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Summary

The reactor safety R&D work of the Karlsruhe Research Centre (FZK) has been part of
the Nuclear Safety Research Project (PSF) since 1990. The present annual report 1996
summarizes the R&D results. The research tasks are coordinated in agreement with

internal and external working groups.

The contributions to this report correspond to the status of early/mid 1997. A short
abstract in English precedes each of them, whenever the respective article is written in

German.




Zusammenfassung

Seit Beginn des Jahres 1990 sind die F+E-Arbeiten des Forschungszentrums Karlsruhe
(FZK) zur Reaktorsicherheit im Projekt Nukleare Sicherheitsforschung (PSF) zu-
sammengefalt. Der vorliegende Jahresbericht 1996 enthalt Beitrdge zu aktuellen
Fragen der Sicherheit von Leichtwasserreaktoren und innovativen Systemen sowie der
Umwandlung von minoren Aktiniden. Die konkreten Forschungsthemen und -vorhaben

werden laufend mit internen und externen Fachgremien abgestimmt.

An den beschriebenen Arbeiten sind die folgenden Institute und Abteilungen des FZK

beteiligt:

Institut fur Materialforschung IMF (11, 11
Institut fur Neutronenphysik und Reaktortechnik INR
Institut fur Angewandte Thermo- und Fluiddynamik IATF
Institut fir Reaktorsicherheit IRS
Hauptabteilung Informations- und Kommunikationstechnik  HIK
Hauptabteilung Ingenieurtechnik HIT
Institut flr Nukleare Entsorgungstechnik INE
Hauptabteilung Versuchstechnik HVT
Institut flir Technische Chemie ITC

sowie vom FZK beauftragte externe Institutionen.

Die einzelnen Beitrage stellen den Stand der Arbeiten im Frihjahr/Sommer 1997 dar
und sind entsprechend dem F+E-Programm 1996 numeriert. Den in deutscher Sprache

verfafiten Beitragen sind Kurzfassungen in englischer Sprache vorangestelit.
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32.21 LEICHTWASSERREAKTORSICHERHEIT

32.21.01 Wasserstoffverbrennungsvorgange

l. Theoretische Untersuchungen mit GASFLOW
(E.A. Haytcher, G. Necker, P. Royl, J.R. Travis, IRS; H. Wilkening, INR)

The GASFLOW code is developed as an integral tool for the simulation of
hydrogen distribution and combustion from steam/hydrogen releases during
hypothetical core melt accidents. We report here on the progress we have
made in the simulation of steam/hydrogen distributions in reactor
containments with inclusion of mitigating effects from catalytic
recombiners and igniters. The report covers the new modeling the application
and validation analyses with GASFLOW in 1996.

1. GASFLOW Model developments and code maintenance

A model for sump vaporization and condensation has been added to the code.
Vaporization from a sump surface is simulated when the steam density in the
adjacent fluid node is below the saturation steam density on the sump
surface. The vaporization rate is proportional to the density difference and is
calculated from the Reynolds analogy in the same way as the film
vaporization and condensation.

A new model was implemented into GASFLOW for the Siemens plate
recombiner. It determines a volume flow rate through the recombiner in
dependence of the hydrogen concentration at the recombiner inlet and applies
this as a velocity boundary condition like an active ventilator. The model
uses measured performance data for the recombiner efficiency and the
recombination rate from the Battelle GX tests as function of the hydrogen
concentration (see fig. 1). Least square fits were made to the experimentally
derived correlations for the recombination rate in dependence of the hydrogen
concentration and for the recombiner efficiency in dependence of the
recombination rate. The model reflects the reduction of the recombiner
efficiency for hydrogen concentrations above 7% . It covers a range of
hydrogen concentrations up to 10 Vol%. An asymptotic velocity vo through
the recombiner is determined so that the amount of hydrogen for the
measured recombination rate actually gets to the recombiner plates. Close
to the steam inertization we plausibly limit the flow and recombination rate
by the oxygen concentration. Like in the model for the NIS granulate
recombiner we approach the asymptotic velocity with a time constant. For
the Siemens plate recombiner this constant is selected two orders of
magnitude smaller (10s) than for the NIS granulate recombiner. The model
calculates the hydrogen recombination and its effect on the convection
processes in all analyzed GX tests quite well.




The diffusion terms in the transport equations of GASFLOW were corrected to
remove non physical pressure changes from numerical errors during the
diffusion of two different gases from adjacent meshes. The molar diffusion
fluxes are now exactly balanced to zero. The correction particularly improves
the simulation of diffusion flames.

The variable area option that allows to simulate fractional areas on the mesh
boundaries instead of the full geometrical size was extended to allow for the
simulation of leakage pathes with small hydraulic diameters. The higher
velocities at strongly reduced flow areas can significantly reduce the time
step due to Courant conditions, however.

All code extensions were consolidated into a new GASFLOW version 1.4.3. We
are now documenting the new models and code additions relative to the
released base version GASFLOW 1.0 from 1994. Since September we are
combining the consolidated GASFLOW version 1.4.3 with the muitiblock
version 2.0 of GASFLOW developed at Los Alamos National Laboratory (LANL)
to a new code version GASFLOW 2.1. We rewrote the code from FORTRAN 77
to FORTRAN 90 during this merging process and we switched our update
method from Historian (CMP) to a new update procedure RCS (Revision Control
System), which allows the automatic generation of code versions from
different development stages of the code. This major revision of GASFLOW is
done as a joint activity between FZK and LANL and also supported by US-NRC.
The new GASFLOW version 2.1 will allow to change meshes between different
rooms that are connected through 1 dimensional ducts. Besides it includes an
aerosol model which allows simulation of aerosol transport in the gas field
which can also be coupled to volumetric decay heat sources.

The switching to FORTRAN 90 makes the code more platform independent. The
new GASFLOW code runs on the Cray J90, on the new Siemens Fujitsu machine
VPP and on Risc and Solaris workstations without major changes. But the
use of FORTRAN 90 lead to some difficulties with the vectorization of
GASFLOW on the VPP and Cray J90, that are related to the use of pointers. We
attribute this to compiler errors and hope that the coming up improved
FORTRAN 90 compilers for these machines will vectorize better.

2. Overview over new GASFLOW simulations

Our important new GASFLOW simulations have been included in the updated
overview of the GASFLOW simulations for steam/hydrogen transport without




and with inclusion of mitigation effects (fig.2). New transport simulations
without mitigation effects were performed for the Biblis A reactor
containment. We developed a complex 3D geometry model for this
containment and analysed stratification and mixing of the steam-hydrogen
release from a loss of coolant accident under simplified design basis
accident conditions. Steam vaporization from a heated sump provides an
important mechanism for mixing the initially stratified steam/hydrogen
mixture. GASFLOW calculated the initial stratification phase and the
transition to homogeneous conditions from the sump vaporization. The
applied sump model was succesfully validated with the specific sump tests
RX4 and RX5 that were performed in the Battelle model containment. This
work was done outside the Siemens/EVU contract with direct support from
RWE and is published in [1]. We have started to study the hydrogen
distribution during the dynamic injection tests in the Russian RUT facility
using GASFLOW, this work is still in progress. GASFLOW could succesfully
predict Helium stratification in a recent blind posttest analysis of the
Battelle Hyjet test JX7. This progress report will summarize these results,

Steam/hydrogen transport simulations with mitigation measures include the
effects of inertization for instance by CO2 release, the catalytic hydrogen
combustion in recombiner modules and the local hydrogen deflagration at
igniters. We will report here about our analysis of the Battelle GX tests
which simulated steam hydrogen distribution together with a plate
recombiner of the Siemens type. Test GX7 also simulated mitigation by the
so-called “dual concept” with a plate recombiner and a series of spark
igniters that were positionned in different rooms of the Battelle Model
Containment. The GASFLOW combustion model was further tested in the
analysis hydrogen combustion in some FZK tube tests. Besides we analyzed
hydrogen combustion in the test RUT 23. We will briefly report about these
new combustion calculations also.

2.1. Hyjet test JX7

Recently we patrticipated with GASFLOW in a blind benchmark set up by
Battelle for the test JX7. The blind benchmark was also analyzed with the
field code FLOW3D and with the lumped parameter codes RALOC, WAVCO, and
Gothic.

Test JX7 involved the full Battelle containment with a total gas volume of
600 m**3. Helium with a total mass of 10 kg was injected in 200 s near the
bottom of the banana room R6 (fig. 3). The injection velocity was 42 m/s.
The nozzle was positionned underneath vertically aligned overflow openings




in the ceilings of the banana rooms. A jet formed that extended all the way
from the source location into the dome region. The jet is displayed in fig. 3
into the actual containment model at 50 s after the start of Helium injection
as the isosurface for 10 Vol% Helium. The Helium stratifies in a cloud in the
containment dome. The geometrical model for GASFLOW applies 50000
computational cells. It models the jet well but requires quite long running
times (10 d for 800s) mainly due to the Courant limitation for the time step.
A preceding analysis with a coarser mesh of only 5000 cells did not resolve
the jet with the same detail, but it could capture the plume behavior in the
dome quite well also. The analysis of the 800s problem time took only 80
min with this coarser model.

The plots in fig. 4 compare the results from the GASFLOW simulation with
the fine mesh to the test data and to the other code predictions at four
sensor locations in the dome, near the bottom of the central room, and in the
upper and lower part of the ring room. Compared to the test data the
GASFLOW concentrations are 18% instead of measured 16% at the top of the
dome and 9% instead of measured 11% in the upper region of the ring room.
Good agreement is obtained at the bottom of the central room and in the
lower ring room where the lumped parameter codes significantly
overestimated the helium concentration. GASFLOW simulates turbulent
diffusion based on the algebraic turbulence model with a prespecified
turbulent length scale. The overprediction of the Helium concentration in
the dome region can be attributed to insufficient air entrainment along the
jet surface. The Helium concentration profile across the jet shows good
agreement with the test data near the source location.

FLOWS3D results are in better agreement with the test data in the dome but
not as good as GASFLOW in the lower containment regions. Overall the blind
benchmark demonstrated that field code predictions are in better agreement
with the test data than the results from lumped parameter codes. The
predictions of the two field codes GASFLOW and FLOWS3D for this Hyjet test
are of a comparable quality when one includes all sensor locations in the
comparison.

2.2. Validation of mitigating measures with Battelle GX
experiments

The EPR calculations reported about last year [2] and the analysis of
steam/hydrogen distribution in the Biblis A containment under LOCA
conditions documented well the ability of GASFLOW to simulate such
transport phenomena in quite complex geometries. We continue to include the




major mitigation effects into such analyses based on validated models. We
developed and validated a model for the NIS granulate recombiner already
last year [2]. This year we extended our mitigation modeling to also include
the Siemens plate recombiner and validated it succesfully with the analysis
of the Battelle GX tests. We consider this is a further important
strengthening of our basis for integral containment analysis of severe
accident sequences. Test GX7 with a Siemens plate recombiner and with
spark igniters in the various rooms was the first integral performance test
for the “dual concept” which is currently in discussion for hydrogen
mitigation both in the EPR and in the operating PWR plants. So far the
GASFLOW analysis of test GX7 is the only available 3D field code analysis of
this complex performance test.

The GX tests were done in the inner containment region of the Battelle model
containment with the banana rooms R5, R6, R7, and R8 that are arranged in
two axial planes and with the central rooms R1 and R3. A large plug above
room R1 and closed openings in the ceilings of R5 and R7 separate these
rooms from the remainder of the containment with the dome and ring rooms.
The total gas volume of the test rooms was 209 m**3. We simulated the
inner containment region with GASFLOW in a 3D cylindrical model with 5800
computational cells.

The scheme in figure 5 shows a radial cut through the central room with the
concrete plug on the top and and through the banana rooms outside. The right
hand side gives an unwrapped scheme of the four banana rooms. The
recombiner box is a scaled Siemens plate recombiner module with a cross
section of 11.6 by 16 cm**2 and a prototypical height of 1.6 m. It is
positionned at the inside wall of room R5 not far from the overflow opening
to room R6 underneath. The recombiner box has a vertical inlet at the bottom
and a horizontal outlet at the top. With the small recombiner box the wall
effects became quite important in this test which was different from our
earlier analysis of test MC3 with the full size NIS granulate recombiner [2].

Test GX4 had 2 periods of hydrogen injection, first from a line source in
room R5 and then from a line source at the bottom of R8. Steam was injected
into R5, R6, and R8 prior to the hydrogen release and in between the two
release periods. Test GX6 had only one hydrogen injection period into the
lower room R8. Test GX7 was run with a higher steam concentration and
stronger hydrogen sources. Hydrogen was injected into R5 and R8 again in
two periods. Spark igniters were positionned in each room. They were all
activated during the first period of hydrogen injection. In the second




injection period only the igniters in R6 and R7 away from the source room
were active. The igniters operated with a frequency of 7s during the
activation periods.

The boundary conditions for all these tests were quite complex. Sump valves
and blowers that are open and active during the pre-conditionning phase and
in between the hydrogen injection periods control the composition of the
atmosphere and relieve the pressure during the steam injection. The
containment was also not leak tight after valve closure. Leakage effects
were found in the analysis of tests GX4 and GX6. In tests GX7 these had so
much impact on the concentration that we included in our model 14 known
leakage pathes with 1mm hydraulic diameter and 3.1 cm**2 surface at the
locations where the instrument guide tubes penetrated the outer walls of the
banana rooms. Although they were quite small these leaks relieved the
pressure on a fast enough time scale. The steam and hydrogen injection rates
and their interplay with the valve opening and the fan operation, also the
activation times of the igniters in test GX7 are shown in figure 6. The
figures only plot the integral steam release from all three injection points
as it was recorded in the test. The actual distribution of the steam source
over the three rooms R5, R6, and R8 was estimated on basis of the relative
valve openings. We applied the original estimates from Kanzleiter for this
distribution. However, significant overpredictions of the gas temperature
resulted in room R5 during the preconditionning of test GX7 with
Kanzleiter's specified original steam distribution which lead to a too high
steam content and nearly steam inerted conditions at the recombiner box.
This was independently found also in a RALOC simulation of this phase for
test GX7. We then used an adjusted steam distribution GRS had estimated
from their analysis of the preconditionning phase and like GRS got a much
better agreement with the measured gas temperatures and steam
concentrations prior to the hydrogen injection. Because the high steam
volume fraction in room R5 makes the recombiner operate near the limit of
steam inertization this adjustment of the steam distribution in test GX7
was quite important.  The collection of all details from these tests was not
easy and only possible with the help of Dr. Kanzleiter from Battelle and Mr.
Klein-HeBling from GRS.

2.2.1. Results for tests GX4 and GX6

The measured and calculated hydrogen volume fractions for tests GX4 and
GX6 are compared in figure 7. The upper two plots are for the high banana
rooms R5 and R7, below are the data for the two low banana rooms R6 and R8
and at the bottom a characteristic hydrogen concentration is displayed for




the central room R3. We have analyzed a problem time of 20h for test GX4
and 10h for test GX6. The two hydrogen peaks for test GX4 reflect the two
periods of hydrogen injection. Hydrogen concentration never exceeds 4% in
both tests and the hydrogen distributes fairly homogeneous over the
different containment rooms. Agreement with the test data is quite good for
both tests.

There is a slight overprediction of hydrogen concentration in the upper rooms
during the second injection period in test GX4. Responsible for this is an
increase of the steam concentration in the upper rooms after a strong
reduction of the steam source which increases the hydrogen volume fraction
while reducing the pressure. The local underpressure due to the condensation
sucks additional gas from the lower source room R8 which in turn reduces
the calculated hydrogen concentrations in the source room R8 relative to the
test data. We attribute the fact that this behavior is not seen in the test
data to the containment leakage which doesn’t allow such an evacuation
after loss of the steam source and which replaces the condensed steam by
the air sucked in through the leaks instead of increasing the hydrogen volume
fraction.

Condensation is also overpredicted after shutting off the steam source in
test GX6. In this case the resulting underpressure increases the hydrogen
volume fraction only for a short time, an effect which shows up to a certain
degree also in the test data (GX6 results around 6h). Then the sump valves
open in R6 and bring in air which causes a local temporary hydrogen dilution
in R6. The nearly 0.1 bar underpressure that develops in the leak tight
GASFLOW model after stopping the steam injection makes this dilution
stronger than in reality, but it is a local effect only and mixing brings the
hydrogen concentrations back to the experimental data quite fast.

2.2.2. Results for test GX7

The calculated and measured hydrogen concentrations for test GX7 in figure
8 also show quite good agreement with the test data. Steam and hydrogen
injection are significantly stronger in GX7 than in the previous tests GX4
and GX6.

2.2.2.1. First injection period of hydrogen

The upper banana rooms R5 and R7 have steam volume fractions above 65%
at onset of hydrogen injection. The hydrogen release in room R5 causes a
rather strong stratification with peak hydrogen volume fractions of 8% in
the upper rooms and values below 3% in the lower rooms. GASFLOW captures




this stratification quite well. Catalytic combustion in the recombiner box
gradually removes the released hydrogen from the first injection period. The
solid bars in each graph indicate the activation times of the igniters in each
room. Igniters were sparking in each containment room during the first
hydrogen injection period with a frequency of 7s. But the hydrogen
concentrations never exceeded the flammability limit at any location during
the first activation period of the igniters. This flammability limit for the
burnable hydrogen concentration in a steam/hydrogen mixture was
determined from the lean combustion limit in the Shapiro diagram and is
evaluated in dependence of the steam volume fraction at the igniter position
in each room from the correlation

(VfH20 - 0.3)

H = 0.04 + min(0,
Burn ( (Vﬂam_ 03)

* 0.08 )

which has also been implemented into GASFLOW. In this correlation

vfh2o = steam volume fraction
vilam = 0.65 = steam volume fraction threshold for inertization

To trigger a combustion in a lean hydrogen/steam/air mixture the hydrogen
concentration must exceed 4% for steam volume fractions below 30%. This
threshold increases to 12% with increasing steam content. No combustions
are triggered above steam volume fractions of 65%.

In test GX7 the regions with high hydrogen volume fractions initially are
fully steam inerted. The recombiner continues to operate above the limit of
steam inertization but with a reduced efficiency and a reduced flow rate
during the lack of oxygen. Steam concentrations in the lower rooms are
much smaller. The flammability limit never exceeds 4% there, but not
enough hydrogen gets there for an ignition during the first injection period.
As the steam release goes down the flammability drops nearly to the
hydrogen concentration in particular in room R7. But when the mixture
becomes burnable for a short time in R7 the igniters have already been
deactivated. The recombination rate increases during the reduction of the
steam injection. Most hydrogen is gone in the upper rooms after 8 hours. The
hydrogen concentrations in the lower rooms even exceed the values in the
upper rooms then.




2.2.2.2. Second injection period of hydrogen

In the second phase, that starts at 8.5 h, hydrogen gets injected into the
lower room R8. Hydrogen concentration there rapidly exceeds the
flammability limit, but the igniters are only activated in the adjacent
rooms R6 and R7 then. The relative increase of the hydrogen concentration
and the changes of the flammability limit in these two rooms controls the
progression of the experiment in this second phase. The hydrogen
distribution becomes quite sensitive to the distribution of the steam
release.

With the estimated distribution of the steam injection into the three rooms
R6, R8 and R5 from Kanzleiter the hydrogen concentration in R7 increased
faster than in R6. Combustion in the second period of hydrogen release was
triggered in R7 then. It brought about a change in the circulation that kept
the concentration in R6 from exceeding the flammability limit. The
hydrogen concentration in R7 remained too low for a backflash into the
source room R8 and cyclic combustions in R7 with continued hydrogen
supply from the room R8 below gradually removed the hydrogen in the
second period. The experiment did not show such behavior.

Without changing the measured overall steam source we reduced the steam
release in the lower rooms R6 and R8 by 5% each and enhanced it
correspondingly in the upper room R5. This slight redistribution of the
steam injection caused the initiation of hydrogen combustion in R6 when the
hydrogen concentration there exceeded the flammability limit (fig. 8). After
some time for enthalpy accumulation the flame propagated horizontally into
the source room R8 which is in good agreement with the test data. GASFLOW
calculates a nearly complete combustion then.

The test data indicate a complete combustion only in the source room R8
and leave behind a residual hydrogen concentration in the other rooms. The
GASFLOW mesh size was primarily set to simulate hydrogen transport with
recombination. To maintain the combustion process in the coarse mesh we
had to increase the sparking duration (it was increased from the specified
value of 1 ms to 0.5 s) in order to get enough enthalpy into the coarse mesh
for a flame propagation. We also reduced the temperature threshold for the
use of the Arrhenius law from the recommended value of 800K to 500K to be
able to propagate the combustion into the adjacent nodes and prevent it
from extinguishing when the convected enthalpy is not sufficient to raise
the temperature to a high enough value in the coarse mesh of the adjacent
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nodes. Running the whole transport sequence with a rather fine mesh for
the combustion would be rather time consuming and not be feasible for large
containment systems. A local mesh refinement at the onset of the
combustion would certainly be more appropriate. The IKA code that is
currently under development at FZK is designed for such dynamic mesh
refinements during the hydrogen transport phase. It will also apply a more
detailed turbulence model for the combustion simulation than the simple
algebraic model that was applied in this analysis. When we analyze steam
hydrogen distribution in GASFLOW with the dual mitigation concept of
recombiners and igniters we must be aware that the combustion resuits
currently cannot have the same accuracy as the results from the transport
analysis. We do conserve the enthalpy, however, which should be sufficient
to account for the effect of local combustions on the overall convection
behavior.

As seen in figure 8, the ongoing hydrogen injection after the first burnout
again builds up combustible mixtures, that are ignited in room R6. The
residual hydrogen inventory after the first burnout in GASFLOW is rather
low compared to the test data. The development of a new flammable mixture
takes longer and the second hydrogen ignition in room R6 starts more
delayed relative to the test data. GASFLOW again calculates a complete
burnout in all rooms while in the test complete burnout is seen only in the
source room.

The first full burnout leads to a narrow pressure peak of 1.9 b in GASFLOW
which is above the recorded peak of 1.2 b from the pressure sensor. In the
second combustion a wider pressure pulse with a peak value of 1.2 b results
which is nearly at the same level as the sensor reading. Not only the earlier
flame extinction in the test but also differences in the kinectis of the
flame propagation contribute to the value of the pressure peak. For instance
in another analysis with an even stronger shift of the steam release from
the lower rooms into the upper room R5 (20% instead of 5%) the combustion
with a similar hydrogen inventory only caused a pressure peak of 1.25 b. In
this case only one flame controls the combustion in the source room while
in the before discussed case two flame fronts meet in the source room
coherently, one coming from R6 by an azimuthal flame propagation, the
other from a propagation through a central shortcut in R3.

The GASFLOW simulation does include convective and condensation heat
transfer with cut off of wall condensation at structure surface
temperatures above the critical point of steam. It does not account for
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radiative cooling. The calculated gas temperatures peak at nearly 1000K in
room R8 during the first and 600K during the second combustion. Steam
condensation brings these temperatures back to saturation values for the
steam vapor pressure quite fast. The recorded temperature readings never
exceed 500K but they stay at an elevated level for a longer time.

2.2.2.3. Representative configurations for recombination and
combustion

The Kismet plots in figure 9 show two snap shots from the GASFLOW
simulations during the first hydrogen release phase and at the onset of the
ignition in R6 in the second hydrogen release phase. To allow a better view
we removed the ceiling and the outer walls of the banana rooms in these
snap shots.

