungsprozedur sind nur die ersten

zwel Stufen ilbrig geblieben. Das bedeutet, daB die GI. (A3.14)

als iiberflilissig wegzulassen ist, da sie eine unndtige und.uner-
winschte Abgleichung der Widerstandsbeiwerte bewirkt. Diese Uberlegung
betrifft aber nur den Zwischenphasenwiderstand an den an Abzweig-
zellen angeschlossene Verbindungen. Mitten in diesen Zellen {in
RELAP5 werden sie als "Branches" benannt} gelten die Gl. (A3.13.1) und
(A3.13.2) immer noch.Anhand aktuellerer experimenteller Datenbasen
wurden die in der INEL-Version eingebauten und sowohl fiir waagerechte
als auch fir senkrechte ringfdrmige Rchrleitungen gedachte Stré-
mungsformenkarten modifiziert, um neue Ubergangskriterien im ersten
Fall zwischen Pfropfen- und Schichtstrdmung, im letzteren zwischen
Blasen- und Pfropfenstromung zu verschaffen. In den Abb.A3.6 und A3.7
sind die Einteilungen der alten und der neuen Karten mit den ent-
sprechenden Grenzwerten zwischen den verschiedenen Bereichen ersicht-
lich. Bei den auf der neuen Unterteilung basierenden Nachrechnungen
von /21/ erwiesen sich die eingebrachten Anderungen als erforderlich. Dariber
hinaus wurden neue Interpolationsmethoden zur Unterdrickung der

oft auftauchenden Schwankungen bei der Ermittlung der Zwischen-
phasenreibungsbeiwerte am {Ubergang zwischen verschiedenen Strémungs-
fofmen eingefithrt und fir die Rechnungen erfolgreich eingesetzt.

Wie man sehen kann, zielen all diese Anderungen darauf ab, die
Zuverldssigkeit der Vorausrechnungen méglichst zu steigern und,



was nicht minder wichtig fiur die Wirtschaftlichkeit der Computer-
anwendung ist, die aufwendigen CPU-Zeiten fir die mit der INEL-
Version berechneten langsamen Transienten /20/ herabzusetzen.
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Abb. A3.6 Stromungsformenkarte filir waagerechte Rohrleitungen
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Anhang 4

Berechnung des Geschwindigkeitsfeldes flr den Johannsen'schen Geometrie-

parameter (A<Re) bei hexagonalen Stabbiindeln anhand einer Unterkanalanlyse

Fir die durch Reibung bewirkte Druckabsenkung in geraden Kandlen gilt
im allgemeinen:

AlLp
ap = —4v ay (A4.1)
2D

Es ist bekannt, daB bei Laminarstrdmungen:

A= C/Re (A4.2)

wo T ein geometrieabhdngiger Parameter ist. Die geometrischen Daten in
hexagonaler Geometrie,die eine Rolle bei der Bestimmung von & spielen
sind im einzelnen (s. Abb.4):

das Stababstandsverhdltnis p/d
das Wandabstandsverhdltnis w/d
die Anzahl der Ringe um den Zentralstab NR

das Steigungsverhaltnis H/d

Nach Umformung der Gl. (A4.1) ergibt sich

2 -5
xeRe - (A4.3)

11
[
1
M

av

Das Stromungsgeschwindigkeitsfeld u (r/e¢) in einem Bundel ist eine Funktion
der Polarkoordinaten r (Radius) und ¢ (Winkelkocrdinate) {siehe auch Abb. A4.1)



Q

Abb. A 4.1 Polarkoordinaten in der Blndelgeometrie

und genlgt folgender Poisson-Gleichung.

L L R du 1 (r ! L u o s 18w
roar ar 2 é;? 512 ar W2 aw2 sp2 Tor
2
acu.
' “1““2“ o (A4 .4)
r dg

Weil eine analytische Losung unmiglich und eine numerische Lisung extrem
schwierig fiir die Bindelgeometrie ist, 1dRt sich diese Gleichung nur nach
zweckmdBigen Vereinfachungen ndherungsweise aufldsen. Die Vereinfachungen
bestehen darin, das gesamte Biindel in Unterkan&le zu unterteilen und fir
jeden Unterkanaltyp den Geometrieparameter zu ermitteln. Durch ein von

Rehme /76/ entwickeltes Mittelungsverfahren erhdlt man ein (x*Re)-Wert flr
das ganze Stabbiindel. Auf den Konturlinien der nebeneinanderliegenden Unter-
kandle gilt die Annahme, daB der Geschwindigkeitsquerfluf null ist, cder auch
die Normalableitung der Geschwindigkeit null ist:

S¥_ (A4.5)

An allen festen Wdnden gilt weiter die Bedingung

u=20 (A4.6)

Un die Poisson-Gleichung in eine Laplace-Gleichung iberfihren zu konnen

benutzt man folgende Transformation:




— 204 —-

P
-y -
u* =y 7 {

vl

1 d
Tz (A4.7)

Nach einigen Umformungen erhdlt man die Gleichung:

2
au* 1 au* 1 afu*

ploar, Lo g (A4.8)
arZ r o ar Y‘2 By |

Unter der Voraussetzung, daB die allgemeine Losung u*(r,¢)sich als Produkt
zweier Funktionen, die je von einer einzigen Variablen abhdngen, darstellen

18Rt, also

u*{r,e) =u; (r)u$(¢) (A4 .9)

ist und wendet man diesen Ansatz auf Gl. (A4.8) an, so erhdlt man:

2

a“u*(r) Bu*(r) 3°u* (o)
2 1 r 1 r 1 9 _
rC (—— + v =% v T = 0 (A4.10)
U, ar o 8¢

Wegen der Separierbarkeit der Verdnderlichen 1&3t sich (A4.10) aufspalten in:

oy
- 7= A (A4 .11)
u$ oy
2
3 u* au‘:'( .
ro, 1 r AL
— oot 2 u% =0 (Ad.12)

Die Gl.{A4.12) ist auch als Eulersche Gleichung bekannt. Die charakteristische
Gleichung der Differentialgleichung (A2.11) lautet:

D x =0 (A4.13)



- 206 -

Filr eine charakteristische Gleichung hdherer Ordnung {n sei die Ordnung)
erhdlt man folgende allgemeine Losung:

..... tcpe (Ad.14)

In unserem Fall reduziert sich die Summe (A4.14) auf nur zwei Glieder.
Ist u, periodisch, dann gilt, x=n’ und D=+ im. Also:

u# = + C,51i
o = Cqcosme psinm o

(A4.15)
Die Fulersche Gleichung (A4.12) 1&Rt sich so umformen
2
d-ux du*
r __ﬁfA +or _HE - nPur = 0 (A4.16)
dr r

Gl.{A4.16) kann ihrerseits in eine Differentialgleichung mit konstanten Koeffizien-

ten iiberfiihrt werden. Es geniigt,r gleich o' zu setzen und die neue Verdnderliche
in (A4.16) einzufihren. Definiert man:

%F* = D* und ,%? = &% (A4.17)

und erinnert man sich, dahk dU¢/dr =e " du;/dr und daher D:e-T-é; so erhalt man

D7u,. = e "6 (e”"6ju. = e " [{-1)e "6 + e " 527 u. =

r (A4.18)}

Dadurch 14Rt sich die Gl. (A4.16) in der Form

5 (6-1)uf +Su¥ - me T (Ad.19)
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schreiben, deren charakteristische Gleichung wie folgt lautet:

2 .9 (A4.20)

Daraus ergeben sich folgende L&sungen:

W= +m (A4.21)

Die entsprechende allgemeine Lésung von (A4.19) ldRt sich wie folgt darstellen:

LlJ1T LDZT Lqu LlJ2

u* = d1e + dze = d1r +dyr T d1rm + dzr"m (Ad.22)

Falls m=0, ist eine Konstante eine der méglichen Ldsungen. Diese wire aber
nicht die vellstdndige Lésung. Um den zweiten Teil der Ldsung zu finden,
den wir benttigen, darf angesetzt werden, daB die Vielfalt einer Lésung
der charakteristischen Gleichung {hier w=0)} groBer als 1 ist. Daraus geht
hervor, daB:

uk = dTeMT (14dy7) = dy + 1dyd, = dy +dg sl r (Ad.23)

WO d3=d1—d2 ist.

Zusammenfassend:
. m -m
ur = ux u; = (c1 COS M¢ + C, sin mw)'(d1r +dyr ) (Ad.24)
oder (m=0)

u*

o (d1 + d3 Inr) =A+BlInr (A4.25)



Durch Summation lber alle mdoglichen m erhdlt man fir u*:

* - m r\"m
u* = A +Blnr + Z (Cmr + Dm y (E

cos me + F_ sin me) (A4.26)
m=1 m

m

und fiir die (A4.7)}:

2 @
r 1d m -my
u(rse) = A+ B Inr+— (5 g5) + 7 (™ + 0. ™)
4 m=1
 {E, cos me + F_ sin me) (A4.27)

Anhand des Beispieles eines willkiirlich angenommenen Unterkanals, soll jetzt
gezeigt werden wie durch die obengenannten Randbedingungen die noch zu be-
stimmenden Konstanten berechnet werden konnen. Fir den Eckkanal eines hexa-
gonalen Biindels gelten:

=0 und — ’ =0 (A4.28)
p=0 p=30°

vorausgesetzt, der Ursprung des Koordinatensystems liegt im Mittelpunkt des
Stabes.

Die Gl.(A4.24) bedingen, daB Fm=0 und -m Em sin men/6=0 sein mufl.
Da Em # 0, folgt, dab

m =67, WO i=123.... (A4.29)

An der Brennstabwand {r=ro) muB u den Wert O annehmen.
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Also:

(A4.30)

und

(1 dP) (A4.31)

Damit ist die eigentimliche Ldsung fir den Eckkanal:

u = ui(r,¢) =B In ;}-+ %-(1 %;) (Pz-rg) + 2 (G,

(rGJ—(rz/r)Gj)) cos 6j¢
0 j=1 J 0

=

(A4.32)

WO

Da sich der Rand eines Unterkanals analytisch kaum beschreiben ldBt, mul die
unendliche Summe in {A4.32) nach N-1 Gliedern abgebrochen werden (Randkollokation)
Die Haftbedingung gilt fiir die entsprechenden einzelnen Randpunkte, in denen

der Rand aufgebrochen worden ist. Ein zusdtzlicher Punkt wird fiir die Auswertung
des Koeffizienten B gebraucht.

Flr jeden Unterkanaltyp wird die mittlere Geschwindigkeit nach der Formel
U, = - (A4.33)
i

berechnet.

Si ist der freie Stromungsquerschnitt eines Unterkanales.

Anschliefend wird (A-Re)i anhand der Gl. (A4.3) fir dieselben
Unterkanaltypen ermittelt. Mit einem von Rehme entwickelten Mittelungsverfahren

wird dann der (x Re}-Wert fiir das ganze Stabblindel bestimmt.