The left configuration shows the two banana rooms R5 and R6 with the
Siemens recombiner box at 5.26 h when the hydrogen concentration peaks in
R5 (see fig. 8). Hydrogen is released from a line source on the floor of R5. A
cloud which contains more than 9 Vol% hydrogen has been determined from
the calculated hydrogen concentrations (the surface is marked by the
superimposed wire frame). It builds up above the line source. It doesn’t
extend high into R5 and is consumed near the recombiner from the ongoing
catalytic hydrogen combustion. The 400K isosurface of the gas temperature
has also been entered and documents the hot plume above the recombiner box
that spreads under the ceiling of R5 and reflects the released recombination
energy. The downward extension of this isosurface along the recombiner box
documents hot temperatures within this box. lts appearance on the outside
of the box reflects the limitation of the interpolation procedure for the
isosurfaces from the concentration field which doesn’t account for walls
and obstacles. A transparent cloud in moiree extends from the roof of R5 to
near the upper surface of the hydrogen cloud. It marks the region where the
steam volume fraction is above 72%. Only recombination but no hydrogen
combustion is possible inside this cloud, it fully inertizes the igniter in
room R5. Similar steam only somewhat smaller hydrogen concentrations are
found in R7 which is also fully inertized at this time (see fig. 8). Burnable
conditions may exist closed to the floor in room R5, provided that the
vaporization of the collected sump with hot condensate there doesn’t
inertize this region also. The picture documents the importance of igniter
positionning. Had the igniter been placed away from the recombiner near the
bottom of R5 it would have triggered a combustion also during the first
hydrogen injection phase.
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The right configuration in figure 9 shows the conditions at the point of
hydrogen ignition in room R6 during the second phase of hydrogen release.
The hydrogen comes from a line source near the bottom of room R8 (inside
wall of the canyon). A burnable hydrogen cloud (>5Vol%) fills the whole
source room (surface marked by superimposed wire frame). It spreads
circumferentially and extends partially also into the adjacent banana room
R6. It also makes a shortcut radially inward through overflow openings into
the central room R3 where the hydrogen concentration grows faster than in
R6 (fig. 8). Some hydrogen then enters room R6 through openings from the
central room R3 via the shortcut through the center. It forms the secondary
hydrogen cloud around the lower overflow opening above the canyon at the
far end of room R6. The location of the igniter in R6 is near the floor and
next to the outside wall. It falls in between the clouds from the two
transport pathes. The picture also includes the 400K isosurface of the gas
temperature. The early combustion builds up a hot plume locally above the
igniter, the plume around the recombiner box is small at this time because
the hydrogen concentration there is low. Some hydrogen also enters the
room R7 through the overflow opening in the ceiling of R8. A finger of the
5% hydrogen cloud is visible in room R7 that spreads mostly upward, it
cannot reach the other igniter. With less shifting of the steam release into
room R5 when using Kanzleiter's estimate for the distribution of the steam
release this cloud would have spread circumferentially. The flammability
limit would have first been reached in R7 thus completely changing the
combustion sequence. The finger from the hydrogen cloud in room R7 pushes
away some steam which can be seen from the shadows in the transparent
cloud that bounds the region with a steam volume fraction above 40%. The
atmosphere is no longer steam inerted during this second phase of hydrogen
injection. We have visualized the flame propagation in a sequence of 100
shap shots after the ignition in R6. Combustion starts with a flickering
period of nearly 40 s. Only then the flame accelerates. It spreads out
circumferentially and enters room R8 from the side. In parallel a
propagation occurs through overflow openings to the central room R3. It
triggers a second flame front in the source room R8 which superimposes
with the azimuthally propagated flame. This strongly amplifies the pressure
and is the principal reason for the much higher than measured pressure peak
in the first combustion.

2.2.2.4. Conclusions from analysis of test GX7

The GASFLOW analysis of test GX7 shows that in principle it is possible to
describe the steam/hydrogen transport with the combined mitigation from
recombiners and igniters. The GASFLOW results allow the precise control of
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when and where the hydrogen/steam/air mixture becomes burnable. We
found out that the transport phase with the recombination superimposed is
described quite accurately. The combustion simulation in the coarse
transport mesh requires to use longer than the physical sparking durations
and to reduce the temperature threshold for simulating the combustion rate
with the Arrhenius correlation. GASFLOW then propagates the flame well
from the barely combustible ignition point into the highly combustible
region. But compared with the test more hydrogen burns out in the regions
with low hydrogen concentrations. In the test flame extinctions occur in the
rooms adjacent to the source rooms and leave behind higher unburnt
hydrogen inventories. Local mesh refinements and improved turbulence
modeling may eventually give better interpretations also for such
combustion/extinction processes. There are also considerable sensitivities
in the interpretation of this test that come from uncertainties in the
distribution of the steam injection over the three banana rooms. The code
does of course conserve the combustion enthalpy. In a large containment
geometry this should be sufficient to account for the effect of local
combustions on the overall convection process as long as local ignitions
don’t progress into a global combustion process.

2.3. Combustion calculations for some FZK-tube tests and for the
Rut 23 test

In support of the premixed H2-air turbulent deflagration experiments in the
FZK-tube for the EG project FI4S-CT95-0001, we have performed three
calculations. The geometry and conditions for these tests are described in
reference 3.

The FZK-tube geometry was modeled two-dimensionally in cyclindrical
geometry with 360 and 10 computational cells in z and r coordinate
directions, respectively, or 3,600 total computationa control volumes. The
cell size in the z-direction was uniform with a size of 3.3333 cm., while in
the r-direction, the first 8 cells were 1.83 cm and the last two cells were
1.68 cm. This allowed us to exactly model the array of blockages with walls
every 50 cm in the axial direction. The global one-step chemical kinetics
model coupled with the k-e turbulence model was used in these calculations.
The turbulence model was applied in its standard form without any
adjustment of parameters. Calculations were performed for blockage ratios
of 30, 60, and 90% for hydrogen volume fractions of 10, 12 and 15%. The
following table puts the calculated turbulent flame velocities into the
evaluated test matrix of these combustion tests
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Turbulent Flame velocity results from GASFLOW
simulation of different tests in the FZK combustion tube

H2 Vol% |Test/Calc Blockage Percentage

30 60 90
10 FZK-Tube - - -

GASFLOW]| 45 m/s - -
12 FZK-Tube - 524 m/s 361 m/s

GASFLOW/| 300 m/s 500 m/s 200 m/s
15 FZK-Tube | 1141 m/s | 611 m/s 428 m/s

GASFLOW]| 1000 to 625 m/s 370 m/s
1300 m/s

The GASFLOW results give a good picture of the dependence of hydrogen
volume fraction and blockage fraction with respect to the flame velocities.
In the very fine mesh that was applied the global one-step chemical kinetics
model coupled with the k-e turbulence model in GASFLOW does indeed
predict the results quite well. An example of the calculated flame
propagation for the 60% blockage test with 15Vol% hydrogen is given in
figure 10.

We then used the same one-step chemical kinetics model to calculate the
turbulent combustion in the premixed H2-air deflagration experiment
RUT-23 with 11.25 Vol% hydrogen in dry air. The Russian RUT facility is a
large concrete building having a length of 70 m and total volume of 480
m**3 [4].

We have modeled the RUT facility in cartesian geometry with 429
computational cells in the length direction, 40 cells in the height direction
and 16 cells in the depth direction giving a total of 274,560 fluid volumes.
More than half of these cells are blocked out by obstacles or regions to
represent the actual geometry. These cells lead to an average control volume
size around 4 liters. We have performed two calculations using (1) the
one-step chemical kinetics coupled with the algebraic turbulence model and
(2) the one-step chemical kinetics with the k-e model.

The simulation with the k-e model produces max flame speeds before the
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flame expands into the canyon of 80 m/s. This is significantly below the
measured peak value of 320 m/s. With the algebraic turbulence model the
flame speed increases by roughly 50% to 120 m/s but is still too low
compared to the measured data. The accuracy of this prediction which was
made without any adjustment of the turbulence parameters is not
acceptable. It is necessary to examine the spatial resolution issues and
probable also necessary to develop better chemical kinetics models with
more coupling to the turbulence modeling.

3. Conclusions

Theoretical investigations with GASFLOW in the frame of the Siemens/EVU
contract focussed on code development in general and on further
strenghtening the modeling and validation basis to simulate mitigation by
recombiners and igniters together with the steam hydrogen transport.

The general model development included the rewriting of GASFLOW into
FORTAN 90, the consolidation of the FZK version of GASFLOW 1.4.3 and the
merging with the LANL version 2.0 of GASFLOW to a unified new version
GASFLOW 2.1. This work is still in progress.

A model for the Siemens recombiner was added to the code and validated
with the analysis of experiments from the Battelle GX series. Together with
the model for the NIS granulate recombiner we have now validated
mitigation models for all type of recombiners that are currently considered
for use under severe accident conditions in the containments of the EPR and
of the other already operating German pressurized water reactors. Good
results for the hydrogen distribution during recombination processes were
obtained both for the nearly homogeneous conditions of tests GX4 and GX6
but also for the strongly stratified conditions of test GX7.

The 3D field simulation of the Battelle model containment with GASFLOW
had a fine enough resolution to reliably control the spark ignition process
which strongly relies on local data. One cannot expect to capture the
absolutes of the complex combustion process with the simplified
combustion model and without a mesh refinement. But the model conserves
the combustion energy and includes enough details to simulate the impact of
the combustion process on the convection behavior during local combustions
at igniters in large containment geometries. GASFLOW can now be applied
under severe accident situations to analyze steam/hydrogen distributions in
reactor containments with the so-called “dual concept’” of mitigation that
involves recombiners and igniters.
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7.6 Conclusions on CO, effects

8. EPR APPLICATIONS
8.1 The GASFLOW model
8.2 Analysis without mitigation
8.3 Analysis with spark igniters

9. INCA PROGRAM DEVELOPMENT

0. ZUSAMMENFASSUNG

Im Berichtszeitraum wurde die Wasserstoffproduktion wahrend der in-vessel-Phase
fuir zwei EPR-Szenarien mit MELCOR modelliert:
- 50 cm? Leck im kalten Strang (SB-LOCA), und

- Ausfall aller netzabhangigen Stromversorgung (Station black-out).

Der MELCOR-Eingeabedatensatz fir diese Rechnungen wurde mit neuen Daten von
Siemens/KWU Uberarbeitet. Der Vergleich mit entsprechenden MAAP-Rechnungen
zeigte, da die Beschreibung des Akkumulatorverhaltens einen empfindlichen Ein-

fluR auf den Ablauf der H,-Erzeugung hat.

Die Entwicklung eines theoretischen Modells zur Beschreibung der H,-Erzeugung
beim Fluten eines uberhitzten Stabbiindels wurde abgeschlossen (REFLOX-Code).
Das Modell wurde an CORA-Flutversuchen verifiziert. Zur Anwendung auf den EPR
mussen noch weitere Modelle eingefligt werden, insbesondere fir den konvektiven
Warmetransport. Die Anwendung der vereinfachten REFLOX-Version auf den EPR
ergab vorlaufige Zr-Oxidationsgrade zwischen 30 und 60 %, was durchaus reali-
stisch erscheint. Zur Weiterentwicklung von REFLOX wurde eine Zusammenarbeit

mit Siemens/KWU vereinbart.
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Im Bereich der Wasserstoffverteilung wurde neben den unter 2.1. geschilderten
Arbeiten mit GASFLOW ein Versuch in der russischen RUT-Anlage simuliert. In

diesem Versuch wurden 0,6 kg H, pro Sekunde in ein Testvolumen von etwa 300 m®
injiziert. Die 3-D GASFLOW-Simulation mit etwa 150.000 Rechenzellen zeigte eine
befriedigende globale Ubereinstimmung mit dem Experiment. Abweichungen im
Detail sind vermutlich auf unbekannte Rand- und Anfangsbedingungen des
Versuchs (z.B. Temperatur) zurlickzufiihren. GASFLOW st prinzipiell in der Lage,

die hochdynamischen Strahlstrémungen nahe der Bruchstelle zu simulieren.

Im Bereich der Wasserstoffverbrennung wurden folgende Ergebnisse fir Programm-

entwickiung, Experimente, Programmverifikation und Reaktoranwendungen erzielt:

Zur Programmentwicklung:

Der COM3D-Code zur Simulation von schnellen turbulenten Deflagrationen wurde
fiir die 1995 beschaffte Cray-J916 Multiprozessormaschine vektorisiert und paralleli-
siert. Die Turbulenzmodellierung wurde von Standard k-¢ auf ein verbessertes
RNG k-e-Modell erweitert. Die bisherige 2-Komponentenbehandlung (verbranntes/
unverbranntes Gas) wurde auf eine flexiblere Multikomponentenbeschreibung (z.B.
H,, O,, N,, H,0) umgestelit.

Die ERCO-Code-Entwickiung zur Beschreibung des Flamelet-Regimes in turbulenter
Verbrennung wurde mit einer erprobten 2-D Version vorlédufig abgeschlossen. Das
Programm beschreibt die Flamme als eine Diskontinuitat, die verbranntes und unver-
branntes Gas trennt. Der ERCO-Code enthélt keine freien Anpassungsparameter

und besitzt dadurch wichtige Voraussagefahigkeiten.

Zur Validierung der theoretischen Modelle wurden folgende Experimente zu ver-

schiedenen Verbrennungsphanomenen auf unterschiedlichen Skalen durchgefuhrt:

- Turbulente Verbrennung von mageren H,-Luftgemischen im 12 m-Rohr des FZK-
INR.

- Inerte Versuche mit He-Luft-StolRwellen in komplexer Geometrie zum isolierten
Test von Turbulenzmodellen (FZK 12 m-Rohr).

- Versuche zur turbulenten Verbrennung und DDT-Vorgéangen in H,-Luft-Dampf-

gemischen bei erhéhter Temperatur (70 m-RUT-Anlage, 100°C).
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- Versuche zum L&schverhalten turbulenter Flammen in H,-Luft-Gemischen mit
reaktorrelevanten Wasserstoffgradienten.

- Wechselwirkung zwischen einer turbulenten H,-Luft-Flamme und einem Wirbel
(LabormafBstab mit Schlierenoptik).

- Einflu von wéhrend der Dampfkondensation entstehenden Nebeltrépfchen
(Durchmesser im um-Bereich) auf die turbulente Verbrennung von H,-Luft-
Dampfgemischen bei erhdhten Temperaturen und Driicken (120°C, 2-10 bar).

- Laminare und turbulente Verbrennung in H,-Luft-CO,-Gemischen bei unfall-
relevanten Druck- und Temperaturbedingungen.

Alle Experimente haben neue und am Reaktorfall orientiete Daten fir die

Uberpriifung von theoretischen Modellen geliefert. Die wichtigsten Resultate sind im

Bericht zusammengefalit.

Hauptziel der Programmverifikation im Jahr 1996 war es, theoretische Teilmodelle

des COM3D-Programms mdglichst isoliert und mit schrittweise zunehmender

Komplexitat zu Uberprifen. Die folgenden Testrechnungen wurden durchgefihrt:

- Uberschallstrémung gegen eine Stufe im Strémungskanal (Testfall fur Hydro-
dynamik).

- Berechnung von He-Luft-Turbulenzen im FZK-Rohr (Test fir Turbulenzmodell).

- Simulation der Wechselwirkung zwischen einer turbulenten Flamme und einem
Strémungswirbel (Test fur Turbulenz und Chemiemodell in einfacher Geometrie
und kleiner Skala).

- Nachrechnung von sieben turbulenten Verbrennungsversuchen in der RUT-
Anlage mit homogenen H,-Luft- und H,-Luft-Dampfgemischen (Test fir
Turbulenz und Chemie in komplexer 3-D Geometrie und auf groRer Skala).

Der zweidimensionale ERCO-Code wurde ebenfalls an mehreren turbulenten RUT-

Versuchen Uberprift und mit den COM3D-Ergebnissen verglichen. Generell ergab

sich gute Ubereinstimmung.

Zur Beurteilung des DDT-Potentials wahrend schwerer Storfalle wurde ein 1995

vorgeschlagenes Kriterium an weiteren Daten berprift und auf verschiedene

Raumtypen erweitert. Fur die im Kriterium enthaltene Detonationszellgrée A wurden

analytische Fitfunktionen aus den bekannten A-Daten erzeugt. Die Funktionen A

(% H, % H,O, T) gestatten eine genaue Auswertung des Detonationskriteriums




wahrend einer Containmentsimulation. Mit einem theoretischen Modell wurden
DetonationszellgréRen fiir heie, N,- und dampfinertisierte Mischungen berechnet.
Im Programm zur Berechnung von Detonationslasten in komplexer 3-D Geometrie
(DET3D) wurde das Chemiemodell auf H,-Luft-Dampf-Gemische erweitert.

Bei schnellen Verbrennungsformen besteht die Gefahr der Triimmer- und Geschof3-
bildung im Containment. Um das Gefahrenpotential abzuschatzen, wurden Impulse
und Geschwindigkeiten bei lokalen H,-Luft-Detonationen mit einem neuen
numerischen Programm berechnet (BO2). Trimmer von Wénden mit mehreren 100
kg Masse kdnnen 300 m/s erreichen. Schnelle Verbrennungen missen deshalb bei

schweren Unféllen sicher vermieden werden.

Bei den Reaktoranwendungen (EPR) wurde eine trockene Freisetzung von Wasser-
stoff Uber den IRWST mit GASFLOW untersucht. Mit der bewulit konservativ
gewahiten H,-Quelle (2 Phasen mit je 600 kg H,-Freisetzung) ergab sich ohne
Gegenmalinahmen ein hohes Detonationspotential im gesamten Containment.
Rechnungen mit Ziindern an verschiedenen Positionen zeigten, dall es mdglich ist,
den Wasserstoff nahe an der Quelle so friith zu ziinden, daf? er ohne nennenswerte
Druckentwicklung direkt nach der Freisetzung abbrennt. Demnach scheint die
Beherrschung von trockenen Freisetzungsszenarien mit Funkenziindern méglich zu
sein. Derzeit wird zusammen mit Siemens/KWU ein neues detaillierteres EPR-

Geometriemodell fur weitere Analysen erstellt.
1. INTRODUCTION

The FZK research program on hydrogen behaviour in severe PWR accidents
addresses the three main phases of severe accident sequences in pressurized water
reactors

— hydrogen production,

— hydrogen distribution, and

— hydrogen combustion (Fig. 1.1).

These phases are investigated on three levels
—~ module development and verification by experiments,

— current reactor applications, and
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Fig. 1.1: Structure of FZK research program on hydrogen behaviour and control in severe accidents.
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— development of a next generation program.
This report describes the main results obtained in these R+D areas during 1996.
2. HYDROGEN PRODUCTION

The hydrogen production in the EPR was investigated with the MELCOR code for
two scenarios without reflood. The REFLOX code was developed to describe the

rapid H,-generation in CORA-experiments with reflood.
2.1 MELCOR calculations for EPR

The MELCOR input deck for description of the EPR primary and secondary system
was up-dated using new EPR design data. Details are given in the section by
P. Schmuck et al. This section summarizes the results for hydrogen and steam

sources which provide the initial conditions for distribution calculations.
211 SB-LOCA sequence

A 50 cm? leak in the cold leg was analyzed with MELCOR 1.8.3. The schematic EPR
representation is shown in Fig. 2.1. Three of the four EPR loops are lumped together
into one combined loop. The core is subdivided into three radial rings and eleven
axial segments. The sequence was modeled up to failure of the reactor pressure

vessel. The results are presented in Fig. 2.2,

The first hydrogen is generated about 1200 seconds after accident initiation. The
accumulator injections produce small individual H,-peaks. The last two peaks in the
H, production are related to the failure of the core support plate (=14000 s) and the
reactor pressure vessel (17000 s). The total in-vessel H,-production in this base
case calculation amounts to about 420 kg. Sensitivity calculations are underway to
investigate the influence of model parameters (e.g. debris characteristics) on the

resulting hydrogen and steam production.
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2.1.2 Station-black-out sequence

Due to the small steam leak rate in this scenario core dry-out occurs much later than
in the previous case (Fig. 2.3). The first significant H, production period between
10.000 and 15.000 s results from accumulator injections. The core is refilled with
water to about 70 %. Shortly after 20.000 s the core dries out finally and large scale
oxidation takes place with about 0.4 kg H,/s maximum rate. The vessel is predicted

to fail after 32.000 seconds. The total hydrogen generation is about 450 kg.

Additional sensitivity studies are currently performed for this accident scenario. The
described base case included opening of all pressurizer values (200 sz) and shut

down of the secondary side.
2.2 REFLOX code development

In all severe accident sequences the primary goal of the operators will be to cover
the overheated core with water as soon as possible. This measure is prescribed in
most accident hand books. The core flooding can also occur automatically; e.g. from
the accumulators during pressure decrease, of from re-activated emergency pumps

at the end of a station-black-out sequence.

Since very high hydrogen generation rates were observed in a number of severe
core damage tests, a model was developed at FZK to predict hydrogen production
during reflood events. The model currently describes the CORA experiments. In a

second step additional models will be added for full-size reactor predictions.

The program simulates the following set of coupled physical phenomena for a

representative fuel pin [1]:

— Oxygen diffusion in the Zircalloy cladding and growth of the various O-Zr-reaction
layers,

— heat conduction and heat generation in the fuel pin (nuclear decay heat, heat of
reaction from Zr-oxidation at the metal/oxide interface),

— radiation transport through the steam containing atmosphere around the bundle.

The model is based on intact fuel rod geometry, melt relocation is neglected.

Convective heat transfer is only implicitely modeled in the energy balance, no mass
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convection is included. The main new hypothesis for explanation of the observed
high Hp-production rates during reflood (e.g. CORA and LOFT tests) is that flooding
suddenly increases the steam partial pressure in the test bundle, which reduces the
radiation heat losses to the cold environment and results in a sudden temperature
excursion. The temperature increase triggers elevated oxygen-diffusion rates and H,-

production. The model was validated on the large CORA-data basis existing at FZK.

A major result from the CORA-simulations was, that the sudden high hydrogen
release rates from a reflood event do not create immediately dangerous gas
compositions because they are mitigated by an even stronger steam production. E.g.
in CORA-13 the H,: steam ratio dropped from about 1:3 before the reflood, to less
than 1:10 during the reflood. When air is added to such mixtures inert or weakly
flammable gases are generated. Sensitive H,-air-steam mixtures can only develop
later in time if significant steam condensation should occur. The hydrogen risk from
flooding an overheated core is more related to the integral H-mass than to the high

H, release rate.
3. HYDROGEN DISTRIBUTION

Experiment RUT-29 was selected for a simulation of the hydrogen distribution during
a dynamic injection because this test provided more extended data than other
dynamic RUT injection tests. In the dynamic injection tests only the canyon
(16.6x3x2.5m) and the second part of the channel (13.4x2.3x2.5m) have been used.
The injection was performed under an angle of 45° downwards with a flow rate of
0.59kg/s. After 7.98s injection time there was a time delay of 26.3s until ignition
occurred. During this time delay hydrogen concentrations had been monitored at 8

positions (5 in upper part of the test facility and 3 in the lower part of the canyon).

For the simulation GASFLOW was used. The RUT-geometry was modeled in a 3-D
mesh with 155x50x21 grid points. An inflow velocity of 700 m/s was assumed,
because the thermodynamic state was not measured. The calculation time was 29
days on one CPU of a CRAY-JS0 computer.

Fig. 3.1 shows a comparison of measured and calculated hydrogen concentrations.

The experiment as well as the calculation shows a hydrogen wave transported by
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convection from the source (S1) to the igniter (12). The maximum concentration of
about 40 % hydrogen is predicted well by the simulation. In the simulation the
hydrogen wave travels faster towards the igniter than in the experiment. In the lower
part of the canyon the calculated hydrogen concentrations are slightly higher, they

are too low nearby the igniter.

Differences between simulation and experiment are due to several effects: Only the
experimental mass flow rate has been defined, but not the inflow conditions
(temperature and velocity, no adiabatic flow from the hydrogen storage tank to the
injection nozzle). To test the experimental reproducibility test RUT-27 was
performed. The measured hydrogen distribution time history of RUT-27 showed
significant differences compared to RUT-29. This indicates a strong sensitivity to
boundary conditions such as e.g. initial temperature distribution in the test facility and

weather conditions.

This simulation has shown the principle capability of GASFLOW to calculate
hydrogen distributions even under situations where hydrogen distribution processes
are difficult to predict e.g. high velocity jets against gravity, but further investigation is
needed. This will be possible with new improved experimental data performed in the

next RUT test series.
4. HYDROGEN COMBUSTION

The combustion related work addresses code development, experiments and code

validation based on the test results.
4.1 Code development for turbulent deflagration

The development of numerical models for description of premixed turbulent H,-air-

steam deflagration was continued. According to the different regimes of turbulent

combustion two different modelling approaches are pursued:

— ERCO-code for the flamelet regime (Ka=reaction time scale/Kolmogorov eddy
timescale < 1), and

— COMS3D-Code for distributed reaction zones (Da=turbulent time scale/reaction

time scale >1) and well stirred reactor (Da <1).
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411 COM3D-code

The turbulence modelling in the COM3D code was extended. The code now offers

the choice between two different turbulence models:
— astandard «-¢, and

— a RNG «-¢ (Renormalization Group Theory).

The RNG model is a modern development of the traditional k- model. An additional
term has been added in the e-equation, which changes dynamically with the rate of
strain of the turbulent flow, providing more accurate predictions for flows with rapid
distortions and large eddies (Fig. 4.1). The RNG model appears attractive for a

number of reasons:

|

it is applicable to compressible flow,
the model constants result from a closed theory, not from empirical experiment
data,

it covers low Reynolds numbers, and

the additional computational costs compared to x-¢ are low (+3%).

|

Test calculations with the new RNG model are presented in Section 4.3 of this

report.

In the field of turbulent combustion modelling the COM3D code now offers an Eddy

Dissipation Model for Da>1 and an Arrhenius formulation for the well-stirred reactor
(Da<1). This model approach corresponds to a jumping between two states, the

actual evolution of the mixing from unburned to burned gas is not treated.

The next logical extension of the combustion modelling is to treat the intermediate
mixing states for each component with a presumed B-PDF model. If the joint
probability density function (PDF) F is known as function of temperature T and mass

fractions f;, the mean reaction rate @ can be calculated from
w = [[.. Jo(T,f)«F(f)dTdf; 4.1

where o is the real reaction rate of the mixture for given mass distribution f; and

temperature T.
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Turbulence model constants

Cu Cq Co Cp, Ce B8
RNG k-€ 0.0845 1.42 1.68 0.719 0.719 0.012
Standard k-¢ 0.09 1.44 1.92 1.0 1.3 :

Fig. 4.1: Equations and model constants of the RNG k - ¢ model as implemented in
the COM3D code.
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The implementation of such an PDF mode! into COM3D was started. Compared to
the Eddy Dissipation Model only one more transport equation needs to be solved,
e.g. for a 4-component system 11 instead of 10 equations. The main difficulty in
evaluating Eq. 4.1 at each time step and in each computational node is to develop a
fast and still precise numerical scheme for solving the muitidimensional integral,

which contains singularities at the end points (f;= 0 or 1).

A major advantage of the presumed B-PDF approach is that it allows also to treat
non-premixed combustion, e.g. a hydrogen diffusion flame in a steam-air
environment. This is the desired combustion mode which is obtained in a successfull
(non-energetic) hydrogen control with spark igniters. A B-PDF model would also
allow a more mechanistic description of the quench and extinction phenomena in

turbulent flames, which are important for flame acceleration predictions.
4.1.2 ERCO-Code

A two-dimensional version of the ERCO-code was completed and tested against
RUT-experiments [2]. The numerical scheme models the turbulent flame zone as a
reactive discontinuity (no reaction before, complete reaction behind the interface).
The laminar burning velocity is calculated from detailed chemistry models and used
as input data to ERCO. The effect of turbulence on the burning velocity is modeled
with single relations using the local velocity fluctuation. Turbulence is calculated with
a standard x—s model. Ignition of unburned gas is described with a two-step
induction model, fitted to detailed chemistry calculations. Details of the numerical

scheme can be found in [2].

The verification calculations performed with ERCO are described in Section 4.4.
Since the code contains no free input parameters the comparison to experimental

data provides a thorough test of its predictive capabilities.
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4.2 Experiments

A large variety of experiments was performed in 1996 to provide test data for
different models developed in the combustion codes COM3D and ERCO.

421 FZK ,3 m-tube“

A rectangular test tube (10 cm x 10 cm) was designed and constructed for the visual
observation of turbulent H,-air combustion around flow obstacles. The tube is a

scaled-down model of the existing FZK 12m-tube.

The tube was instrumented and tested with a 15% H,-air mixture and rectangular
obstacles blocking 30% of the flow cross section. The tube was damaged at the end
from high reflected pressures of the fast turbulent flame. Additional tube extensions
without optical access were fabricated and installed, thus avoiding high reflected

pressure loads on windows.

The tube was now modified and prepared for testing of Laser Doppler Anemometers
(LDA) to measure flow velocities and turbulence generation ahead of a fast turbulent

flame.
4.2.2 FZK ,12 m-tube*

In 1996 two different types of experiments have been performed in the FZK 12 m-

tube:

— experiments on turbulence generation and dissipation in obstructed geometry
(inert He/air).

— experiments on turbulent combustion in lean H,-air mixtures.

The intention of the two test series is to decouple the turbulence and the combustion

model development into two sequential steps:

1) verification of turbulence models alone for the relevant flow conditions under inert
conditions (He+air), and

2) investigation of turbulence with chemical reaction (H,+air).
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4.2.21 He-air turbulence tests

The 12 m-tube was modified to allow inert tests in a shock tube mode, where a 3m
long section can be pressurized (Fig. 4.2). After bursting of the membrane a shock
wave travels into the remaining section which is initially at low pressure (e.g. 1 bar)

and contains circular orifices as obstacles.

The shock wave looses velocity and pressure amplitude by partial reflection and
turbulence generation. The measured pressure signals at different locations can then
be compared to numerical simulations using different turbulence models. These data
allow to verity the turbulence modelling under inert conditions, without interference

from a combustion process.

Four experiments were performed in the inert shock-tube mode. Fig. 4.2 shows one
example for the measured pressure decay as the wave proceeds into the obstacle

region. These results are compared to COM3D calculations in section 4.3.
4222 H,-air combustion tests

New germanium photodiodes with higher infrared sensitivity were tested and
installed. They allow to register flame fronts in lean Hy-air mixtures with high

resolution.

A new sampling unit for analysis of the hydrogen concentration in test gases was
constructed, tested and applied to the experiments. The principle is to measure the
mole change in the test gas due to Hy-air mixtures with high resolution. The results
agree well with the H, concentration values devived from the mass flow meter

readings during the filling.

15 experiments have been performed in the 12 m-tube with different obstacle
configurations (blockage ratio 30 to 90 %), initial pressures (1-2 bars) and with lean
hydrogen concentrations (8-11% H,). The test parameters are summarized in Fig.
4.3.

Fig. 4.4 shows the data from experiment R0796-02 as an example. In this test the

flame accelerated to a terminal velocity of about 170 m/s. COM3D calculations are
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Fig. 4.2: Inert shock tube experiments in FZK " 12 m tube ". The measured pressure
data contain information about turbulence generation and dissipation
without combustion.

Experiment BR (%) p. (bar) H, (%)
R0696 00 60 | 10
R0696 01 60 2 10
R0696 02 60 1 8
R0696 02a 60 2 8
R0696 03 60 1 11
R06%96 04 60 1,4 11
R0796 01 90 1 10
R0O796 02 90 1 10
R0796_03 90 2 10
R0796 04 90 1 9
R0O796 05 30 1 11
R0O796 06 30 1 10
R0796 07 30 1 9
R0796 08 30 1 8,5
RO796 09 30 1 8,5

Fig. 4.3: Combustion experiments performed in 1996 in the FZK" 12 m tube " with
lean H: - air mixtures, different obstacles and pressure.
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Fig. 4.4: Turbulent combustion experiment in the FZK 12 m - tube with a lean H. - air
mixture, flow blockage 90 %, photodiode signals in upper figure, pressure
signals in lower picture.




currently underway to determine the performance of the eddy-break-up model for

lean mixtures and different flow restrictions.
4.2.3 RUT tests with H,-air-steam mixtures

In 1996 eight large scale tests were performed in the Russian RUT facility to study
the critical conditions in hydrogen-air-steam mixtures at elevated temperatures for a

deflagration-to-detonation-transition (DDT).

The experimental parameters were

temperature 80 - 100°C, pressure 1 bar,

total test volume 480 m3,

— steam concentration 6.6, 15, and 34-45%,
— hydrogen concentration (dry) 10.5, 18.5, and 29-32%,

ignition by a weak electric spark.

The test serie was jointly sponsored by FZK, IPSN and NRC, and performed by

Kurchatov Institute Moscow in the RUT facility.

Fig. 4.5 summaries the test parameters and the observed combustion regime. Fig.
4.6 shows the dependence of the combustion mode from the gas composition
(hydrogen and steam concentration). The figure includes the results of the first test
series in 1995 (denoted 1 to 7). The experiments have shown a clear limit between
deflagration and detonation modes. This experimental limit is close to the theoretical
prediction using cell size scaling (critical size ~ 7 x detonation cell width), which

results in A about 1 m.

Four types of combustion process were registered in the tests:

slow deflagration (tests sth4, sth9)

fast turbulent deflagration (sth6, sth7)
DDT in the large cavity (sth1, sth2, sth3)
DDT in the channel (sth8).

An example for a slow deflagration case is shown in Fig. 4.7. The flame reached a
maximum speed of 200 m/s at the entrance to the large cavity. The evolution of the

flame front within the cavity was computed from measured photodiode signals.
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File Average Average Minimum Comments
name hydrogen steam steam
concentration concentration concentration

(dry)

% vol % vol % vol
sthl 32.7 34.6 334 DDT
sth2 29.0 36-38 7 30.5-37.5 7 DDT

Uncertain steam concentration
sth3 29.2 39.5 377 DDT
sth4 301 44 41.2 Deflagration
ignition from operating fan

sth6é 29.6 45 433 Deflagration
sth7 28.8 40.6 38.1 Deflagration
sth8 18.5 15.5 14.0 DDT in 1* channel
sth9 10.1 6.6 4.2 deflagration

Fig. 4.5: RUT combustion experiments with H. - air - steam at elevated

temperatures
T T [ slihg /'
/
. £ stho $thd | 4/
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£ ¥ critical i
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{ I { 1 L
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Fig. 4.6: Observed combustion regimes in large scale RUT experiments as
function of mixture composition (temperature =~ 100°C). Experiments
1 to 7 refer to the test series in 1995.
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sth9, dt=10 ms

Flame front shape evolution in test sth9. Numbers show time after
mixture ignition (s).

I 1 I I 1 I I ] I

. sthS
60 —
—{— ion probes A
A - A
i A photodiodes A i
A

distance, m
N
(a»]
{
N
8
3
(1))

1.00 1.20 1.40 1.6
time, s
(X-t) diagram of explosion process in test sth9.

Fig. 4.7: Example for a slow deflagration test in RUT facility, 10.1 % H. dry, 6.6 % steam.
The maximum flame speed was about 200 m/s after a travel of about 40 m.




—53—

The opposite extreme in combustion speed is represented by test sth8, in which a
DDT occurred already in the first channel after about 25 m flame path (Fig. 4.8). The
detonation propagated in a stable manner throughout the remainder of the system

with the theoretically predicted CJ-detonation velocity (1550m/s).

The RUT tests with steam have confirmed the 7 A-DDT criterion on large scale for
steam containing mixtures at elevated temperatures. They have also provided large
scale test data on different combustion modes in H,-air-steam mixtures which will be
used for the verification of numerical models and programs (COM3D, GASFLOW,
ERCO).

4.2.4 Quenching in non-uniform H,-air mixtures

For a realistic simulation of hydrogen combustion in severe accidents the
phenomenon of flame quenching must be modeled. Flame guenching can occur e.g.
if the flame burns into regions rich in steam or lean in hydrogen. Also the
development of high turbulence levels can extinguish the combustion process locally
or even globally. Experiments were performed at the Russian Research Center
,Kurchatov Institute“ which investigated both of these quenching mechanisms. The
data will be used for verification of quenching models in numerical codes (COM3D,
GASFLOW).

The experimental set-up is shown in Fig. 4.9. It consist of a 11.5 m long shock tube
equipped with annular orifice obstacles to generate turbulence during the flow. The
blockage ratios of the obstacles were BR = 0.3, 0.6, 0.75 and 0.9, where BR =
1-(d/D)?, with tube diameter D = 174 mm.

A hydrogen gradient in the tube was generated by inserting a certain amount of pure
H, into the air filled tube at one end of the tube and by diffusional transport towards
the opposite tube end. In a pre-test serie the hydrogen concentration profile along
the tube was measured as function of injected H,-mass and diffusion time. Fig. 4.10
shows an example. In this case a nearly linear concentration gradient had developed
after 16 minutes, ranging from 30 % down to 4 % H, in air. By varying the amount of

H, injected and the diffusion time different gradients could be generated in the tube.
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sth8, dﬁ=0.5 ms

Detonation front shape evolution in test sth8. Numbers show time
after mixture ignition (s).

[ T ‘ 1 | { {
60 sth8
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—— prsessures
= 40 N 1550 m/s |
3 End of first
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:‘é‘ - _
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DDT point
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0 L [ | L | {
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fime, s

(X-t) diagram of explosidn process in test sth8.

Fig. 4.8: Example for a DDT in a large scale H: - air - steam mixture at about 100°C,
RUT test sth 8, 18.5 % H: dry, 15.5 % steam. After DDT a stable detonation
propagates throughout the remainder of the facility.
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Fig. 4.9: Experiment tube for investigation of quench mechanisms in non - uniform
H- - air mixtures [3].
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Fig. 4.10: Evolution of the axial Hz - concentration in the test tube as function of
diffusion time [3].
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Test variables in the main experiment serie were blockage ratio and average
hydrogen concentration. The minimum hydrogen concentration at the end of the
tube, opposite to the rich ignition location, was kept constant at about 5 % H,. The
steepness of the H,-gradient was determined by the amount of H, injected. Tests
with homogeneous H,-distribution were also performed for comparison. Photodiodes
and pressure transducers were used to resolve the flame and pressure wave
propagation. After each test the total mass fraction of H, burned was determined
from the measured final pressure in the tube at ambient temperature. A total of 30

experiments were performed.

Fig. 4.11 shows as example a test with a hydrogen concentration gradient from 19 to
4.5 % H, in air (test GRD54). The combustion was ignited at the rich end (R=0). The
flame accelerated to about 500 m/s maximum speed and quenched completely near
the 8 m position. These and other test results will be used for the verification of

quench models.

In summary the experiments have shown that global quenching can easily occur
when a turbulent flame propagates through obstructed channels. Quenching is more
distinct in case of a concentration gradient from rich to lean when compared to the
homogeneous condition. In the gradient case the flame accerelates very fast at the
beginning of the tube, generating high turbulence levels ahead of the flame and
resulting in faster quenching. Quenching is increased by the blockage ratio and by a

decrease in H,-concentration.
4.2.5 Flame-vortex interaction

The interaction of an isolated vortex with a flame is a fundamental phenomena of
reactive flow which involves all important effects like strain, curvature and quenching.
It provides a serious test case for all numerical combustion models. Experiments
were therefore performed which investigate the interaction between a single laminar
vortex and an initially laminar premixed flame. The experimental data will be
simulated with the COM3D code.

The experimental apparatus consists basically of a quasi two-dimensional test

chamber, equipped with a fast Schlieren system and an array of photodiodes (Fig.
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Fig. 4.11: Tube experiment on turbulent combustion in a H: gradient:
a) hydrogen concentration gradient (19 - 4.5 % H>),
b) photodiode signals and
c) resulting flame speed in test GRD 54 [3]. Quenching occurred near the
8 m position. The data will be used for validation of quench models.
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4.12). The vortex ring was formed by transmitting a shock wave through a circular
orifice. The vortex velocity was in the range of 80 10 m/s. The experiments were
conducted in lean H,-air mixtures (8-15% H,) in which quenching effects can be

expected.

Three different arrangements of flame and vortex were investigated:
— vortex of unburned mixture moves towards the flame (Fig. 4.12a),
— the vortex of unburned mixture moves through flame kernel (Fig. 4.12b),

— a burning vortex moves through unburned mixture (Fig. 4.12c).

The experiments require carefull synchronization of all events: mixture ignition,
electromagnetic release of the membrane piercer, light flash time marker, high speed
camera starting, recorder triggering and illuminating laser flash. Fig. 4.13 shows an
example from the first test series. The vortex of unburned gas compresses the flame
front in the first frame, then enters the flame and burns out rapidly in the last fwo
frames. The signals of the installed photodiodes show distinct transient reductions in

light during this interaction, which is due to quench effects.

The experiments can be summarized as follows:

— For a vortex moving towards a flame front, the character of the interaction
depends mainly on the hydrogen concentration. With concentrations of about 15%
H, the flame easily penetrates into the vortex and very fast combustion is
observed. With lower H, concentrations the flame is delayed and often quenched
by the vortex flow.

— When a vortex moves through a flame kernel, the outcome depends on the size of
the kernel. Small kernels (< 6 cm in these tests) are pa‘rtially or completely
guenched, large kernels can penetrate into the vortex and cause complete burn-
out.

— When a burning vortex enters unburned mixture the result depends strongly on
the H,-concentration. Varying the Hy-content from 10 to 12.5% changed the
interaction from complete quench of the vortex, over partial quench, to intensive

ignition of the mixture.
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Fig. 4.12: Experimental set - up for flame - vortex interaction tests:
a.) unburned vortex moves towards flame,
b.) unburned vortex moves through flame kernel,
c.) burning vortex moves through unburned mixture [3].
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Fig. 4.13: Schlieren pictures of a vortex interacting with a turbulent flame front. The vortex
approaches from the right, experiment st142, 15 % H: in air. Photodiode signals

showed transient quenching of the flame [3].
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The experiments will be modeled with turbulent combustion codes. An example is

given in Section 4.3.
4.2.6 Turbulent deflagration in H,-air-steam-fog systems

All severe accident sequences involve partial or complete discharge of hot primary
coolant water/steam into the initially cold containment. Steam condensation will
create air-steam-fog mixtures, where fog can be considered as nearly mono-
dispersed microdroplets in a carrier gas (initially air and steam). Fog from
condensation processes must be distinguished from spray, typical droplet diameters
being 1-10 um and > 100 um, respectively. Fog droplets suspended in a Hj-air-
steam mixture can act as a heat sink that absorbs a large amount of the combustion
heat by vaporization and heating of the additionally created steam. The flame may
be inhibited or quenched, pressure and temperature development from H,-
combustion will be reduced. For a flame speed of 2-3 m/s the drop residence time
inside the combustion zone is about 0.5 ms. Such times are sufficient to entirely

vaporize fog of less than about 8 pm diameter.

The presence of fog may therefore be an inherent mechanism to mitigate hydrogen

combustion effects in serve accidents.

Since up to now no systematic data on combustion in H,-air-steam-fog systems were
available, experiments were performed at the Russian Academy of Sciences in
Moscow which use fog particle sizes, adequate to typical accident situations. A
shock-tube method and bomb-type experiments with new types of nozzles were

developed.

Fig. 4.14 gives a schematic view of the heated shock tube for studying flames in H,-
air-steam-fog systems. The high pressure section (HPS) was heated to 410-420 K.
First a controlled mass of water was inserted into the HPS and vaporized. Then a
hydrogen-air mixture was added through a preheated inlet until the membrane failed
(4.2 and 11 bar with two different membranes). The adiabatic expansion cooled the
gaseous H,.air-steam mixture and fog formation occurred. After a preset delay time
an exploding wire ignited the mixture, which contained 16 and 20 % H,, respectively.

Two different outflow cross sections were used to vary the flow velocity in the tests.
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Fig. 4.14: Scheme of heated expansion / shock tube for studying H- - air - steam - fog
systems. PG = pressure gauges, PD = photodiodes, PDA = extinction meter,
A, B = membrane sections with different blockage ratios for fast and slow
expansions.
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The main results for the fast and slow expansion tests are summarized in Fig. 4.15
and 4.16, respectively. The data show that the presence of fog can have a strong
mitigation effect on the combustion dynamics in lean Hy-air-steam mixtures (16-20 %
H,). The flame velocities, the peak pressures and the rate of pressure rise decrease

all significantly with increasing fog concentration.

A second test series on the combustion in foggy H,-air-steam mixtures was
performed in a spherical explosion bomb (Fig. 4.17). The vessel is heated to 373-
393 K. Fog was created in two ways:

a) by cooling and condensation of superheated water vapor,

b) by mechanical dispersal of a water jet passing through a specially designed

nozzle.

The main results are presented in Fig. 4.18. The solid line is a thermodynamic
calculation for a stoichiometric saturated H,-air-steam mixture without fog. The
dashed lines are calculations for mixtures containing fog. The given percentage
refers to the fraction of fog, e.g. 20 % of the total water is present in so small droplets
that they vaporize completely in the flame, 80 % of the water is present in the

gaseous state.

The solid and open points are experimental data in mixtures containing 20-30 % of

the total water in liquid form, produced in the two different ways described above.

The effect of liquid water increases rapidly with decreasing H,-concentration because
of the decreasing flame temperature in leaner mixtures. A very significant
observation is that quenching occurred consistently below 14% H,. According to the
present experiments fog has a strong effect on the flammability limit, which has so

far not be considered in severe accident analysis.
4.3 COM3D-code validation

A substantial effort was devoted in 1996 to verifity the different models of the
COM3D-code in a step-by-step procedure. Fig. 4.19 summarizes the main
components of the code. Different sub-sets of these models were tested on

increasingly complex problems.
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Fig. 4.15: Measured turbulent flame velocities in fast expansion tests as function of steam
concentration and fog mass fraction [4]. The presence of fog can significantly
mitigate H, combustion dynamics.
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Fig. 4.16: Measured flame velocities in slow expansion experiments. The presence of
fog reduces flame speeds significantly [4].
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. explosion bomb

. heated vessel for the injection of water
. electrical heater with jacket
. cooling element

. themostat

. central thermocouple

. mounted thermocouples

. electrodes for ignition

. piezoelectric transducer

10. manometer

11 registration and control units
12 computers
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Fig. 4.17: Bomb experiments on combustion in foggy H, - air - mixtures [4].
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Numerical scheme
-TVD
- 3 d-cartesian grid

COM3D-Code

Gasdynamic model

(conservation laws) Version 2.0 Thermodynamic model
- mass - four components H,, O,, N,, H,0,
- momentum JANAF fits
- energy
Turbulence models Chemistry model
a) standard k-g - Eddy-Dissipation-model for Da > 1
b) RNG k-¢ - Arthenius Law for Da < 1

Fig. 4.19: Models of the COM3D code.
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4.3.1 The forward facing step

The supersonic flow through a 2-d duct containing a forward facing step was
analyzed. This numerical test problem has been investigated by many authors using
various codes and numerical methods. The correct solution is well known. The
problem is a test for the numerical solution of the Euler equations and the

thermodynamic data in the COM3D-code for a high velocity case.

The results obtained with three different grids are shown in Fig. 4.20. The calculated
stagnation pressure, angle of the low shock, shear layer, and downstream shock
pattern agree well with the known numerical solutions. The TVD scheme used in the
COMB3D code preserves shock fronts very well. Even in the coarse grid only about

three meshes are needed to resolve a discontinuity.
4.3.2 He-air turbulence tests

The experiment on turbulence generation and dissipation in inert He-air (Section
4.2.2.1, Fig. 4.2) was simulated with COM3D using three different turbulence
models:

— COM3D without turbulence model

— with k-g,

— with RNG «-¢.

The calculation was performed with a 3-d cartesian grid using a space resolution of
1 cm in each direction. A total of 390000 cells were modeled. Fig. 4.21 compares the

measured pressure signals to the three COM3D calculations.

The calculation without turbulence model shows large deviations from the measured

pressure data. These results are clearly inadequate.

Including a x-& model improves the agreement with the experiment significantly. The
calculation matches the measured pressures associated with the incoming wave
very well. The deviation in the 6.25 m-signal is due to the membrane rupture. In the
calculation an ideal plane surface is assumed, whereas in the experiment the
membrane was deformed to an almost hemispherical shape before rupture occured.

This results in a slightly curved shock wave.




Fig. 4.20: COM3D verification on a hydrodynamic test problem. Supersonic flow through a
duct containing a forward facing step: N,, M =3, p,=1 bar, T, = 298 K. Three

grids are shown: 20 x 60, 40 x 120, 100 x 300 cells. The COM3D results agree
well with the known solutions.
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Fig. 4.21: Verification of turbulence models against shock tube experiments in obstructed

geometry. Both the k - ¢ and the RNG k - € model result in good agreement with
the measured pressure data.
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The calculation with an RNG «-¢ turbulence model resulted in pressures practically
identical to the standard x-¢ model. Very good agreement is obtained for the
incoming wave, and slightly too high dissipation is observed for the reflected wave.

The last two calculations are indistinguishable on the plot.

The measured and calculated shock trajectories for this experiment are compared in
Fig. 4.22. This plot allows to investigate velocity results. Shock tube theory for free
flow results in 565 m/s velocity for the incoming wave. This agrees very well with the
experimental and numerical data in the obstacles free tube section (6-9 m). The

annular obstacles (0-6 m) generate turbulence and slow down the wave velocity.

The velocity of the leading shock in this very complex flow field is described well by
the COM3D calculations. The simulations of the inert experiment on turbulence
generation in an abstracted geometry have shown that the standard k-¢ and the
RNG x-¢ turbulence models are both fully satisfactory for describing the turbulence

effects on the macroscopic properties (pressures and wave velocities) of the flow.
4.3.3 Flame-vortex interaction

The third step in code verification is inclusion of chemistry into a turbulent flow
problem. The flame-vortex experiments were selected as a test problem ([3], Section

4.2.5).

Figure 4.23 shows the interaction of a flame moving from left to right, with a vortex
approaching from the opposite direction. The density gradient of the flow field is
depicted, simulating in a Schlieren picture. The flame appears as dark curve moving
into the unburned gas. The vortex of unburned gas emergs from the narrow channel
in the third frame (left column, top to bottom). Pressure waves are visible as grey
zones. The vortex and its associated turbulence penetrates into the flame zone and

enhances the burning rate.

Fig. 4.23 was obtained with a standard k- model. The calculation with a RNG «-¢
model showed no significant differences in flame propagation and vortex-flame

interaction. A noticeable difference was more corrugation of the flame surface with
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Fig. 4.22: Measured and calculated shock wave trajectories for tube experiment R1096_03.
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Fig. 4.23: Numerical simulation of a turbulent vortex - flame interaction in a H, - air

mixture.Shown is the density gradient (Schlieren picture). The flame front
moves from left to right (dark line), the vortex from right to left (gray).

COM3D calcuiation with standard k - £ turbulence model.
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RNG. The flame front velocity and consequently pressure wave amplitudes and

positions were close in both calculations.

It is possible that significant differences could be observed in simulations of fast
accelerating flames, producing strong pressure waves and shock waves. A possible
conclusion from these investigations is that the turbulence model itself is less

important than the chemistry model for predicting turbulent premixed flames.
4.3.4 RUT combustion experiments

The eddy-break up combustion model in the COM3D code contains a reaction rate
constant ¢; which must be determined empirically from experimental resuits. A
previous series of calculations for turbulent combustion experiments in the 12 m-tube
had shown that for quite different experiments a crvalue of 7+1 gave good

agreement with the test data, provided the mixture burned completely in the test.

A second series of calculations was performed in 1996 simulating large scale RUT
experiments (Fig. 4.24) in order to determine the optimum c-values for larger, more
- reactor typical geometrical scales. Table 4.1 summarizes the turbulent combustion
tests for which COM3D calculations were performed, together with the optimum c
value, necessary to produce good agreement with the test results (flame speed,
overpressures). These tests were selected because they resulted in turbulent flame
propagation (no DDT) and because they provided the detailed measured data. The
experimental parameters cover a wide range of initial conditions (p,, To, % H,, %
steam), geometrical configurations (S;=opening from first channel to canyon,
S,=vent opening of second channel, BR=blockage ratio of installed obstacles, and

maximum flame speeds in the first channel (V.-

Fig. 4.25 compares measured and calculated positions of the flame front as it accel-
erates along the obstructed first channel. Ignition was near the 1.4 m position by a
weak spark. It is remarkable that despite of the quite different initial conditions (%H,)
and geometries (S4, S,, BR), the flame path can be modeled well with a nearly con-
stant c-value (6 or 7). The maximum flame speeds varied significantly (factor 3). The
calculations were done with a numerical grid size of 12.5 cm (44x50x 50 ~ 1.100.000

grid cells).
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Fig. 4.24: Schematic view of RUT facility, consisting of first channel ( equipped with obstacles),
large cavity, and second channel leading to exit. All dimensions are shown on same
scale (Autocad plot).
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Fig. 4.25: Comparison of measured and calculated flame front trajectories in the first
channel of the RUT facility (O - 34 m).
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Table 4.1 Experimental conditions of simulated RUT-tests and resulting Eddy-
break-up coefficient ¢; giving the best agreement with measured data.

Experimental parameters

Test Po T, H, H,O SE S% BR  vVpa | Optimum
(bar) (K) (%) (%) (M%) (M) (m/s) | c;value
13 1 280 11.0 - 2.0 0 30 210 7
17 1 280 11.0 - 5.6 2.5 30 440 6
19 1 280 125 - 5.6 2.5 0 35 9
21 1 280 125 - 5.6 25 60 650 7
23 1 28 11.2 - 5.6 2.5 60 340 6
stm2 1 370 14.7(dry) 147 5.6 2.5 30 680 10
stm7 1 370 17.5(dry) 25.7 5.6 2.5 30 680 10

In test 19 without obstacles the optimum crvalue differed noticeably from tests 13,
17, 21 and 23. The most likely reason is that the calculated turbulence level is too
low for two reasons:

- the x-¢ model does not include turbulence generation at the walls

— small obstacles in the channel (crane, instrumentation and cable piping) are not

included in the geometrical COM3D model.

Then the turbulent time scale «/s in the eddy-break-up reaction rate o :
5=-cf%min (v, 1-v) (4.1)

becomes too small and must be compensated by an increased c; value (y = fuel
mass fraction). In experiments with large obstacles (BR= 30 and 60 %) the
turbulence generation from walls and secondary small flow resistances is

negligeable compared to that from the large obstacles.

A comparison of the measured and calculated pressure histories in the RUT facility
(Fig. 4.26) shows good agreement for the integral combustion development and
local pressure loads. All major peaks in the experiments can be identified in the
calculation, showing that the simulation captures, the essential wave propagation
phenomena in the complex 3-d enclosure. At later times the calculated pressures

exceed the test data because the late venting of the facility was not simulated.
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Fig. 4.26: Numerical simulation of large scale RUT - experiments with hydrogen - air
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For simulation of the H,-air-steam test a relatively high c~vaiue (=10) was needed to
obtain acceptable agreement. This is very likely due to the fact that the heating tubes
and other additional equipment, which was installed for heating the RUT facility to
about 100°C, were neglected in the COM3D geometry model. This results in too low
calculated turbulence generation and requires an artificially high crvalue for

compensation, similar to test 19.

In summary the observed crvariation can be interpreted in terms of model
approximations. It appears important that the dominant turbulence generation
processes are captured in order to obtain reliable results from an eddy-break-up
combustion model. For instance in large empty rooms it may be necessary to include

wall functions in the turbulence model.

The described work allows now to calculate premixed turbulent combustion in severe
accidents with a semi-empirical approach. Complex 3-d geometries with up to about
1 million mesh points can be handled on a dedicated Cray-J916 multiprocessor

machine.
4.4 ERCO-code validation

Seven RUT experiments on turbulent Hy-air deflagration were simulated in 2-d
geometry using the ERCO-code [2]. The hydrogen concentration ranged from 11.0
to 14.0 % H, in air. Different blockage ratios (30 and 60%) and flow geometries were

investigated.

A set of standard computational parameters were defined and the effect of
parameter variations on the important results, like e.g. terminal flame speed in the

first channel were investigated (Table 4.2).

The calculations were performed on a Cray J904, the same machine type as used
for the COM3D simulations.
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Table 4.2 ERCO parameters used for 2-d RUT simulations

Parameter/Model Standard value Variations

- wall turbulence model none none

- space resolution (AX,AY) 10cm 5cm

- initial flame shape circular plane over
(25 cm radius) RUT cross section

- initial velocities zero -

- initial turbulence (u’) 0.02 m/s 0.5m/s

- turbulent burning law s=sHu’ s=s+2U’

- flame buoyancy modelled not modelled

- geometry model only first first channel plus
channel cavity

The parameter variations showed a number of important effects on the

computational results:

- Finer space resolution (6 cm compared to 10 cm) leads to larger turbulence
generation (U, = 28 m/s vs. 19 m/s), faster burning rates and higher flame
speeds (900 m/s vs. 680 m/s) at the end of the first channel. Convergence could
not be reached with the feasible grid resolution.

—~ The spherical initial flame shape produces higher flame speeds than the planar
configuration (800 m/s vs. 550 m/s). The spherical case is more relevant to the
experiment.

— The faster turbulent burning law leads to faster flame acceleration, but the effect is
not very pronounced (970 m/s vs. 800 m/s). Nevertheless the burning law must be
evaluated and chosen carefully.

— Neglection of the (actually existing) flame buoyancy can strongly influence the
initial slow combustion phase. The final flame velocities in the RUT tests were

nearly equal (both about 800 m/s).

Fig. 4.27 compares measured and calculated flame trajectories for different RUT
experiments. Some three-dimensional results from COM3D are included. The best
predictions with the ERCO code are observed for the experiments with 12,5% H,,
possibly because the burning law was adjusted to this mixture and not varied with

the H, concentration.
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Fig. 4.27: Comparison of measured flame trajectories in large scale RUT - experiments
with ERCO and COM3D predictions.
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Fig. 4.28 shows the corresponding flame velocities. The flame velocities at the end
of the first channel (34 m) tend to be above the experimental values. ERCO predicts
generally a continuing flame acceleration up to the channel end, whereas most of the
experiments showed a choked-flame regime. The ERCO flame velocities correspond
closely to the sound velocity in the burned gas. The flame propagates in the ERCO

calculation as a CJ-deflagration.

Despite of these differences the general agreement in the flame behaviour is good,
considering that the computational parameters were fixed for all simulations. No DDT
was observed in the computations, probably due to insufficient grid resolution which
smears out local hot spots in compressed gas regions. The current H,-air chemical

kinetics can be extended to H,-air-steam systems.
5. DETONATION CRITERIA

For the impiementation of igniter systems as a hydrogen mitigation measure it is
necessary to determine if an ignition event can lead to a deflagration-to-detonation-
transition (DDT) or not. The direct humerical simulation on containment scale is
currently not possible because very small time and space scales have to be
resolved. The alternative is to derive DDT-criteria which allow a decision on the basis
of the calculated gas distribution during the accident progression. The idea of a
minimum scale requirement for DDT was developed at Kurchatov Institute and
investigated during the last years in joint FZK-KI test-series on different scales,

mixtures and geometries. The following criterium was proposed
D = 7\ for DDT (5.1)

where D is the characteristic ,size* of the mixture and A the average detonation cell
width in the reacting cloud. A minimum scale is required for a successfull DDT, which

depends on the chemical sensitivity of the mixture, characterized by A.

Because a variety of geometrical configurations can be found in containment
buildings, work in 1996 investigated how the characteristic size D depends on the
shape of the confining geometry. The available literature data on DDT experiments

were sorted into few different geometry classes and analyzed systematically [5]. The
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following results were obtained, assuming that a certain mixture fills the room

completely.
5.1 DDT in room geometry

A typical room geometry with the linear dimensions is shown in Fig. 5.1. The width of
the room width perpendicular to the page plane is denoted W. The room length is L

and the room height is H.

Case I: Regular compartment geometry with L~H~W, (BR < 0.5, d < 0.5H). The

arithmetical average of the room dimensions results in good representation of the

experimental data
D = (L+H+W)/3 (5.2)

A very similar and equally suitable value is obtained from the geometrical average
D = (LeHeW)'"®,

Case 2: Flat compartment geometry, L~H>> W (BR < 0.5, d < 0.5 H)

In a flat room the smallest dimension W has no noticeable influence on the maximum
possible size of the mixture and the average of the other two dimensions is an

appropriate measure for the characteristic size
D = (L+H)/2 (5.3)
5.2 DDT in channel geometry

The geometrical designations for a typical channel geometry is given in Fig. 5.2. W is

again the dimension in vertical direction, S is the obstacle spacing.

Case 1: S~H (BR<0.5, d >0.5H)
The following rules are proposed for estimating the maximum macroscopic size D of

sensitized mixture if the obstacle spacing is similar to the channel diameter

D=25S (5.4)
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Fig.5.1: Typical room geometry with height H, length L, opening d and
blockage ratio BR [5].

Fig.5.2: Typical channel geometry with height H, length L, opening d,
blockage ratio BR and obstacle spacing S [5].




Case2: S<<HorS>>H(BR<0.5 d>0.5H)
If the obstacle spacing is either much smaller of much larger than the channel (or

tube) diameter a good measure is
D=25H (5.5)

Figure 5.3 summarizes all investigated experiments, when D is determined

according to the above relations.

The mixture properties (A) and the geometrical size (D) of each experiment is plotted
in the form D/A vs. D. The theoretical line very well separates the region in which

DDT was observed (D/A > 7) from the deflagration regime (D/A < 7).

This criterion is valid for DDT in confined geometry, where the initial explosion wave
develops from an approximately planar wave. The minimum scale requirement in this

case seems to be D = 7\.

In unconfined geometries only a spherical initiation wave can develop. It was shown
that in this case the scale requirement is more severe: D > 3e7A [5]. Turbulent jet
initiation experiments without reflections in the flow path could be correlated well with
this relation. For containment analysis the relation D=7 is more relevant and more

demanding.
5.3 Detonation cell size data.

The above DDT criteria require knowledge of A-values as function of mixture
composition, pressure and temperature. Cell size data for containment analysis were
generated by fitting available measurements and by performing new theoretical

calculations.
5.3.1 Fitting of experimental data

Measured cell size data were collected from the original literature sources and
compared [5]. The data generally agree within a factor of two. A special fit program
was developed and used to describe the experimental data basis with the least
square deviation. Different statistical weights were given to the data according to the

respective accuracy limits. Different analytical fit functions were applied to the data
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and compared. The best functions gave mean deviations of a factor 1.5 which is

within the experimental uncertainties.

A special approximation was made for 375 K, which is needed for analysis of the
RUT tests with steam. Figure 5.4 shows as an example predicted detonation cell
sizes from this fit function for 1 bar. The effect of pressure is currently under

investigation.
5.3.2 Theoretical predictions

The computer code DILIM was used to calculate detonation cell sizes for hydrogen-
air mixtures at elevated temperatures with nitrogen or steam dilution [6]. The code
solves the one-dimensional Euler equations together with detailed chemistry (42
elementary reactions). Wall losses of momentum and energy are also included. The
theoretical model was evaluated against high temperature measurements in the
range of 0.5-3 bar, 370-650 K, 0-50% H,, and 0-30% steam. Predicted and
measured cell sizes agree within a factor of about two, which is equal to the

experimental uncertainties.

Detonation cell size calculations with nitrogen dilution were performed for the

following conditions:
Po = 1-2 bar, T,=300-600 K, H,=10-30 %, O,=9.5-17 %, N,=60-78 %.

The results are supplied in the form of a small computer program which allows fast
retrieval of the A-data for specified conditions. Hot and nitrogen enriched mixtures
were observed in GASFLOW simulations for the EPR, when hydrogen burned out
only partially due to oxygen limitations. As an example Fig. 6.5 shows calculated
results at 600 K and 1 bar pressure. The hot mixtures are quite reactive, A varies
from 0.6 to 2.7 cm for the shown parameter range. N, dilution does not decrease the

chemical sensitivity significantly.

Calculation were also performed for H,-air-steam mixtures in the range from 300 fo
600 K and 1-2 bar. It was found that the dilution of H,-air with steam is more effective
than N, with respect to suppressing detonation. Fig. 5.5 shows results for the same

conditions (600 K, 1 bar). With steam much larger detonation cell sizes are predicted
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than with N,. An important difference is the higher heat capacity of steam (tri-atomic

molecule) which acts as an inert heat sink.

The effect of the initial pressure on the calculated cell size was found to be

negligeable.
6.1 DETONATION
6.1 Heat release in DET3D

In the 3-d detonation code DET3D the chemical reaction is modeled by one single

global reaction
2 H2+02 — 2 H20+Q (61)

where the heat release Q is taken from detailed chemistry models. The Q value is an
input parameter for the code which contains all chemistry information. This simplified
treatment is valid as long as the induction length of the mixture is small compared to

the grid size. The chemical reaction is then a subgrid phenomenon.

The existing function Q(xy,) was extended to include the effect of steam in the

following way:
1. Lean Hy-air-steam mixtures (X, gy < 0.3):

Xpe = hydrogen mol fraction

Qlxyz) = {220 +36 Q%H—”} kd/mol 6.2)
With 10 water vapor concentration:
% =0.272 Xy, —0.043 (6.3)

With 20 water vapor concentration:

% = 0.272 Xy, — 0.068 6.4)
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With 30 % water vapor concentration:

A9 - 0.272 x4, — 0.069 (6.5)
0
2. Rich Hy-air-steam mixtures (X, gry > 0.3):
Q(xppp) = [220 +23 (’%;0—3)] kJ/mol (6.6)
With 10 water vapor concentration:

%Q = 0.02 X, — 0.058 ©6.7)

With 20 water vapor concentration:

% = 0.154 X,y — 0.147 6.8)

With 30 % water vapor concentration:

éQQ = 0.172 Xy, — 0.169 6.9)

Fig. 6.1 compares calculated detonation velocities from the DET3D code with ,exact"
STANJAN resuits which are based on detailed chemistry. The agreement is better
than 2 %. The improved fit for Q (Xy», Xy20) allows now detonation calculations for all

relevant H,-air-steam mixtures.
6.2 Missile generation by local detonations

Fast combustion processes during severe accidents can threaten the containment or
safety related systems by generation of fast missiles. No quantitative results on
obtainable missile velocities are available. The investigation of the missile problem
started in 1995 with small-scale experiments and model development [7]. The work
was completed in 1996 with necessary drag coefficient calculations and several 2-d
containment simulations for local detonations to derive upper limits for missile

velocities.
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6.2.1 Drag coefficient calculations

A computer code was written in 1995 to describe the motion of a missile in a 3-d
containment geometry when subjected to a gas flow [8]. The analysis is restricted to
the case that the missile is much smaller than characteristic size of the gas flow, so
that the flow pattern is not significantly influenced by the missile.' The code requires
drag coefficients as input, however most of the published data concern completely
different conditions and cannot be used for the current applications in severe
accidents. Drag coefficients were therefore calculated for different missile shapes,

missile orientations, flow Mach numbers M, and specific heat ratios y.

The drag coefficients are derived from direct numerical simulation of the stationary
flow around the missile by integrating the pressure over the missile surface. Inviscid
gas and ideal equation of state were used. The grid resolution necessary to exclude
numerical effects was found to be about 16 nodes across the flow exposed missile
surface. Additional validation of the method was obtained by comparing calculated
stagnation point pressures with known analytical solutions. Deviations existed only in
the third digit. The flow properties were chosen to be characteristic for fast
Deflagration or detonation waves in Hy-air mixtures. 2-d simulations were performed
for (infinitely) long missiles, and full 3-d calculations for finite bodies like cube and

sphere.

Fig. 6.2 shows an example for the calculated pressure distribution around an infinite
missile. The drag coefficient ¢4 is found by integrating the calculated stationary

pressure distribution p(A) over the missile surface A:
drag force = ¢y S % p (v-u)® = ([ p(A) d(A) (6.10)
A
with
S = flow cross section of missile (m?)
p = flow density (kg/ma)
u = flow velocity (m/s)

v = missile velocity(m/s).
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Fig.6.2: Calculated pressure distribution around infinte square bar missile, 2-d calculation.

Mach number of incident flow M = 1.2, ratio of heat capacities y = 1.4, pressure
of incident flow 1.0 MPa. Pressure range is from 0.36 MPa (black) to 2.41 MPa
(white). The drag coefficient can be evaluated from the missile surface pressures.




The drag coefficients were determined via Eq. 6.10 as function of missile shape,
. orientation, Mach number and specific heat ratio y. Fig 6.3 summarizes the resuilts
for y = 1.4. The value of y had only a weak influence on the calculated drag co-

efficients, its effect may be omitted in hydrogen-air combustion situations.

Results from Fig. 6.3 may be used in a detailed or averaged form. The drag

coefficients for cube and sphere bracket the values for elongated missile shapes.
6.2.2 Wall missiles

The first missile calculations indicated that free missiles dragged by gas flow require
a relatively large scale combustion before containment threatening velocities are
obtained [7]. Another mechanism for generating missiles consists of breaking a wall
by a high dynamic combustion load and by accelerating the fragments with the out-
flowing gas. In this case the missile motion has a large effect on the gasflow and the

drag coefficient model is not applicable.

The code BO2 was modified to treat simplified 2-d cases in which a missile of
rectangular shape can move along one axis without rotation. The analysis is valid
only for cases in which the velocity of the missile is much smaller than the sound
speed of the ambient gas. In this case the interaction of the gas flow with the missile
surface represents a quasi-stationary boundary condition for the missile motion. The
missile acceleration a () results from integration of the actual pressure over the

missile surface:

Force on missile = F (t) = H p{)dA =Ap (t) wh (6.11)

with
w = missile width (m)
h = missile height (m)

d = missile thickness (m)

a(t) = F@) _ Ap(tywh _ Ap(f) (6.12)
p whd pd '
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Note that only the thickness of the missile in flow direction (d) enters into the missile
acceleration, the other missile dimensions cancel. A 2-d treatment is therefore

sufficient.

The described model was applied to the case of a local detonation in a closed
compartment. It is assumed that the initial reflection of the detonation wave fractures
a wall and that part of this wall moves under the influence of the existing pressure
differences according to Eq. 6.12. The rest of the wall is treated as immobile. The
fracture process itself is not modeled, the missile can move freely from the

beginning.

A two-compartment situation was analyzed, one being filled with a detonable
mixture, the other with air (Fig. 6.4). The central part of the wall separating the two
compartments was regarded as missile. The mixture was ignited opposite to the
center of the missile. The missile mass, initial position, thickness and the thickness of
the inner wall were varied in five calculations. The values of these parameters and
the main results are given in Fig. 6.5. A mesh size of 1 cm was used in the
calculations. Only half of the volume was modeled because of the symmetry of the

problem, resulting in a total of about 340.000 nodes.

Calculated flow field parameters for missile case no 1 are summarized in Fig. 6.6.
The detonation wave reaches the wall 5.05 ms after ignition (first frame). The other
frames show flow field properties shortly before the missile collides with the right
hand wall of the second compartment. The characteristics of the missile motion are
shown in Fig. 6.7. Most of the acceleration occurs within the first meter of the
missile’s flight path because thereafter large lateral cross sections exist for the
venting flow and because back pressure on the back side of the missile increases

rapidly.

The described scoping calculations have clearly shown that confined rapid
combustions can in principle accelerate missiles to significant velocities and
impulses. Because the terminal velocity is independent of the missile area the
damage potential (impulse) of a missile increases with its area. Scaling relationships

were derived to scale the cases of Fig. 6.5 to other geometries and mixtures.




Fig.6.4: Investigated two - compartment geometry with missile in the separating wall.
Dark squares mark locations of pressure transducers. Properties of reactive
mixture: p, = 1 bar, T, = 275 K, 30 % H, in air. Geometry of calculation no.1.

- Test Ne 1 Ne 2 Ne 3 Ne 4 Ne 5
- Missile mass, kg 80 200 200 200 500
Wall thickness, mm 300 600 600 600 600
Missile thickness, mm| 300 600 100 100 | 600
Distance, mm 3000 2700 3200 2700 2700
Drift time, ms 11.19 18.70 21.30 19.51 32.40
Average speed, m/s | 268.09 | 144.36 | 150.21 | 138.38 | 83.33
‘Final speed, m/s 313.14 | 204.95 | 194.86 | 171.94 | 111.87
Maximal speed, m/s | 313.14 | 205.50 | 203.25 | 179.94 | 115.61

Fig.6.5: Calculational parameters and main results of five missile simulations for the
two - compartment geometry shown above.
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t=50 .28 MPa

5 ms, pressure = 0.10-5

t=14.7 ms, pressure = 0.05-2.03 MPa

t = 14.7 ms, gas density = 0.09-8.39 kg / m®

{ = 14.7 ms, temperature = 218-3100 K

t=14.7 ms, flow speed = 0-1208 m/s

Fig.6.6: Calculated flow field parameters for missile case 1. Black = lowest value,
white = highest value of given property [8].
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Fig.6.7: Calculated missile acceleration, velocity and drift for case 1. Most of the
acceleration occurs within the first meter of the missile's flight path [8].
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The calculated velocities from this simplified model are not upper limits. They may be
exceeded by additional effects, like e.g. 3-d wave focusing, or complete collapse of a
wall, in which case a less effective vent flow would occur and a longer driving
pressure would exist. The main conclusion from the described simulations is that
local explosions must be avoided in severe accidents at any case. The missile
investigations were completed in 1996, no further work is planed. The developed two
codes, one for the free flying missile and one for the wall missile, will be implemented
at FZK in 1997.

7. MITIGATION WITH CO,

Dilution of the accident atmosphere with CO, is one possible mitigation measure
against energetic hydrogen combustion in core-melt accidents. It is well known that
CO,-additions generally inhibit H,-air combustion processes. However, before
implementation of such a measure can be considered, a complete understanding of
the important combustion related consequences should be reached. Since only a
limited and incoherent data base exists on the effects of CO, addition, a detailed and
consistent research program was performed at the Russian Academy of Sciences

investigating the fundamental reaction phenomena in CO, containing H,-air mixtures

(1.

The following sections present the main results of this program. The combustion

phenomena are discussed in the order of increasing reactiveness.
7.1 Flammability limits

Most of the experimental work has been carried out at an initial pressure of 1 bar. To
obtain data for severe accident conditions the pressure influence on the flammability
limit of Hy-air-CO, mixtures was measured in constant-volume bomb experiments.
The ignition was considered unsuccessfull when a spark energy of 2 Joules did not

cause a noticeable pressure increase in the bomb.

The results are compared in Fig. 7.1 to earlier experiments at 1 bar. The data agree
well on the lean side, for the rich side a small 2 % difference in the CO,-

concentration was obtained. It is apparent that the pressure rise from 1 to 5 bar
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Fig.7.1: New measured data for the influence of initial pressure on the flammability
limit of H, - air - CO, mixtures [9]. CO, quenches more effectively at higher
pressures which could be beneficial in reactor applications
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diminishes the limiting CO,-concentration by about 6 % (from 57.6 % to 51.2 % CO,
at about 8 % H,). CO, quenches more effectively at higher pressures. This could be

a beneficial effect for reactor applications.
7.2 Laminar premixed burning velocity

After a successfull ignition the flame kernel will initially grow as a laminar flame. The
fundamental property of interest for this phase is the burning velocity S, of the

mixture, which is connected to the flame velocity S, through the expansion ratio

E = punburmed/ Pburned-

S, = Sy/E (7.1)
The flame velocity S, was calculated from measured flame kernel radii r(t):

S, = dr/dt (7.2)

An explosion bomb of 20 cm diameter, equipped with a high-speed Schlieren system

was used in the experiments to measure r(t).

This method is suitable for lean and slowly burning mixtures. The burning velocities
of more reactive H,-air-CO, mixtures were obtained from a mathematical processing
of measured pressure-time records. This method was also preferred for tests at

higher initial temperatures and pressures (T, and p, up to 200 °C and 5 bar).

Fig. 7.2 shows Schlieren records from a smooth, rapidly burning flame and from a
lean, slowly burning flame kernel with a district cellular surface. A mass/thermal
diffusion instability causing locally different gas compositions and burning velocities

is the reason for the cellular structure.

The second mixture in Fig. 7.2 is very close to the flammability limit, + 1 % CO, or
- 0.5% H, will lead to quenching. These are the first pictures from H,-air-CO, flames

in the literature.

A one-dimensional computational model was developed for the prediction of laminar,
freely propagating spherical flames in H,-air-CO, mixtures. The model takes into
account a detailed reaction scheme with 72 elementary reactions. In specific cases a

reduced scheme with 26 reactions was used. In this approximation CO, is treated as
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Fig.7.2: Schlieren photographs of flame kernels in H,- air - CO, mixtures at 298 K [9].
a) fast burning mixture with smooth surface, 21.2 % H,, 15 % CO,,
p, = 1 bar, At =1 ms;
b) lean, slowly burning mixture with cellular flame surface, 11.2 % H,,
20 % CO,, p, = 3 bar, At = 10 ms.
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an inert component. The time-dependent conservation equations for total mass,
species fractions and energy are numerically integrated to calculate the steady-state
flame speed. The mixture is ignited with 10 mJ energy, corresponding to the

experimental spark energy. The flame zone is resolved with > 40 nodes.

Fig. 7.3 shows the measured and calculated effect of the CO, addition on the
laminar burning velocities. The experimental data derived from the pressure record
p(t) and those derived from the visual flame radius r(t) agree well with the model
calculations. Three different equivalence ratios (® = 0.21, 0.26, 0.39) are diluted with
CO, up to the quenching limit. The relative influence of the CO, dilution is expressed
in the lower part of the figure as the ratio S,/S,,, where S, is the burning velocity of
the undiluted mixture (% CO, = 0). The used S, values for normalization are also
given. In a relative sense, CO, additions are more effective in lean H,-air mixtures,
than in near stoichiometric mixtures. To reduce e.g. the burning velocity by a factor
of two, 5 % CO, are needed for ® = 0.21, but 20 % for ® = 1.

The effect of the initial pressure was also investigated. The dependence is only
weak, generally reducing S, by a factor of 2 in going from 1 to 5 bar initial pressure.

Detailed calculations are presented in [9].

The burning velocity increases strongly with increasing initial temperature. The

numerical calculations gave the following temperature dependence
Su(M)=Sye(T/To)* (7.3)
where o ~ 3
Sy, = burning velocity at 298 K.

In the region of 300-500 K Eq. 7.3 results in about a factor of 2 increase in S, for
100 K temperature increase. The temperature effect is important for the ex-vessel

hydrogen generation when hot CO, is generated by core-concrete interaction.

The newly generated data base and the theoretical model now allow to determine

the laminar burning velocity of H,-air-CO, mixtures for practically all accident relevant
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Fig.7.3: Measured and calculated influence of CO, dilution on the laminar burning velocity
S, in H, - air - CO, mixtures (p, = 1 bar, T,=298 K, S“o = burning velocity
without CO,, ® = fuel equivalence ratio). CO, dilution is more effective in
lean mixtures than in near - stoichiometric mixtures.
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temperatures and pressures. S, is a fundamental mixture property which is also

needed for turbulent burning models.
7.3 Turbulent premixed burning velocity

Turbulence in the flow field can increase the combustion rate on the molecular level
by turbulent diffusion and on the macroscopic level by flame folding. Turbulent
deflagration is the most important combustion regime because fast turbulent flames
can develop spontaneously if the gas composition and geometrical configuration are
appropriate. The main goal of CO,-mitigation is to suppress high flame speeds in this

regime.

Experiments were carried out on the turbulent combustion of Hy-air-CO, mixtures in
a spherical explosion bomb, which was equipped with fans to produce known levels
of isotropic turbulence. The turbulence intensity u’ ranged up to 8 m/s. The
inhomogenity of the turbulence intensity was less than 20 %. Experiments were
performed for 3 equivalence ratios (0.21, 0.26, 0.39), CO, concentrations up to 36 %,
and pressures up to 5 bar. The results for @ = 0.39 are summarized in Fig. 7.4. The

data were measured at room temperature.

The turbulent burning velocity of a given mixture is significantly larger than the
laminar velocity due to the increased mass transport rate and flame surface (e.g. a
factor of 6 in pure H,-air for u'=8m/s). After reaching a maximum value the turbulent
burning velocity S; decreases in CO,-containing mixtures with further increasing

turbulence.

The extinction limits (%CO,) were close to those observed in the laminar burning
tests. Variation of the initial pressure from 1 to 5 bar did not affect S; within the
measurement scatter. The Schlieren photographs show a very fuzzy, irregular flame
shape. The surface is no longer closed and smooth, but rather consists of many

apparently individual flamelets.
7.4 Self-ignition delay times

Fast turbulent flames produce precursor shocks which can cause the formation of

hot spots in confined geometries. Self-ignition can then occur in these hot spots and
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Fig.7.4: Measured turbulent burning velocities in H, - air - CO, mixtures at 298 K [9].
Open points p, = 1 bar, solid points p, = 5 bar. Pressure has a negligeable

effect on the turbulent burning velocity. Extinction was observed at nearly the
same CO, - concentrations as in the laminar tests.
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lead to deflagration or even detonation, if certain conditions are met. The self-ignition
delay time t; (or induction time) is therefore the most useful quantity of a mixture to
judge its potential for transition into detonation. The influence of CO, on this property

was therefore investigated experimentally and theoretically.

A computer code IDD was written to calculate the self-ignition delay times for H,-air-
CO, mixtures in a wide range of parameters (p, = 1-15 bar, T, = 800-1200 K, 10-
20 % H,, 5-20 % CO,). The code integrates the rate equations of a detailed chemical
reaction model (72 elementary reactions). t; is defined as the time after which the

maximum heat release is reached:

t=t |, 8T

i (”é'_t Jmax (7.4)

Fig. 7.5 shows calculated induction times for a 156% H,-mixture with 5 and 20 % CO,,
respectively. The inhibiting effect of CO, becomes noteworthy above 900 K in the
shown Q-zone. Compared to pure H,-air mixtures, the addition of 20% CO,

increases 1t by roughly a factor of 2, which is not very significant.

Two modes of self-ignition can be distinguished in H,-air mixtures
— mild or spotty self-ignition, characterized by a slow pressure rise and formation of
numerous, distributed ignition centers, and

- strong ignition with a sharp, detonation-like pressure rise.

The ignition process depends on the pressure and temperature. The first ignition
mode is connected to the slow thermal explosion mode of radical production, and the
second one to the fast chain branching regime in the detailed kinetics of the H,-O,-

reaction.

Experiments were made in a shock tube to investigate the influence of CO, on the
mild and strong ignition regimes. The pressure and temperature development behind
a reflected shock wave was measured with pressure transducers and photodiodes.
The initial pressure and temperature in the reflected shock was evaluated from shock
tube theory (700-1350 K, 8-44 bar).

The results of the experiments with 15% H,-mixtures are summarized in Fig. 7.6.
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Fig.7.5: Calculated induction times =, for 15 % H, - air - CO, mixtures using a detailed

chemistry model. The addition of 20 % CO, increases T, by roughly a factor
of 2 compared to a pure 15 % H, - air mixture.




— 11—

60
] mild
transision
| strong
+5 % CO,, trans
50 [~ +10 % CO,, mild
o +10 % CO,, strong
O  +20 % CO, mild
u |
- []
40 B
[]
g ]
30 |
)]
8 ®,
o . [ |
[]
20
H R
10 [
O O
0 | | | | I | |
600 700 800 900 1000 1100 1200 1300 1400
Temperature (K)

Fig.7.6: Influence of CO, on the self - ignition in H, - air - CO, mixtures. Points = experiments,
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The solid curve is the calculated boundary between the mild and the strong regime of
self-ignition without CO,. It agrees well with the measurements for 15% H,-air

(squares) which gave a transition temperature of 1100 + 50 K for p,> 10 bar.

The transition boundary is not influenced by 5 % or 10 % CO,, only 20 % CO,

produce a significant shift to higher temperatures.
7.5 Detonability limits

In case of a strong ignition, which can e.g. result from focusing of a pressure wave in
a confing structure, a detonation may proceed into the unburned gas away from the
ignition location. The stable propagation of such detonation wave requires certain
geometrical sizes. In a tube geometry e.g., the wave will fail if the tube diameter is
below a certain limiting value (d;,,), because the losses are too high and no stable
transverse shock wave system can be established. The limiting tube diameter d;,
can therefore be used to quantify the detonability of gas mixtures. The value of d,
represents roughly the minimum characteristic size necessary for detonation

propagation in an extended channel or tube like geometry.

The numerical model described in [6] was used to calculate limiting tube diameters
for Hy-air-CO, systems. The predictions of this model agree very well with earlier
detonation experiments in H,-air and with the limited data in H,-air-CO, mixtures [9].
Pressures of 1, 3, and 5 bar, initial temperatures of 298, 400 and 500 k, different
equivalence ratios and CO, concentrations were investigated in a large member of

calculations.

Fig. 7.7 presents the results for moderately elevated temperatures and pressures,
which are representative for global containment conditions in a severe accident, far
away e.g. from H, or CO, sources (core-concrete interaction). For the interpretation

of these results it is helpful to use the relation
dlim= M (75)

which is based on the fact that the detonation cell size of the limiting single head spin
detonation in a tube is equal to the tube circumference. Fig.7.7 shows that the CO,

concentration necessary to suppress a stable detonation propagation, increases with
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Fig.7.7: Calculated detonability diagram for H, - air - CO, mixtures at 400 K initial
temperature and 3 bar initial pressure, representing global containment
conditions in severe accidents. Significant CO, concentrations are needed
on large scale to suppress detonations (> 30 %).
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the tube diameter (17 % CO, in a 2 cm tube, 38 % CO, in a 1 m tube). The shown
range in dy, covers the situations of interest for more accidents because d;,=1m
corresponds to a detonation cell size of about 3.1 m. According to the DDT criterion
described in Section 5, a volume of Va(71)°~(7¢3,1 m)® ~10.000 m*® would be

necessary for starting a detonation in such an insensitive mixture.

The calculations showed that rising temperature widens the detonability range for a

given dy, significantly.
7.6 Conclusions on CO, effects

The effects of CO, on the suppression of deflagration and detonation in Hy-air-CO,
mixtures can be summarized with the help of Fig. 7.8. The value of d;,=1 m is a

realistic limit for containment situations.

The lower flammability limit with CO, is the same as with steam. This is due to the
preferential hydrogen distribution in the lean regime which drives the flame
propagation alive. The H-diffusion is very similar in a steam or CO, containing

atmosphere.

To suppress detonations and fast deflagrations between 30 and 50 % CO, are
necessary (g = 1). Smaller amounts of CO, dampen all explosion phenomena
because the high heat capacity of CO, lowers the final combustion temperature. The
induction times with CO, become longer. CO, certainly helps, but as long as burning

is possible the same governing phenomena exist as without CO,.

The CO,-concentrations necessary to quench laminar and turbulent flames are close
to the required steam concentrations. CO, is not more effective than steam, both

being triatomic molecules.

A significant disadvantage of introducing CO, into an accident atmosphere is the
pressure increase in the containment. In case of a combustion a higher pressure will

exist in the containment than without CO, addition.

The main conclusion from the view point of combustion processes is that CO, only
brings a significant mitigation effect if flames can be safely quenched. If one takes

advantage of the presence of steam this will require more than 50% in steam + CO,
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concentration, which is not trivial to reach in a multicompartment containment in the
available relatively short time span (=30 min). The effectiveness of a CO,-injection
system to reach inertization in a nuclear containment can only be reliably

demonstrated with a careful 3-d analysis.
8. EPR APPLICATIONS

The described models and criteria were applied to the EPR to investigate the
effectiveness of spark igniters in ,dry scenarios®, where the in-vessel produced

gases (H,, steam) are released to the containment via the IRWST [10].
8.1 The GASFLOW model

The EPR geometry was modeled with a 3-d cylindrical mesh consisting of about
12000 computational cells. 180 degree symmetry was assumed. Fig. 8.1 shows one
horizontal and six vertical cuts through the geometry model. All major components of

the primary system are included.

The containment was subdivided into six control volumina (rooms 1-6 in Fig. 8.1). In
each volume the characteristic size of the H,-air-steam cloud and its average

composition was evaluated during the H,-release (Fig. 8.2). At any given time the
characteristic size D, the average H,, and steam concentrations x,, and x,, are

calculated to
D=(zAV)"™ (8.1)

where A V;= GASFLOW cell with burnable mixture, e.g. 4-75 % H, in dry mixture.

J—CH2=ZXH2J'AV; / EAV‘ (82)
;CH20= EXHZO,i. AV| / ZAV, (83)
where Xuz, i= local Hy-concentration in cell i, which is part of the reactive cloud
volume

Xnz0,i= corresponding steam concentration in cell .
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The detonation cell size of the average cloud mixture is then evaluated from the

known relation
A = (Xp2, XH20, P, T) (8.4)

The DDT potential is calculated according to the 74 criterion described in section 5:

R_.

_ 77_D5: {> 1 DDT possible (8.5)

<1 DDT not possible

The DDT index R is evaluated in each room n of the containment (n=1...6) as

function of time.
8.2 Analysis without mitigation

A quite conservative dry release scenario was investigated to fully explore the limits
of the deliberate ignition concept for dry hydrogen sources. Release rates of up to 2
kg H,/s were used (Fig. 8.3). The first release phase up to 2000 s is the result of a
MAAP calculation for the EPR in-vessel Hy-production. The same release history
was added between 2000 and 4000 s to roughly represent an ex-vessel phase. The

total released H,-mass is about 1200 kg.

First a transport analysis without deliberate ignition was performed to understand the
time and space dependent evolution of burnable H,-mixtures. Fig. 8.4 shows the

computed DDT index R as defined in Equ. 8.5.

During the first release phase up to 2000 s, detonable mixtures only develop in the
compartments close to the Hy-source location, namely in the IRWST and pump room
1. The second release of 600 kg H, drives all compartments into the detonable

regime. A global detonation could not be excluded after 3000 seconds.

It is important to note that the time needed to change from the deflagration regime
(R < 1) to the potential detonation regime (R > 1) can be relatively short. The large
dome volume makes the transition in about 100 s in this test calculation. This
demonstrates the need for a fast reacting Hy,-control system, recombines alone may

not be sufficient for high dry release rates.
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The described GASFLOW models allowed for the first time a mechanistic 3d
prediction and a quantitative measure for the possibility of local detonations in a H,

release scenario.
8.3 Analysis with spark igniters

The described release sequence was analyzed with spark igniters at different
positions in the IRWST and with different spark frequencies (1 and 10 Hz). The
computations showed that it is possible to control severe dry release scenarios with
appropriately positioned spark igniters (Fig. 8.5). The first large scale burn-out of the
release compartment (the IRWST) could be triggered early enough before DDT
possibilities had developed. Very effective H,-removal was predicted for the whole

release duration without damaging pressure loads.

Fig. 8.5 shows the lower EPR geometry with two spark igniters located about 3 m
above the two hydrogen sources. The dark surface below the two igniters represents
the calculated 200 K isosurface of the burning H,-flame at 922 s. During high
hydrogen release rates the flame in the IRWST becomes oxygen limited. Unburned

H, leaves the IRWST and ignites above the left hand opening to the containment.

The current model verification in GASFLOW covers the sequence of events up to the
first burn-out where either the detonation regime (R>1) or the deflagration regime
(R < 1) is entered. For slow deflagrations (R<<1) the current global reaction model of
GASFLOW appears adequate. For the intermediate regime of fast deflagrations it is
intended to derive a flame acceleration criterion which will allow to introduce a
branching point in the GASFLOW analysis concerning the transition from slow to fast

turbulent deflagration.
9. INCA PROGRAM DEVELOPMENT

The development of a next generation program for INtegral Containment Analysis
was started at FZK (INCA code).

The main objective of the work is development, testing and application of 3-d

adaptive grid techniques to full scale containment analysis. Such a method would
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allow much improved space and time resolution in local areas of the computational

domain, automatically adjusted to the evolution of the flow field or the flame motion.

The INCA-code structure is depicted in Fig. 9.1. The important characteristics of the

new program are

adaptive grid for local resolution of the computational domain (equidistant

cartesian, 3-d),

— modular structure with clearly defined interfaces between the main modules for
distribution, deflagration, and detonation,

— graphical user interface for input of geometry and initial conditions,

— vectorization and parallelization capabilities,

— automatic switching between distribution and different combustion regimes,

reversible scheme.

Currently COM3D and DET3D exist as stand-alone codes. The program V3D is
under development. The hydrodynamics and turbulence part has been completed
and will be validated against theoretical and experimental results (Riemann problem,
FZK turbulence tests).

For the generation of a 3-d adaptive Eulerian grid a C++ library of Lawrence
Livermore National Laboratory (LLNL) is used. The library together with a LLNL test
problem was successfully implemented at FZK. The next step will be replacement of
the LLNL-problem with the DET3D code.
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32.21.02 Thermische Wechselwirkung von Kernschmelze und Kiihimittel

l. Experimente zur Vorvermischungsphase (QUEOS)
(R. Huber, M. Kirstahler, D. Kuhn, L. Meyer, A. Roth, M. Schwall,
E. Wachter, G. Wérner, INR)

ABSTRACT

A second series of experiments with hot spheres to investigate the premixing phase of
a steam explosion has been performed in the QUEOS facility at FZK. The diameter of
the sphere jet plunging into the water has been reduced from 180 mm to 100 mm and
larger masses have been employed. Both changes led to longer pours, compared to
the short pours in the first series. The data of seven experiments are presented using
three types of spheres at 1800 K and total volumes of approximately two and four li-
ters, respectively. High speed films were taken, pressures, water temperatures and the

steaming rate were measured.

ZUSAMMENFASSUNG

Zur Untersuchung der Vorvermischungsphase einer Dampfexplosion wurde in der
QUEOS-Anlage eine zweite Serie von Experimenten mit heiBen Kugeln durchgefihrt.
Der Durchmesser des Kugelstrahles wurde von 180 mm auf 100 mm verringert und
gréBere Massen wurden verwendet. Beide Anderungen filhrten zu langeren Schiittun-
gen im Vergleich zu den kurzen Schiittungen in der ersten Serie. Hier werden die Da-
ten von sieben Experimenten vorgestellt, bei denen drei Arten von Kugeln bei 1800 K
mit einem Volumen von ca. zwei und vier Litern verwendet wurden. Es wurden Hoch-
geschwindigkeitsfilme aufgenommen, Drlicke, Wassertemperaturen und Verdamp-

fungsraten wurden gemessen.

1. INTRODUCTION

A steam explosion might occur when large amounts of molten corium fall into water.
For the quantification of the maximum energy conversion multifield codes are being
developed and experiments are performed to get a better understanding of the phe-
nomena involved and to obtain relevant and reliable data for code validation. A pre-
mixing phase precedes any large-scale steam explosion. It is expected that violent but
non-explosive evaporation during this premixing limits inherently the amounts of core
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melt and water that can interact. In premixing experiments the interaction of simulated
corium jets with saturated water is studied. In the QUEOS"? experiments the melt is
simulated by large numbers of small solid spheres in order to obtain data for code
validation under well defined conditions, especially the particle diameters and surface
areas for heat transfer. Three types of spheres with two different densities and three
different diameters are used, relating to sphere numbers between 2300 and 49000, or
to masses between 7 and 20 kg. In order to simulate melt jets as closely as possible,
the spheres are released as a cylindrical jet into a three-dimensional test vessel.

There are two other facilities in which heated solid spheres are being dropped into
water. The MAGICO-2000° experiment involved the pouring of up to 8.6 kilograms of
2.4 to 3.4 mm sized zirconia (ZrO.) spheres at temperatures between 1300 and 1450
°C into an open water-pool at various subcoolings. In the BILLEAU-2200* experiment
up to 500 10 mm-sized zirconia spheres at approximately 2000°C were poured into an
open water-pool. The BILLEAU-2200 geometry is two-dimensional, i.e. the spheres fall
in a plane into a water pool which is only slightly wider than the diameter of the
spheres, which is useful for measuring the steam fraction. The main parameters of the
most recent experiments performed in the three facilities are listed in Table 1. The
main difference between the two 3-D experiments is the particle volume fraction. It is
much higher in QUEOS than in MAGICO. Another important difference is the fact that
the MAGICO water vessel is completely open, while in QUEOS the vessel is closed
and connected to the atmosphere through a venting pipe. Thereby a slight pressure
increase occurs, depending on the steaming rate. The pressures in the vessel and the
volume flow rate through the venting pipe are valuable data for code validation.

FACILITY QUEOS MAGICO-2000 BILLEAU-2200
geometry 3-D 3-D 2-D

water depth [cm] 100 60 /80 87

vessel cross section [cm] 70x70 60 x 60 1.2x 140
sphere material zirconia / Mo zirconia zirconia

total mass [kg] 7/10/14/20 6.2-8.6 06-1.5
sphere diameter [mm] 43/ 5/10 24-34 10

jet diameter [mm] 100 225 10 x 121
impact velocity [m/s] 5.0 48/5.0 1.8/2.6/35
pour duration [s] 0.12/ 0.25 0.33 0.3-057
volume fraction at impact [%] 25 1.7-24 <10, varies
sphere temperature [°C] 1540 £ 30 1300 - 1450 2000 +100
water subcooling [°C] 1-3+0.5/20 0/3/18 80

Table 1. Main parameter of recent experiments with hot spheres
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2. SYSTEM DESCRIPTION
2.1 The Experimental Apparatus.

The QUEOS facility consists of the test vessel, the furnace and the valve system sepa-
rating the two. The spheres are heated in an electric radiation furnace in an argon at-
mosphere. The spheres are discharged into the water with a drop height of 130 cm.
The diameter of the sphere stream is 100 mm after the discharge from the middle
valve and the spheres fall freely without touching any walls.

The water vessel is made of stainless steel frames and glass and has a square cross
section of 0.7 m side length and is 1.38 m high. Three walls have glass windows, with
a field of view of 50 by 113.5 cm. A reference grid of 10x10 cm is mounted close to the
inside of each of the windows, consisting of steel wire with 2 mm diameter. The fourth
wall is the instrumentation wall made of steel. At its upper end there is an opening of
100 mm diameter, connected to the steam venting pipe. This pipe is guard-heated and
insulated to prevent condensation. The test vessel is filled with water (0.5m°®) to a level
of 1 m. The facility is described in more detail in refs. 1 and 2.

2.2  Instrumentation

The release temperature of the spheres is monitored by high temperature thermocou-
ples and pyrometers. The temperature just before the entry into the water is measured
by a pyrometer with a response time of 1 ms. The temperatures of the water and
steam are measured by Ni-CrNi-thermocouples. Six piezoresistive pressure transduc-
ers measure the vessel pressure. The steaming rate is measured by a vortex flowme-
ter which works on the principle of vortex shedding. The range for saturated steam at 1
bar is 80-700 dm?/s. The water level is measured by two impedance level meters posi-
tioned in opposite corners of the test vessel. In a two phase mixture they measure the
collapsed height of the water.

Pictures from the experiment are taken from two sides (90°) by two high speed film
cameras (500 f/s) and two video cameras (50 f/s). The main direction with a lighted
background has a long focal distance to reduce the perspective distortion. The second
position of picture taking is directed against the black background of the instrumenta-
tion panel. Because the windows are only 50 cm wide there is a 10 cm wide space on
both sides which cannot fully be seen, depending on the camera position. Also the
bottom cannot be seen, it is 12 cm below the lower edge of the windows.

2.3 Initial Conditions
The data of the initial conditions for the seven experiments described here are shown
in table 2. The water was uniformly heated except for a cool layer at the bottom of ap-
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proximately 10 cm height, this temperature is given in brackets. The temperature of
the spheres in the furnace was measured by a thermocouple near the center of the
cylindrical container, and the temperature of this container was measured by a py-
rometer at its outside. The difference of approximately 100°C between these two tem-
peratures in runs 31 through 34 is due to a too short balancing time before the start of
the experiment. The temperature of the outermost spheres was probably higher than
that of the center spheres. The pyrometer positioned 24 cm above the water level
measured too high temperatures because of an untrue emissivity factor. A check with
a second two-color-pyrometer showed approximately 50 degrees difference. The value
corrected by 50°C is given in the table. The duration of the pour was read from the py-
rometer signal taking into account the time constant of the pyrometer and the fact that
there are always some spheres ahead of the bulk and some behind. In one direction
the cylindrical sphere jet has a pointed front, because of the finite opening time of the
sliding door valve. This pointed tip can be seen in the pictures taken against the dark
background; it is approximately 15 to 20 cm long with hot spheres and is only partly
counted for determining the total length of the pour. Since there is very little radial
spreading of the spheres above the water, the volume was calculated with a diameter
of 100 mm. The total solid volume related to this volume is the average volume frac-
tion at water impact. With approximately 25% it is relatively high compared to the other
experiments. It is 40% of the possible maximum for spheres. Of course the volume
fraction is not constant, especially at the front end it is lower.

A similar series of experiments was performed with cold spheres and cold water and in
one case with hot water also (Q20-Q26). The masses used were the same as in the
hot series (Q30-Q36) but the length of the pour was shorter and thereby the volume
fraction higher, due to different frictional behavior of cold and hot spheres. Only the

Table 2. Initial conditions

No. mate @& mass volume number  water sphere furnace sphere duration length average

- rial of temp. temp. temp. temp. of pour of pour volume
spheres in fur- above fraction
nace water
[(mm]  [kg]  [emd] - [°Cl  #5[°C] #20[°C] #40 [°C] #5[ms] #3[cm] =0.01
30 Zr0; 4.95 7 1830 18140 80.4 1535 1561 1550 125 62 0.24

31 Zt0, 4.95 7 1830 18140 99.0 (96 1558 1683 1570 115 67 0.26
32 Zr0; 4.95 14 3660 36280 98.5(94 1545 1665 1620 220 110 0.27

(96)

(94)
33 ZrO, 9.80 7 1800 2340 98.7(95) 1572 1664 1600 115 57 0.26
34B° ZrO, 9.80 14 3800 4680 99.0 (95) 1542 1642 1600 250 125 0.24
3 Mo 432 10 1800 24580 98.4(94) 1517 1586 1540 125 62 0.22
36 Mo 4.32 20 3600 49160 98.3(94) 1539 1563 1650 220 110 0.24

" Q34 was repeated as Q38, here called Q34B, because 6 kg of the spheres were broken into fragments.
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first 10 - 15 cm of the sphere jet is pointed and has a low density. The main part of the
jet, which has a length of 27 cm or 54 cm, respectively, is close to its possible maxi-
mum density (85%) and has an average volume fraction of 53% £3. The density of the
sintered molybdenum was puo = 9.67 g/cm3, and of the zirconia pzo2 = 6.06 g/cms'

3. EXPERIMENTAL RESULTS

3.1 Cold spheres

To better understand the experiments with hot spheres some results from those with
cold spheres are presented first. Figure 1 shows the typical behavior of a sphere jet
falling through water. The first picture in its lower part shows the view from a 90 de-
gree angle. The effect of the sliding doors, moving sideways relative to the lower view,
is obvious. The first spheres touch the water surface with a velocity of 5 m/s and are
decelerated to approximately 3 m/s. The succeeding spheres push the spheres which
are already in the water sideways and downward, thereby opening a gas channel
twice as wide as the original diameter of the sphere jet. Since those spheres fall within
the gas channel they still accelerate and meet the sphere front at a higher velocity and
the front velocity increases again. Subsequently the diameter of the gas channel is
pinched at a depth one diameter below the water level. Some of the gas flows upward
through the channel which is narrowing down until it collapses (700 ms) and traps a
large bubble within the sphere cloud, which rises to the surface at a later time. This
phenomenon can be observed in all cases with the exception of the case where small
amounts (7 kg) of 10 mm sized zirconia spheres fall with a large jet diameter of 180
mm into the water. Here almost all gas escapes before the gas channel co llapses.?

500 ms 600 700 800 900 ms

Figure 1. High speed photographs of Q-20, 7 kg cold zirconia spheres in cold water, time
relative to release of spheres. Note, that the vessel is 10 cm wider than the windows at both
sides and at the bottom.
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Figure 2 shows the absolute pressures measured at four different levels in the water
and in the gas space above the water. The pressure above the water surface does not
change when the spheres enter the water at t=0.5 s, but the pressure in the water in-
creases, more in lower positions than near the surface. At the time of the collapse of
the gas channel (0.7 s) it reaches a minimum below the static head and than in-
creases sharply. The high pressure peak reverberates several times with a frequency
of 18 Hz and a decreasing amplitude, which probably reflects the oscillation of the gas
bubble. If the same experiment is performed in hot water the damping of these spikes
is larger (Q21). Lower pressure peaks are registered when the mass and the pour du-
ration is doubled (Q22). The first peak occurs at the same time in all three cases. For
a different density of the spheres or a different diameter of the sphere jet the timing of
the peak changes analogous to the sink velocity of the sphere front, which is obvious
from figure 3 and 4.

T Ty
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Figure 2. Pressures in the water vessel in runs with cold zirconia spheres, diameter 5 mm;
Q-20 (7 kg) and Q-22 (14 kg) in cold water, Q-21 (7 kg) in water at 99°C. Positions in cm

relative to water level: P1: +24; P2, P3: -16; P4, P5: -55; P6: -75
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Figure 3. Pressures in water (P6) with cold
spheres of different densities and jet diame-
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Figure 4. Front velocity with cold spheres
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500-900 ms, 100 ms interval)

Figure 7. High speed photographs of 10 kg Mo-spheres (4.3 mm), Q-35. (t

l
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Figure 8. Video frames of 14 kg zirconia spheres (5 mm), Q-32. (t = 500-900 ms, 100 ms interval)

Figure 10. High speed photographs of 20 kg Mo-spheres (4.3 mm), Q-36 (t = 500-900 ms, 100 ms interval)
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Figure 11. Pressures in the water vessel in runs with 7 kg hot spheres; Q-31, 5 mm zirco-
Q-35, 4.3 mm Mo (note the different pressure scales).
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Figure 12. Pressures in the water vessel in runs with 14 kg hot spheres; Q-32, 5 mm zirco-
nia; Q-34, 10 mm zirconia; Q-36, 4.3 mm Mo (note the different pressure scales).

3.2 Hot spheres

The behavior of hot spheres is essentially similar if the total volume or length of pour is
short. The small molybdenum spheres (Fig.5 and 7) generate more steam than the 10
mm-zirconia spheres (Fig.6) and consequently are driven apart more. But in all cases
(also Q31) with two liters of spheres the gas funnel collapses as with cold spheres. [f
the duration of the pour is longer (Q32, Q34, Q36) spheres are still entering the water
at the time when the funnel would collapse (t = 0.7 s), and the generated steam inhib-
its the collapse (Fig. 8, 9 and 10). The water closes behind the sphere cloud (t = 0.9 s)
only after the steam bubble, which has been trapped within the sphere cloud and
which was enlarged by vaporization, has escaped to the surface.

The pressures presented in figures 11 and 12 reflect this behavior. The first pressure
rise and plateau is due to the steam generated during the time of an open steam fun-
nel. It is higher for smaller spheres. When this channel closes a pressure peak on top
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of the plateau followed by a sharp decrease is registered in the lower parts of the water
vessel. The escaping steam bubble generates no overpressure in the vessel (Fig.11). In
the cases with the large total sphere volumes (Fig.12) the pressures are generally
higher and a second pressure peak occurs in the water at the time of the release of the
steam bubble from the sphere cloud. This pressure increase is not registered above the
water, except in Q36, where it was extremely high in the water. If the water is subcooled
by 20 K, as in Q30 (Fig.13), the pressure traces look like those measured in experi-
ments with cold spheres (Fig.14). There was no net steam production. However, the
first peak due to the collapse of the funnel is only small, while the second one is as high
as the first one in the cold case.

PRESSURE [bar]

Q31, 1800 K, water 99°C
- « Q30,1800 K, water 80°C
1.00 17 21, cold, water 99°C

1 s 1 2 1 L 1 s | S

0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1.0
TIME [s]

Figure 13. Q30, water subcooled by 20 K Figure 14. Pressures in water with hot and
cold spheres and different subcooling of the
water

The different behavior of the spheres during their fall through the water is also re-
flected in their distribution on the vessel floor. From the two-dimensional distribution on
the vessel floor, the curves shown in Fig.15 were determined. Shown is the ratio of the
content of the boxes related to the total mass. At the radius r = 0 the content of the
center box (10x10 cm) is plotted. The average of the four boxes next to the center is
shown at r = 10 cm; at r = 14 cm the average of the corner boxes is shown, and so on.
In the corner of the vessel (r = 42 cm) only very few spheres were found. For large to-
tal masses (Q34B, Q36) one third of all spheres was found in the center box (in Q32
the center box was not high enough to take up all spheres). With small total masses
the heavy Mo-spheres spread less than the lighter zirconia spheres. The large zirconia
spheres spread most. The results from the cold runs were similar in their relation, but
the absolute concentration of the spheres in the center was less by approximately a
factor of two. This is probably due to the shorter pouring length associated with a
higher volume fraction, as described in section 2.3. An even more uniform distribution
was found in our first test series. Here the jet diameter was larger with 180 mm, and

700 ms 800 ms 900 ms
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the pouring length even shorter (app. 30 cm). The pouring length and the volume frac-
tion are important parameters for the mixing process. Tests with higher sphere tem-
peratures (2500 K), done in the first test series and lately also in the present one, have
shown that radial spreading increases dramatically at these high te mperatures.

Q31, 5 /7 kg 2r02
Q33, 10 /7 kg ZrO2
s [l == Q34,10/14 kg ZrO2
——— Q35, 4/10 kg Mo .
sl

» Q36, 4/20 kg Mo

0.20

RELATIVE DISTRIBUTION

0.00

0 10 20 30
RADIUS (cm)

Figure 15. Radial distribution of spheres on the vessel floor

The figures 16 through 18 show four different data for each experiment. The pyrometer
signal, measured 23 cm above the water level, gives the information on the duration of
the pour. The measured temperature is probably 50 K too high. The water level rise
sets in at {=0.5 s, which agrees with the first spheres entering the water. The level me-
ters positioned in opposite corners of the vessel delivered almost identical data. The
steam flow rates through the venting pipe correspond to the pressure measured in the
gas space above the water. Note that the scales are the same for two plots side by
side, but are different in the three figures. The total net volume of the generated steam
up to four different times (t = 0.6s, 0.7s, 0.8s and 1.0s) is given in table 3. For the long
pours it is not possible to determine a meaningful heat flux from the steam rate, since a
correlation between the number of spheres just falling through the water and the meas-
ured steam rate does not exist. Nevertheless, it is interesting to compare the steam rate
for different sizes and numbers of spheres by relating it to the total surface of the
spheres. The data in the last line in table 3 show that the large spheres generate more
steam per surface area than the small spheres, at least up to t=0.7s. Of course dou-
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bling the number of spheres does not double the amount of steam generated. Trans-
forming these numbers into a heat flux we get a range between 215 and 500 KW/m?,
which is similar to the values we found in the first experimental series with a jet diame-
ter of 180 mm.?
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Figure 16. The steam volume flow rate through the vent pipe, the pyrometer signal, the pres-
sure in the gas space and the water level rise for 5 mm zirconia spheres, Q-31 (7kg) and Q-32

(14 kg); the scales are the same for both plots.
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Figure 17. The steam volume flow rate through the vent pipe, the pyrometer signal, the pres-

sure in the gas space and the water level rise for 10 mm zirconia spheres, Q-33 (7kg) and Q-
34 (14 kg); the scales are the same for both plots.
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Figure 18. The steam volume flow rate through the vent pipe, the pyrometer signal, the pres-
sure in the gas space and the water level rise for 4.3 mm Mo-spheres, Q-35 (7kg) and Q-36
(14 kg); the scales are the same for both plots.
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Table 3. Accumulated net steam volume at different times

Experiment 31 32 33 34B 35 36
volume (t=0.6s) [dm®] 33 44 22 33 28 40
volume (t=0.7s) [dm?] 80 95 52 70 71 92
volume (t=0.8s) [dm®] 112 140 70 101 103 142
volume (t=1.0s) [dm®] 140 204 72 150 117 210
surface [m2] 140 280 0.71 1.41 1.44  2.88
VoS [dm®*m?] 57 33 73 50 49 32

4. CONCLUSION

A second series of experiments with a smaller jet diameter and larger masses of
spheres has been performed in the QUEOS facility. Both changes led to longer pours,
which better simulate the pouring of melt in experiments such as PREMIX and FARO.
The volume fraction of the sphere jet was relatively high with approximately 25%, or
40% of the maximum packing density of spheres. Entirely different results in respect of
the mixing process were observed compared to the MAGICO-2000 experiments where
the volume fraction was less than 2.4% or only 1/10 of the QUEOS experiments. In
QUEOS a gas channel in the water is formed by the first spheres entering the water
and the rest of the spheres basically fall through this gas space until they hit the
sphere front and accelerate it. The generated steam flows countercurrent to the
sphere stream and leaves the water as a large bubble. The spreading of the spheres
is caused by several processes, most important by the velocity differences at the
sphere front which push spheres laterally. Those spheres are more decelerated by the
upward directed water flow around the mixing zone. Another effect is the generation of
steam which spreads the spheres apart. Of course, the behavior of spheres is not the
same as that of a continuous melt jet. Also there is an effect of the proximity of the
vessel walls, but it is estimated to be small. The purpose of these experiments is to
provide reliable data at well defined initial and boundary conditions for model devel-
opment and code verification and this goal is achieved in spite of these restrictions.
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1. Experimente zur Vorvermischungsphase (PREMIX) !
(H. Will, F. Huber, A. Kaiser, W. Schiitz, IRS )

PREMIX is the name of an experimental programme performed at FZK in which the
mixing behaviour is investigated of a hot alumina melt discharged into water. The main
goals of the tests are to describe the phenomena of premixing, to supply data for code
development, and to find out whether an inherent limit exists for the masses involved in
premixing and, consequently, for the thermal energy which can be transformed into
mechanical work. The tests are part of an experimental and theoretical programme de-
signed to contribute to the above goals.

The main reason why we use a simulating material instead of corium are strong safety
directions. Tests with a simulating material performed in a proper range of parameters
(e.g. the temperature) are deemed to be suited for the investigation of the fuel coolant
interaction problem. Computer codes that have to be verified by those experiments
must afterwards take over the task of providing the information for the reactor case.

EXPERIMENTAL SET-UP AND TEST PROCEDURE

The test set-up (Fig. 1) mainly consists of a container (also called vessel) filled with
water to a specified level. Note that the origin of the axial coordinate is located two
meters above the floor. The melt generator is part of the container. The so-called gas
space comprises the volume between the water, the melt generator and the vessel
wall. Four steam venting pipes are mounted slantwise to the top of the vessel. Rows of
glass windows enable high-speed cinematography. A fragment catcher mounted inside
the vessel with the height as a parameter allows, besides the collection of particles, to
investigate the spreading of a liquid melt arriving on a flat bottom.

The melt is generated by a thermite reaction. The reaction products, alumina and iron,
separate during the reaction due to their different densities. Using this effect, the melt
generator is constructed to release only the oxidic part of the melt into the water pool.
The melt release through the nozzle is supported by a small overpressure (0.08 MPa).

The instrumentation comprises various types of measuring devices. Pressure trans-
ducers are mounted in the water, the gas space, and the venting tubes. The steam out-
flow is recorded by vortex flow meters. The rise of the water level is measured at four
positions. Several lances positioned at various axial levels in the water pool as well as
in the gas space are equipped with rows of void sensors. The void sensors indicate
whether or not there is water at their tips. The data are used to evaluate the develop-

" This work is performed under the sponsorship of and partly funded by the European Community,
SIEMENS, and a consortium of German electricity utilities.
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ment of the interaction zone and to determine time-dependent local volume fractions of
water and steam. High-speed cameras taking 2000 frames/s and video cameras are
used to record the phenomena of the experiment. The actual melt mass flow rate can-
not be measured. Characteristic features, like the average exit velocity, are known from
pre-tests, however.

TEST PARAMETERS

Eleven tests have been performed up to now ( four experiments since our last annual
report ) by varying the following parameters:

mass of alumina melt: 10 and 20 kg

number of melt release nozzles: one and three

type of melt release: compact stream, spray type release

height of fall in steam atmosphere: 200 and 0 mm.

temperature of the water: saturated or slightly subcooled ( max. 5 K)

depth of the water from surface to fragment catcher: 1500, 920 and 500 mm

The melt temperature is about 2600 K. This value is obtained from pyrometer meas-
urements as well as from calculations in which both, heat losses and the reaction kinet-
ics were taken into account.

PMO2 PM04 PM06 PMO8 | PMO9 PM10 PM11

Melt

Mass kg 9.4 9.2 20.2 9.3 20 20 20

Temperature K 2600 2600 2500 2600 2600 2600 2600

Height of fall -mm 168 185 195 0 0 0 0

Type of release - compact| spray |compact| spray |compact| spray 3 jets

Duration of release s 0.45 1.0 0.57 0.43 0.9 0.81 1.0
Water

Temperature K 372 368 371 373 373 373 373

Depth mm 1500 1500 1500 500 920 500 500

Table: Test conditions of selected tests extended by a few results

RESULTS
General course of the thermal interaction

The very first material release occurs as single droplets which are followed by a shower
of droplets. In five tests, the stream of melt became more or less compact soon after
that. In the other tests, the spray-type discharge of melt continued. The melt release
generally lasts about 0.5 to one second. The average outlet velocity of the compact
stream is calculated to be about 6 m/s. The speed of the leading drops is much larger.
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A definition is required for a better understanding of the results which are presented
below. The interaction region (sometimes short: I/R) is defined as the region outside
which, laterally and downwards, only liquid water is present. Its upper (plain) boundary
is given by the actual water level. The interaction region is regarded to be composed of
the three partial volumes of steam, water, and melt.

When hitting the water surface, the melt particles are strongly decelerated. Initially, a
shallow I/R is formed. The succeeding mass of melt penetrates into the water at an ax-
ial rate of up to 4 m/s. The film pictures show that the leading edge of the melt stream
is being more or less fragmented; the fragments are decelerated by counter-current
vapour flow. The steam production supports fragmentation, and vice versa. A funnel-
shaped I/R is generated which is relatively slim in the case of a compact stream of melt.
In the tests in which the spray-type discharge continues, the steam production is more
rapid in the very beginning. The melt fragments cool down, partly solidify and eventually
settle on the fragment catcher.

The displaced water causes the water level to rise. The rise occurs rather evenly. The
water finally reaches the upper cover of the test vessel. It also penetrates into the
steam venting pipes.

Discussion of the single-jet experiments

Typical results, i.e. pressures, the steam volume flow rate and level change, of a test
characterised by 20 kg of melt and a water depth of 1500 mm are shown in Fig. 2. The
leading increase in the gas/steam flow rate is obviously due to an early expansion of
the gas/steam contained in the gas space. The expansion was probably caused by
heat-up by the melt and/or due to the entry of gas released with the melt. The steam
production rate was typically 4 m>/s at normal conditions; it was higher by about 25% in
the tests with 20 kg.

Reaction pressures never exceeded 0.1 MPa. They were highest in the tests with a
larger melt mass (20 kg). The pressures above the water surface generally exceed
those measured below. The difference is small, however. Different dynamic processes
occurring at the various axial heights are considered to be responsible for this result.
No steam explosion occurred in the single-jet experiments.

The small number of tests, which have been performed until now, together with the dif-
ficulty to reproduce those parameters which should remain unchanged, makes a com-
parison of the results difficult. Nevertheless, the effect of one important test parameter,
namely the melt mass flow rate, on the test results can be recognised. Moreover, the
effects of other parameters, like the mode of melt release, can be observed.

1. Effect of the melt mass flow rate. Two tests, PM02 and PMO06, performed with melt
masses of about 10 and 20 kg, respectively, and a large water depth are compared in
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this sub-section. Note that the nozzle cross section in PM06 was increased by a factor
of two in order to get the same melt release times. In fact, the average melt flow rate
(kg/s) is higher in PMO06 by a factor of only 1.7. Another parameter, the major melt dis-
charge mode, is the same (compact stream, cf. the table). The progression of the inter-
action region into the water is shown in Fig. 3 with the time as a parameter. The
boundary lines have been constructed by means of an algorithm (third order polynomial
expression of two variables, the radius and axial coordinate) applied to the void signal
data. By that, the information is used of the first signal changes from water to gas. As a
first approximation, axial symmetry is assumed in the evaluation.

As reflected in the r-z profiles shown, the speed of axial penetration is not affected by
the larger melt flow rate (PMO6) up to about 250 ms. After that time, the axial penetra-
tion rate even increases in PM06 whereas it remains approximately constant in PM02.
On the other hand, different growth rates of the I/R can be stated in the radial direction
from the beginning. The boundary comes close to the vessel wall much earlier in the
case of the larger melt mass.

At about 300 ms, the rising water starts to penetrate into the gap between the melt
generator and the vessel wall. From that time on, this part of the water contains a small
but increasing portion of steam bubbles.

Another important information can be obtained from the time histories of the average
volume fractions of the three components steam, water, and melt inside the interaction
region (Fig. 4). The volume fractions are calculated using the following data as an in-
put: the total volume of the I/R (calculated from the lines drawn in Fig. 3), water level
rise, steam exit flow rate, and an approximated function of the melt flow rate. As an ex-
ample, the results of PMO06 are shown in Fig. 4. Initially, the first droplets contacting the
water surface produce only a small fraction of steam. Note that in the very first period of
time, the absolute quantities are very small; tis leads to a relatively large error. After
about 100 ms, the steam fraction increases due to both the increasing rate of melt en-
tering the interaction region and the advancing fragmentation process. After 200 ms,
the volume fractions of the steam and liquid take on values of approximately 50 £+10 %.
A comparatively large steam volume fraction, about 80%, is calculated for test PM02 for
the same time (not shown).

2. Effect of the type of melt discharge. Comparison is made here between tests PM02
and PMO04 (Fig. 3). The spray-type discharge of the melt in PM04 results in a larger
growth rate of the I/R in radial direction from the beginning. On the other hand, the axial
penetration velocities in both tests are comparable.

In search for the reason for the spray-type melt discharge observed in test PM04, the
pressure in the gas space was found to take on relatively large values, probably due to
a small portion of unreacted thermite that had been released at 0.06 s. Nevertheless,
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the results of this test are suited for code development regarding a spray-type material
release.

3. Effect of a smaller water depth combined with zero falling height. In these tests
(PMO8 - PM10 ), the lower edge of the melt generator was put down to level -700 mm
which is also the coordinate of the initial water surface. The melt masses were 10 and
20 kg. The water displaced by thermal interaction was forced to move like it is expected
in the reactor case where an axial displacement of the water is obstructed due to the
presence of the grid plate.

The progression of the I/R into the water measured in test PM08 is shown in Fig. 5. In
this case, the lines of constant time have been obtained by a different algorithm
(interpolation) applied to the void signal data. As a result of the smaller water depth a
portion of the melt reached the bottom still in a liquid state. There are indications that
this portion only weakly interacted with water. A cake of melt was formed on the bottom
and smaller fragments settled on its top. Of course, the period of heat transfer was
much longer in these cases because the cake cools down and solidifies at a smaller
rate than in the case of complete fragmentation.

4. Effect of subcooling. Subcooling of the water seems to delay the onset of a substan-
tial pressure build-up due to steam generation.

Triple-jet experiment (with steam explosion)

The release of a triple jet, which is thought to better simulate accident conditions, was
performed in PM11. The water depth was 500 mm. This kind of melt release obviously
led to more violent interaction and boiling processes above and in the vicinity of the
fragment catcher. Probably, a more intense coarse mixing occurred. The processes are
reflected in the pressure time history. In Fig. 6, the pressure recorded in the gas space
is compared with that obtained in the corresponding single-jet experiment (PM10). As
one can easily see, the pressure starts to rise much earlier in the case of the triple jet.

A steam explosion occurred about one second after the first melt/water contact. A sub-
stantial portion of the melt had settled on the bottom and quasi-steady boiling had been
established. The high-speed films show, besides the more violent boiling mentioned, no
deviating behaviour, compared to PM10, during the premixing phase. The explosion
itself took place within a very short period of time (less than one millisecond). The film
pictures show that the steam explosion was triggered when water contacted the melt
settled on the bottom. Before this event, the void measurements indicate that there was
a gathering of water between the three melt jets below the melt nozzles for a while;
they also show traces of water moving downward a little later.
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The resulting shock wave severely damaged the test facility. Rough estimations of the
released energy based on the deformations of facility components led to very low val-
ues; these are in the order of magnitude of 100 kJ. The rate of conversion of thermal to
mechanical energy were estimated to be less than one percent.
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Fig.1: PREMIX experimental set-up for the tests up to no 6.
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1. Theoretische Arbeiten zur Schmelze-Kiihimittel-Wechselwirkung — Thermische

Wechselwirkung von Kernschmelze und Wasser
(G. Arnecke, H. Jacobs, B. Stehle, K. Thurnay, L. Vath, INR; U. Imke,
M. Lummer, [RS)

Abstract

The code MC3D, which has been developed by CEA-Grenoble, has been trans-
fered to FZK in 1996. Thus, there is now a second code available in addition to
IVA-KA for analyzing the premixing phase preceding vapour explosions. The fol-

lowing studies were performed:
1. Analyses of PREMIX experiments with both codes.
2. Analyses of QUEOS experiments with [VA-KA.

3. Calculation of an International Standard Problem with IVA-KA.

4. Model and code improvements on [VA-KA.

Einleitung

Im vergangenen Jahr wurde das Rechenprogramm MC3D /1/ von CEA-Grenoble
tibernommen. Damit steht zusétzlich zu IVA-KA ein zweiter Code zur Verfligung,
um Analysen der Vorvermischung bei Dampfexplosionen durchzufiihren. Die fol-

genden Arbeiten wurden durchgeflhrt:
1. Analyse von PREMIX-Experimenten mit beiden Codes.
2. Analyse von QUEOS-Experimenten mit IVA-KA.

3. Berechnung eines Benchmark-Problems mit IVA-KA.

4. Modell- und Codeverbesserungen an IVA-KA.
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Theoretische Interpretation der PREMIX-Experimente mit MC3D

Zur Erganzung der Nachrechnung von PREMIX-Experimenten mit IVA-KA wurde
das Programmsystem MC3D von CEA-Grenoble (bernommen. MC3D enthalt
zwei Anwendungsmdglichkeiten zur Simulation der Vorvermischungsphase. Eine
einfache Modellierung wird durch die thermohydraulische und thermodynamische
Beschreibung von flissigem Wasser, Wasserdampf und Schmelze realisiert. Die
zweite Anwendung beschreibt als zusétzliche Komponente einen Schmel-
zestrahl, dessen Oberfliche wahrend der Simulation in seiner rdumlichen Aus-
breitung verfolgt wird. An dieser Oberflache fragmentiert die Schmelze und wird

dann in ein Trépfchenfeld tUberfuhrt.

Beide Anwendungen befinden sich noch in der Entwicklung, wobei die verein-
fachte Modellierung die gréRere numerische Stabilitédt aufweist. Der verwendete
Losungsalgorithmus besitzt im Vergleich mit IVA-KA eine erheblich héhere Effizi-
enz. Bei der Nachrechnung von PREMIX Experimenten zeigte sich, dal} es
Schwierigkeiten bei der Simulation von sehr kleinen Gasanteilen in der Schmelze
gibt. In enger Zusammenarbeit mit CEA wurde an der Behebung dieses Pro-

blems gearbeitet.

Die Anwendung von MC3D auf das Experiment PM06 (20 kg Schmelze) erfolgte
in zwei Varianten. Der Schmelzeeintrag kann tber eine Quelle mit Geschwindig-
keitsrandbedingungen oder als AusfluR aus einem Vorratsbehalter simuliert wer-
den. Flr beide Falle ergaben sich ahnliche Resultate, die stark von der vorgege-
benen Fragmentierung an der Schmelzestrahloberfliche und dem minimalen
Teilchendurchmesser abhangen. Dieses Ergebnis ist vergleichbar mit Resultaten
von IVA-KA Nachrechnungen. Eine Fragmentierung der Schmelze zu Tropfen-
gréRen vergleichbar mit den Durchmessern der Partikel, die am Ende des Expe-
rimentes durch Siebanalysen festgestellt wurden, fuhrt zu einer zu geringen Ver-
dampfung und zu einem zu schwachen Druckaufbau. Erst eine viel starkere
Fragmentierung ergibt Verdampfungsraten die naher an den experimentellen
Ergebnissen liegen. Ahnliche Ergebnisse erhalt man durch kinstlich erhohte
Warmeulbertragung von der Schmelze direkt ins Wasser und direkt in den Dampf.

Die Variation von Dragkoeffizienten, Maschengréle und Divergenz des Schmel-
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zestrahles haben im Vergleich dazu einen nicht so grofRen EinfluR. Die Warme-
Ubertragung bei Kondensation des Dampfes und die Abstrémbedingungen sind
weitere wichtige Parameter bei der Simulation der PREMIX Experimente. Sie

sind zur Zeit nicht genau bekannt und beeinflussen das Ergebnis wesentlich.

Abbildung 1 zeigt den Druckverlauf im Versuchsbehalter mit zwei verschiedenen
Randbedingungen fiir die Fragmentierung. Fir diese Simulation wurde die Versi-
on MC3D 3.0 mit Updates von Anfang Dezember 96 benutzt (3 Felder). Die
Rechnung wurde mit einem Maschennetz von 11 radialen Zellen und 46 axialen
Zellen durchgefiihrt. Die Abstrémrohre wurden durch eine Druckrandbedingung
(1 bar) und eine der Rohrquerschnitisflache entsprechenden Porositat auf dem
Rand simuliert. Es wurden keine Druckverlustbeiwerte fir das ausstrémende
Gemisch verwendet. Damit ist durch die Abstrombedingungen die Mdglichkeit
einer maximalen Verdampfungsrate gegeben. Die Schmelze wurde mit einem
Treibdruck von anfanglich 2 bar aus dem Schmelzebehélter ausgeblasen. Kurz

vor der Entleerung betrug der Druck noch 1.8 bar.
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In Abbildung 1 sind die Druckverlaufe fur die Fragmentierung an der Strahloberfla-
che auf 0.7 mm und 5 mm im Vergleich zu den Druckmessungen im Gasraum dar-
gestellt. Eine weitere Fragmentierung der Tropfen wurde unterbunden. Sie wirde im
5 mm Fall auf einen Enddurchmesser von etwa 2 mm fihren. Der mittlere Durch-
messer der nach dem Experiment gefundenen Teilchen betrug etwa 5 mm. in die-
sem Fall waren nach einer Sekunde in der Rechnung ungeféhr 300 g Wasserdampf
ausgestromt. Entstehen gleich anfangs Teilchen von 0.7 mm Durchmesser steigt
der Druck starker an und es verlassen 600 g Dampf das Rechengebiet. Im Experi-
ment entweichen etwa 1.7 kg Dampf wahrend der ersten Sekunde. Fur die Simulati-
on wurde eine CPU-Zeit von 45 min auf einer IBM RISC6000 benétigt.

Die zusatzliche Anwendung von Mb3D auf PREMIX Experimente hat die Ergebnis-
se, die mit IVA-KA berechnet wurden, bestatigt. Unter der Annahme, daR die am
Ende des Experimentes gefundene PartikelgroRe der Fragmentierung in der ersten
Sekunde entspricht, ist es mit den vorhandenen Modellen nicht méglich, die im Ex-
periment gefundene Dampfproduktion zu berechnen. Als Schwerpunkt der nicht
ausreichenden Modellierung haben sich die Fragmentierung, die Dampfkondensati-

on und die direkte Warmetbertragung herausgestellit.

Zur Analyse der PREMIX Experimente mit IVA-KA

Im Rahmen der PREMIX-Experimente zur Schmelze/Kuhimittelwechselwirkung wer-
den mit dem Programm IVA-KA begleitende Rechnungen durchgefiihrt. Ziel dieser
Rechnungen ist zum einen die Unterstlitzung der Interpretation der Experimente und
zum anderen die Weiterentwicklung und Validierung des Codes fir eine spatere

Anwendung auf schwere Reaktorstorfalle.

Bei der Anwendung von IVA-KA auf eine Reihe von Strdomungsproblemen zeigte
sich, dal} die PREMIX Experimente die bei weitem hochsten Anforderungen an die

Stabilitét des Losungsalgorithmus stellen. Obwohl eine Reihe von Fortschritten hin-
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sichtlich der numerischen Qualitat der Losung gemacht wurden, ist noch keine be-
friedigende Simulation von PREMIX mit IVA-KA méglich.

Insbesondere das Problem der zu geringen Verdampfung und des damit einherge-
henden zu geringen Druckaufbaus wahrend der Rechnungen konnte noch nicht zu-
friedenstellend geklart werden. Allerdings zeigte der CEA-Code MC3D bei Anwen-
dungen auf PREMIX ein ahnliches Verhalten. Dies deutet eher auf Unvollkommen-
heit in den, in beiden Codes ahnlichen, Warme- und Massenaustauschmodelien hin,
als auf Fehler im Lésungsalgorithmus von IVA-KA, der sich von dem des MC3D

Codes erheblich unterscheidet.

Zu Beginn der Revision der Materialmodelle wurde zunachst untersucht, ob mégli-
cherweise durch zu grobe Gitter und die damit einhergehende numerische Diffusion
eine die Verdampfung verstarkende konvektive Mischung der Phasen unterdriickt

wird.

Dies ist dadurch motiviert, da® zum einen aus der Stabilitdtstheorie der Stromungen
bekannt ist, da® starke Gradienten zu Instabilitaten fiihren kénnen, die eine intensi-
ve Mischung der Strémung bewirken und zum anderen die in IVA-KA implementier-
ten Differenzenformeln erster Ordnung eine der MaschengréfRe proportionale nume-
rische Diffusion besitzen, die auf groben Gittern eine starke Glattung der Gradienten

bewirkt.

Um den EinfluB des Rechengitters auf die PREMIX Simulationen zu Uberprifen,
wurde der Versuch PM06 (20 kg Al,O; Schmelze) mit zwei verschiedenen Auflésun-
gen des Versuchsbehalters (11*44 und 16*60 Maschen) gerechnet. Dies entspricht
im wesentlichen einer Halbierung der Maschenweite im Bereich der Mischungszone

der Phasen.

Der deutlichste Unterschied der Rechnung auf dem feinen Gitter gegeniber der auf
dem groben ist die stérkere radiale Ausbreitung der Mischungszone. Die Abbildun-
gen 2 und 3 zeigen die Volumenfraktionen im Wasser und Schmelze zum Zeitpunkt
T =1 sek.
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Obwohl an der Verschmierung der Phasengrenze zwischen Wasser und Gas die auf
dem groben Gitter gréRere numerische Diffusion zu erkennen ist, fihrt das feinere

Gitter nicht zu einer starkeren Verdampfung mit entsprechendem Druckaufbau.

Dies kann man der Abbildung 4 entnehmen, die einen reprasentativen Druck auf
dem groben und feinen Gitter im Vergleich mit drei experimentell gewonnen Kurven

zeigt. Lediglich ab etwa T = 0.7 sek. ist der Druck auf dem feinen Gitter etwas hoher

als auf dem groben.
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Es soll an dieser Stelle noch darauf hingewiesen werden, daf} im Bereich der unter-
suchten Gitter noch nicht von einer Konvergenz der Lésung, d.h. einem vernachias-
sigbaren EinfluR der Maschenweite, gesprochen werden kann. Ob dies im Einzelfall
tolerierbar ist, muf’ vorldufig offen gelassen werden. Eine weitere Verringerung der
Maschenweite ist jedoch mit der gegenwartigen Version von [VA-KA nicht praktika-
bel.

Eine Analyse der Verdampfungs- und Kondensationsraten zeigte dann, dal die
Dampfproduktion im wesentlichen von der Verdampfung von Wassertropfen be-

stimmt wird, wahrend die Kondensation in Gasblasen im Wasser geschieht.

Eine Verringerung der Kondensationsrate der Dampfblasen hatte dann einen sehr
starken Einflu® auf die Rechenergebnisse in Richtung auf eine Zunahme der Netto-

verdampfung und einen erheblich steigenden Druck im Strémungsfeld. Infolgedes-
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sen wurde mit einer Uberarbeitung des im Programm implementierten, sehr rudi-

mentaren Modelles fur die Blasenkondensation begonnen.

Ein weiteres Problem, dessen Klarung in Angriff genommen wurde, ist die starke
Zunahme des Fehlers der Gesamtenergie im Stromungsfeld. Dieser betragt etwa
1% am Ende einer PREMIX Simulation und entspricht so einer Energiezunahme in

der GréRenordnung der fiir die Verdampfung notwendigen Warmemenge.

Die Uberpriifung der Energieerhaltung ist dadurch schwierig, daR die in IVA-KA an-
stelle der Energiebilanz implementierte Entropiegleichung deutlich kompliziertere
Grenzflachenterme enthalt, flr die in der Literatur kaum Modellansatze zu finden
sind. Bisherige Untersuchungen deuten daraufhin, dal in IVAK-KA zugelassene
Nichtgleichgewichtsphasenibergange (d.h. unterschiedliche Temperaturen von Gas
bzw. Dampf und Wasser wahrend der Verdampfung bzw. Kondensation) Ursache

des Energiefehiers sind.

Analyse von QUEOS mit IVA-KA

Bei den QUEOS Experimenten /2/ sind die Anfangs- und Randbedingungen mit ei-
ner fir solche Experimente ungewdhnlichen Genauigkeit bekannt. Die prazisen
Messungen und die fotografischen Daten bieten zahlreiche Mdglichkeiten, Nach-
rechnungen mit den Experimenten zu vergleichen. Daher sind diese Experimente
hervorragend geeignet, Mehrphasen-Rechenprogramme zu testen. Allerdings hat
sich bei den Nachrechnungen mit IVA-KA herausgestellt, da es zumindest bei der
ersten Serie von QUEOS Experimenten mit breiten Kugelwolken, die entsprechend
kurz sind, nicht sinnvoll ist, auch den Fall der Kugeln von dem mittleren Schieber bis
zur Wasseroberflache zu simulieren. Auf Grund numerischer Diffusion wird das an-
fanglich nur etwa 10 cm hohe Partikelbett wahrend des Falls weit starker als im Ex-
periment axial aufgefachert, so dal der Eintauchvorgang von vornherein ganz an-
ders ablauft als im Experiment. Aus diesem Grund wird hier nur Uber Rechnungen
berichtet, bei denen die Verteilung der Partikel und ihre Geschwindigkeit beim Errei-
chen der Wasseroberfliche entsprechend den Informationen aus den Experimenten

vorgegeben wurden.
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Bei dem Experiment Q-08, das mit 10 kg kalten Molybdankugeln mit 4.3 mm Durch-
messer durchgeflihrt wurde, ergab sich auf Grund des hohen Impulsaustausches
beim Eintauchen der Partikelwolke ein typischer Druck-Zeit-Verlauf im Wasser, der
von IVA-KA auch reproduziert wird, siche Abbildung 5. Allerdings sind die Amplitu-
den und Zeiten bei der Nachrechnung kleiner. Es ist zu vermuten, daf hier transien-
te Vorgange beim Eintauchen eine besondere Rolle spielen, die von den in IVA-KA
verwendeten Dragkorrelationen fur stationdre Stromungen nicht erfalt werden.

Weitere Untersuchungen sind erforderlich.

Pressure (bar)

125
—— P1{gos)
---- P5(-55 cm
1204 — P6 (—75
115+
104
105
100
Q.85 I 1 U U 1 T 0.8s J U T T T
000 D.05 .10 o.15 0.20 025 D.30 0.35 0.00 0.05 0.10 0.5 020 025 0.30
Time (sec) Time (sec)

Abbildung 5: QUEOS-08: Druck-Zeit-Verlauf im Experiment (links) und in der Nach-
rechnung mit IVA-KA (rechts). Man beachte die unterschiedlichen
Skalen.

Als Beispiel fiir die Nachrechnung eines Experiments mit heissen Kugeln zeigen wir
in Abb. 6 gemessene und berechnete Druck-Zeit-Verlaufe von QUEOS-12, das mit
6.9 kg Mo-Kugeln (wie Q-08) mit einer Temperatur von etwa 2300 K durchgefiihrt
wurde. Die Abstrémgeschwindigkeit des Dampfes wird ahnlich gut wiedergegeben.
Man beachte den besonderen Druckpeak, der nur im Wasser auftritt und von dem
Zusammenschlagen des Wassers Uber der Partikelwolke verursacht wird. Derartige
hydrodynamische Vorgange werden von [VA-KA recht genau berechnet. Der nach-
folgende Einbruch des Gasdruckes ist vermutlich auf eine Uberschétzung von Kon-
densation zurlickzufiihren. Auch hier sind noch weitere Untersuchungen erforder-
lich.
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Abbildung 6: QUEOS-12: Gemessene und mit IVA-KA berechnete Driicke

Berechnung des Internationalen Standard-Problems ISP-39 zu
FARO Test L-14 mit IVA-KA

Das Internationale Standard Problem ISP-39 /3/, das im wesentlichen dem FARO
Experiment L-14 entspricht, wurde 1996 von dem Institute for Systems, Informatics
and Safety im JRC-Ispra erstelit. Sein Ziel ist eine Bewertung der Leistungsfahigkeit
von Codes bei der Modellierung der Vorvermischungsphase, die einer méglichen
Dampfexplosion beim Niederschmelzen eines Kernreaktors vorausgeht. Es handelt
sich um ein Quenching Experiment mit 125 kg UO,-ZrO,-Schmelze, die durch ca.
1 m Dampf-Luft-Gemisch in ein ca. 2 m tiefes Wasserbecken fallt. Der Gasdruck
liegt bei 5.1 MPa, und das Wasser hat Sattigungstemperatur. Die Schmelzetempera-
tur betragt 2800 °C. Um den Vergleich der verschiedenen Rechenergebnisse zu

vereinfachen, wurden zwei Einschrankungen gegentber einer vollig freien Modellie-
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rung durch die Codes getroffen: Die Ausstrémrate der Schmelze in das Experimen-
tiergefall wurde vorgeschrieben, und die Materialdaten der Schmelze wurden

ebenfalls festgelegt.

Mit IVA-KA wurden die Spezifikationen des Benchmarks weitgehend realisiert. Eine
wichtige Abanderung wird durch die vorgegebene Ausstromrate der Schmelze be-
dingt, die in IVA-KA nur an einer Aulengrenze der Rechengeometrie definiert wer-
den kann. Daher mussten alle Gasvolumina oberhalb des Auslasses des
Schmelzefangers in radiale Ringe transformiert werden, die das Experimentiergefaly
aulen umschlieBen. AuRerdem musste das im Experiment benutzte Argon durch

die gleiche Molmenge Luft ersetzt werden, da IVA-KA kein Argon modelliert.

Ein Netz mit 8 radialen Maschen im Experimentiergefal® und 3 weiteren fir die um-
schlieBenden Gasvolumina sowie 45 axialen Maschen wurde fiir die Rechnungen
verwendet. Die axiale Maschenweite betragt nirgends mehr als 7 cm, um die Effekte
der numerischen Diffusion in IVA-KA klein zu halten. Die radiale Maschenweite ist

héchstens 5.5 cm.

Die Rechnung wurde Ende 1996 mit der damals neuesten Version von IVA-KA bis
zu einer Problemzeit von 7 s durchgefuhrt. Zu diesem Zeitpunkt hat sich die

Schmelze bereits langere Zeit auf dem Boden des Experimentiergefalies abgesetzt.

Die wichtigsten Ergebnisse werden in Tabelle 1 mit den experimentellen Befunden
von L-14 verglichen. Den Druck im Gasvolumen des Experimentiergefdaes zeigt
Abb. 7. Der qualitative Verlauf wird befriedigend wiedergegeben, jedoch steigt der

Druck zunachst etwas zu stark und verbieibt spater auf einem zu niedrigen Niveau.

Die Zeit, zu der der Schmelzestrahl auf die Wasseroberflache trifft (Tab. 1), wird et-
was zu kurz berechnet, was auf die numerische Diffusion zurtickzuflihren ist. Dage-
gen kommt er deutlich zu spat am Gefalboden an (Tab. 1). Dies liegt wahrschein-
lich an der vollstandigen Auflésung des Strahls in Tropfen, die in der Rechnung in
einer H6he von ca. 1 m Uber dem GefaRboden eintritt, wahrend das Experiment auf
die Ankunft eines kompakten Strahls am GefalRboden hinweist. Diese zu frihe Auf-

I6sung des Strahls dUlrfte auch den etwas zu hohen Druck im Zeitintervall zwischen




—158—

0.5 und 1.0 s bedingen. Das Modell sollte also so modifiziert werden, dass der

Schmelzestrah! teilweise den Gefallboden erreicht.

L-14 IVA-KA

Strahlankunft an der Wasseroberflache (s) 0.36 0.33
Strahlankunft am Gefallboden (s) 0.79 0.91
Schmelzeoberflache bei t=7 s (m?) 33.2 12.2
Fragmentierte Schmelzemasse (kg) 105 125
FragmentgrofRe D-50 % (mm) 4.8 6.5
An Wasser und Dampf Ubertragene Energie bei| 125 86
t=7 s (MJ)

Tab. | Vergleich von IVA-KA Resultaten fur ISP-39 mit Experiment L-14.

pressyre (MPa)
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Abbildung 7: Vergleich des Drucks im Gasraum laut Messung in FARO Test L-14
und wie von IVA-KA fir ISP-39 berechnet.

Vergleicht man die Schmelzeoberflache, die fragmentierte Schmelzemasse und die
Fragmentgrée in Tab. 1 mit den experimentellen Werten, so féllt zunachst auf,
dass IVA-KA die Entstehung eines Schmelzekonglomerats nicht modelliert. Daher
berechnet es eine groéRere fragmentierte Masse. Allerdings modelliert es auch sehr

viel gréBere Teilchen und deshalb eine zu kleine Schmelzeoberflache. Durch sie
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kann der zu niedrige Druck bei grofieren Zeiten mitverursacht werden. Dies wirde
auf eine etwas zu schwache Fragmentation hinweisen. Allerdings ist die Partikel-
gréRe Funktion vieler Modellteile, fir die z.T. schon Anderungen geplant sind, deren

Effekt abzuwarten bleibt.

Wie aus Tab. 1 ersichtlich ist die an Wasser und Dampf tibertragene Energie zu
klein, was auf Grund des zu niedrigen Drucks zu erwarten ist. Der wesentliche
Grund daftir dirfte ein Modellfehler sein, der nach Abschiul? der Rechnungen ent-
deckt wurde, und der zu einem Energieverlust flihrt. Die Beseitigung dieses Fehlers

hat héchste Prioritat.

Die Rechnung bendétigte einen groRen Rechenaufwand (35 Std. CPU auf der IBM-
3090), lief aber ohne numerische Probleme. Die einzelnen Phasen werden griindlich
analysiert werden, um Probleme zu identifizieren und die Leistungsfahigkeit des

Programms zu steigern.

Modellverbesserungen und Programmkorrekturen an IVA-KA
Die folgenden Anderungen wurden 1996 vorgenommen:

1. Uberarbeitung von Verdampfung/Rekondensation und Warmeibertragung bei

Wassertropfchen und Dampfblasen in Wasser.
2. Verbesserung eines Fehlers bei der Berechnung der Drag-Terme.

3. Benutzung eines realistischen Wertes flr die Schallgeschwindigkeit in der

Schmelze.

4. Verbesserte Berechnung der Entropie im Luft-Dampf-Gemisch.
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32.21.03 Versagen des Reaktordruckbehilters bei Hochdruck

l. Thermodynamisch konsistente, finite Thermoviskoplastizitat mit Schadiaung
(H. Lammer, B. Ritter, Ch. Tsakmakis, IMF 1)

Abstract

In 1996, the finite deformation viscoplasticity model developed in '95 was extended to thermo-
viscoplasticity, static recovery of the isotropic and kinematic hardening, and to thermomechanical
coupling. Furthermore, the constitutive equation for the damage variable was generalized. The ther-
modynamical consistency of the model was proofed for every admissible process. In order to reduce
the CPU time required by the ABAQUS finite element code, an effective integration algorithm
was developed. It is based on the operator split methodology (triple operator split). By using this
methodology, the number of equations to be solved by means of Newton's method were reduced
from 15 to 2 in operator 2 (inelastic part) and from 7 to 2 in operator 3 (recovery part). For these
reductions, some simplifications in the constitutive theory were necessary. Both, the simplifications
and the triple operator split were validated. To speed up the convergence of the global equilibrium
solved by ABAQUS, the contributions to the consistent tangent modulus provided by the material

subroutine were calculated analytically.

Kurzfassung

Im Berichtsjahr wurde das in '95 entwickelte, fiir groBe Deformationen formulierte Viskoplastizitats-
modell auf Thermoviskoplastizitat, einschlieBlich thermomechanischer Kopplung, erweitert. Zusatz-
lich wurden statische Erholungsterme (recovery) in die Evolutionsgleichungen der isotropen und
kinematischen Verfestigung eingefiihrt und die Evolutionsgleichung der Schiadigung verallgemeinert.
Das Materialmodell wurde so formuliert, daB fiir jeden zulassigen ProzeB dessen thermodynamische
Konsistenz nachgewiesen werden konnte. Zur Erlangung méglichst kurzer Rechenzeiten im Finite-
Elemente-Programm wurde ein effektiver Spannungsalgorithmus entwickelt und in den FE-Code
ABAQUS implementiert. Die Integration der Materialgleichungen erfolgt mit Hilfe eines Operator-
Split-Verfahrens (dreifacher Operator-Split). Die Anzahl der mit dem Newton-Verfahren zu l6senden
Gleichungen konnte im Operator 2 (inelastischer Anteil) von 15 auf 2 und im Operator 3 (recovery
Anteil) von 7 auf 2 reduziert werden. Um diese Reduktion durchfiihren zu kdnnen waren gewisse
Vereinfachungen im Modell notwendig. Diese Vereinfachungen sowie das Operator-Split-Verfahren
konnten validiert werden. Zur Steigerung der Konvergenzgeschwindigkeit wurden die von der Mate-

rialroutine zu liefernden Beitrdge zum konsistenten Tangentenoperator analytisch berechnet.
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1  Einleitung

Um mit einem Finite-Elemente-Programm kritische Zustande, die nach einen schweren Stérfall zum
Versagen des Reaktordruckbehilters (RDB) filhren, berechnen zu konnen, wird ein fiir groBe De-
formationen formuliertes Materialmodell benétigt. Da das Materialverhalten bei den zu erwartenden
Temperaturen, neben der Temperatur selbst, stark von der Belastungsgeschwindigkeit abhangt,
wird ein sogenanntes Thermoviskoplastizititsmodell bendtigt. Weiterhin wird durch Schadigungsef-
fekte die Tragfahigkeit des Materials herabgesetzt und fithrt somit letztendlich zum AufreiBen
des Behilters. Es ist zu beachten, daB eine Bauteilinstabilitit (kraftkontrollierter ProzeB) nicht
notwendigerweise an eine Schadigung im Material gebunden ist. Wenn jedoch, wie in unserem Fall,
das nachkritische Verformungsverhalten des RDBs von Interesse ist, kann mit Hilfe der Schadi-
gung ein Kriterium fiir den Tragfahigkeitsverlust des Materials (nicht gleichbedeutend mit dem
Tragfahigkeitsverlust des Behilters) formuliert werden. Ein weiterer entfestigend wirkender Mecha-
nismus ist die sogenannte statische Erholung des Materials. Bei diesem Langzeiteffekt werden nach
und nach Versetzungen im polykristallinen Gefiige abgebaut bzw. Spannungen im Innern des Gefiiges

abgebaut oder umgelagert (s. z.B. [10][S. 332]). Dieser Effekt ist ebenfalls stark temperaturabhangig.

Im Berichtsjahr wurde das in '95 entwickelte Viskoplastizitdtsmodell [8] auf Thermoviskoplastizitat
erweitert. In die Evolutionsgleichungen der isotropen und kinematischen Verfestigung wurden statis-
che Erholungsterme eingearbeitet. Weiterhin wurde das Schidigungsmodell verallgemeinert und die

thermomechanische Kopplung beriicksichtigt.

Im vorliegenden Bericht werden zundchst anhand thermodynamischer Betrachtungen die konsti-
tutiven Gleichungen aus hinreichenden Bedingungen zur Erfiillung des zweiten Hauptsatzes der
Thermodynamik hergeleitet. Die zur Erlangung eines effektiven Spannungsalgorithmus notwendigen
Vereinfachungen werden aufgezeigt und validiert. Im darauffolgenden Kapitel wird die numerische
Umsetzung kurz erldutert, validiert und es werden zwei FE-Simulationen zur Problematik der Ver-

formungslokalisierung aufgezeigt.

2 Thermodynamische Betrachtungen bei groBen Deformationen

Der zweite Hauptsatz der Thermodynamik in Form der Clausius-Duhem-Ungleichung lautet, relativ

zur Momentankonfiguration R;

—\i/—én*+iS-D——q—-g20. (1)
PR po
[

Cy
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Hierbei sind U die freie spezifische Energie, 6 die absolute Temperatur, 7, die spezifische En-
tropie, pg und p die Massendichten in der Referenz- bzw. Momentankonfiguration, S der gewichtete
Cauchy’sche Spannungstensor, D der symmetrische Anteil des raumlichen Geschwindigkeitsgradien-

ten, q der WarmefluBvektor und g der Temperaturgradient.

Die Annahme einer multiplikativen Zerlegung des Deformationsgradienten F in einen elastischen,

einen thermischen und einen inelastischen Anteil gemaB
F=FFF,=F,F, (2)

impliziert eine sog. plastische Zwischenkonfiguration R;. Die iibliche Vorgehensweise im Rahmen der
Theorie groBer Deformationen legt nahe, die konstitutiven Gleichungen beziiglich dieser Konfigura-
tion zu formulieren. Transformation der Clausis-Duhem-Ungleichung in R; mittels dem Konzept der

dualen Variablen [3, 4] liefert

) . 1 . &
-V —fO0n+—T-T -Cy >0 , (3)
PR
wobei T einen zweiten Piola-Kirchhoff-Tensor und I' einem Green'scher Verzerrungstensor bzgl. der

A
plastischen Zwischenkonfiguration entspricht. I' ist die untere Oldroyd-Ableitung von T', wie folgt

definiert:
A& . rrn . on
=T+ LT +I'L, . (4)

Der plastische Anteil des raumlichen Geschwindigkeitsgradienten relativ zur plastischen Zwischenkon-
figuration I:,, ist durch f;p = Fp F;l gegeben. Die Oldroyd-Ableitung besitzt die wichtige Eigen-
schaft der Objektivitdt; eine Invarianzforderung gegeniiber der Wahl des Bezugssystems. Ausgehend

von einer additiven Zerlegung der Deformation und deren objektiver Ableitung

I' = I+, +10, =0, +T1, (5)
a0 A s A
I = Iu+1,=T4+D, (6)

wird zundchst eine spezifische freie Energiefunktion der Form
U(t) = ¥ (Pop, ¥,7,d,0) = Tault) + (1) (7)

eingefiihrt. Es wird angenommen, daB sie additiv in einen thermoelastischen und einen plastischen
Anteil zerlegt werden kann. Die tensorielle GréBe Y und die skalarwertigen GroBen 7 und d sind
innere Variablen vom Dehnungstyp, wobei Y die Struktur eines Green'schen Verzerrungstensors
aufweist und d die Schadigungsvariable darstellt. Sie sind die thermodynamisch konjugierten GroBen

der inneren Variablen vom Spannungstyp Z, k und €.




—164—

Mit Hilfe der Beziehungen (4 - 7) sowie der Annahme elastischer Isotropie kann die Clausius-Duhem-

Ungleichung in

. oY\ 2 AN 0T . .
T - — | Tt — v+ — 10+ | T+ 2pg——1T¢| D,—
( o 6Fet> Lo ("7 o6 > ( o o) t) g
ov ;. 8¥ 0V
- - — 74+ —d] - > 8
pR<aY Y+3TT+3dd> Co >0 (8)

iiberfiihrt werden (s. hierzu [7]). Standardargumentation, die auf Coleman/Gurtin zuriickgefiihrt

werden kann (s. hierzu z.B. [1]), fiihrt zu den Potentialbeziehungen

o 0T ol
= PR af‘et 3 Ne = 90 )

die im Falle der Viskoplastizitit notwendige und hinreichende Bedingungen zur Erfiillung der Clausius-

(9)

Duhem-Ungleichung darstellen.

Mit Hilfe der folgenden Annahme fiir den plastischen Anteil der freien Energie

U,t) = T, (Y,rdf) = (-4 {77‘2 + 2hr + cY-Y} (10)
2pr

und den Definitionen fiir die inneren Variablen vom Spannungstyp

ov .

oV
k= prg- = (1=d) (yr + }) (12)
Q= Qg + Q pRaa—‘j-——Qet——;—{fy1‘2+2hr+cY-Y} (13)

lautet die Clausius-Duhem-Ungleichung

A ~

PD, -2 Y—ki-Qd—Cy >0 . (14)

Es sind ¢, 3,7 und h nichtnegative Materialfunktionen der Temperatur, mit der Eigenschaft h <

k(6)|s=o und P der sogenannte Mandel'sche Spannungstensor, der wie folgt definiert ist:
Pi=(1+ 2fet) T . (15)
In Anlehnung an Tsakmakis [12] wird eine FlieBfunktion F = F (P,£,k,d) mit kinematischer und
isotroper Verfestigung im Raum der Mandel'schen Spannungstensoren verlangt, die zusatzlich noch
Schadigungseffekte beriicksichtigt, wobei ¢ der Translationstensor der kinematischen Verfestigung
ist, der die Struktur eines Mandel'schen Spannungstensors aufweist. Der Translationstensor wird

somit mittels eines zweiten Piola-Kirchhoff-Spannungstensors, in diesem Falle mit 7., und dem dazu

thermodynamisch konjugierten (Green'schen) Verzerrungstensor Y definiert:

77 . (16)

£ = (1+2Y)Z=Z+c(1_d)
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Fiir Plastizitdt ohne Schidigung (bei isothermen Prozessen) fiihrt das Postulat von I'llushin auf
die Eigenschaften der Konvexitdt der FlieBfliche und der assoziierten Normalenregel. Diese Eigen-
schaften werden auch fiir den Fall der Viskoplastizitit mit Schadigung angenommen. Als FlieBfunk-

tion wurde eine von Mises FlieBfunktion

A~ D
F=F(Pékd :\‘%(?j) (1; 5) % (17)

gewahlt, die FlieBregel ist dann durch

D, = (1-d)s (18)

A .
P _
gegeben. Die Rate der plastischen Bogenldnge s = \/—g-]ﬁp . ﬁp wird im Falle der Viskoplastizitdt

mit Hilfe einer Uberspannung gem3iB

P i (19)

U]
bestimmt, wobei { ) die McAuley Klammern mit der Eigenschaft (z) = z fir £ > 0 und (z) =

0 fiir z < 0 und m, n positive, temperaturabhidngige Materialfunktionen sind. Somit ist s stets

nichtnegativ.

Nach einigen Umrechnungen (s. [7]) kann die Clausius-Duhem-Ungleichung in

A S ~ A \vj A

P-¢\ - kr 7 . 1( Z d( 7Y, Qd Gy

i Y WAL I S R R - > 20
<l-d) P Iod T 1-d {Dp c<1—d>+c2<1—d>9} T4 1-d=" (20)

(4) (B) (¢) (D)

tiberfiihrt werden, wobei ¢’ die Temperaturableitung 9¢/06 darstellt. Das Symbol "v" reprasentiert

eine obere Oldroyd-Ableitung, sie ist relativ zur plastischen Zwischenkonfiguration wie folgt definiert:

~ v ~ . - ~
Z Z . Z Z
) == -0, =] - L7 . 21
<1—d> (1—d> p(1—d> (1 d> (21)
Es ist sofort ersichtlich, daB eine hinreichende Bedingung zur Erfiillung von (20) ist, daB jeder der vier
Terme (A) — (D) nichtnegativ ist. Daraus lassen sich nun die Evolutionsgleichungen fiir die isotrope

Verfestigung k, fiir die gemaB (16)mit der kinematischen Verfestigung & verkniipften inneren Variable
7 und fiir die Schidigungsvariable d herleiten.
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2.1 Isotrope Verfestigung (A)

Mit Hilfe von (17) und (18) kann gezeigt werden (s. [7]), daB (A) stets nichtnegativ ist, wenn § > 7
gilt. Durch geeignete Wahl von 7 (s. [7]) folgt als Evolutionsgleichung

e T N B I

wobei ¢, T,w nichtnegative, temperaturabhidngige Materialfunktionen mit den Eigenschaften 0 <
¢ < 1 sind. Der erste Term der rechten Seite beschreibt die nichtlineare Verfestigung (strain hard-
ening), der zweite die statische Erholung (recovery) und der dritte Term die Abhéngigkeit von der

Temperaturdnderung.

2.2 Kinematische Verfestigung (B)

Es ist offensichtlich, daB (B) stets nichtnegativ ist, wenn der Term zwischen den geschweiften
Klammern positiv proportional zu Z/(1—d) ist. Durch die Wahl eines Proportionalititsfaktors

w—1
b, p
ZS + ¢ |1—d

mit b = b(0), p = p(8), w = w(8) > 0 folgt sofort

~ v o o w—1 ~ ~
7 . N/ 7 7 ¢ . (7
(1—d> = cDy — bs <1-d> —P ”1—d <l—d> + 50 (1—d> ’ (23)

wobei ||A]| = VA - A die euklidische Norm eines Tensors zweiter Stufe A darstellt. Die ersten bei-

den Terme der rechten Seite beschreiben ein Verfestigungsverhalten vom Armstrong-Frederick-Typ,

der dritte Term die statische Erholung und der letzte Term die Abhdngigkeit von der Temper-

aturanderung.

2.3 Schidigung (C)

Es wird unterstellt, daB sich der thermoelastische Anteil der spezifischen freien Energiefunktion in

zwei Anteile

1—d) - = 15
o (Tet, 0) + pRK(Q) (24)

Wo(t) = Uy (T, d, 6) = (

aufspalten 13Bt. Der erste Summand wird linear in (1—d) vorgegeben, wobei H eine isotrope Funktion

von f‘et und 6 ist. T und Q. ergeben sich aufgrund der Beziehungen (7,91, 10) und (13) zu
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- OV oH
T = = (1-d) —— 25
PR ot ( ) ot ( )
_ 8\I}et _ T
Qot = pr ad H (Fm, 0) . (26)

Als Evolutionsgleichung fiir d wird nun

d = {ao+(a1+a2d)ﬂ}é, (27)
(1—d)e |

vorgeschlagen, wobei ag, a1, az, n, ¢ nichtnegative temperaturabhangige Materialfunktionen sind. Es

wird deutlich, daB unter der Voraussetzung H (L', ) > 0 die Forderung (C) > 0 stets befriedigt ist.

Beziehung (27) stellt eine Verallgemeinerung einer von Dhar et al. [2] vorgeschlagenen Evolutions-

gleichung dar (n = 1,¢ = 0). Der Sonderfall ay = a2 = 0 liefert eine von Lemaitre [9] formulierte

Evolutionsgleichung.

Es kann gezeigt werden, daB fiir das Fourier'sche Warmeleitungsgesetz (D) > 0 stets erfiillt wird.

2.4 Warmeleitungsgleichung

Die noch fehlende Evolutionsgleichung fiir die Temperatur liefert der erste Hauptsatz der Thermo-

dynamik, der relativ zur plastischen Zwischenkonfiguration die Form

. 1L o & 1,,~
¢ =—T T —=(divq) + 1y (28)
PR P
annimmt. Hierin sind e die spezifische inneren Energie und r,, die Warmezufuhr pro Zeit- und

Masseneinheit der Referenzkonfiguration. Mit Hilfe der Definition der spezifischen freien Energie
UV=ec¢—0n (29)

kann (28) in die Wirmeleitungsgleichung

: 1
Cse_wet:r\v";diVQ“*‘wp_és : (30)
iberfiihrt werden, wobei
02 on,
=LY _pOm 31
¢ = V5m = V% (31)

der spezifischen Warmekapazitit bei konstanter Verzerrung entspricht. Der Term
% 99T :
860t ' pr 00
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beschreibt die thermoelastische Kopplung und

1 . 2
w, = —P- T (33)
Pr

die spezifische plastische Spannungsleistung. Die GréBe &, entspricht der in Form von innerer Energie

im Material gespeicherten Leistung, die sich aus Beitragen der inneren Variablen Y,r und d gem3B
&, = ey + €sr + €gq (34)

zusammensetzt.

3 Vereinfachte konstitutive Beziehungen

Zur Erlangung eines effektiven Spannungsalgorithmus (s. Abschnitt 4) sind gewisse Vereinfachungen
im Modell notwendig. Als erste Annahme wird unterstellt, daB in (16); der zu 72 proportionale Term

vernachlassigt werden kann, d.h.
=12 (35)

Es kann gezeigt werden, daB diese Vereinfachung immer noch eine thermodynamisch konsistente
kinematische Verfestigungsregel darstellt, vorausgesetzt der Materialparameter b erfiilit stets die

Bedingung
b=b(6) > V6. (36)

Dieselbe einschrankende Bedingung an die Materialkonstante b zeigte Kamlah [6] fiir ein Modell

ohne Schidigung.

Als zweite Annahme werden kleine thermoelastische Verzerrungen

unterstellt, wodurch mittels der polaren Zerlegung F.; = R Ues, der thermoelastische Anteil von

~

Tl <1 (37)

F durch den thermoelastischen Anteil des eigentlich orthogonalen Rotationstensors R
Fet ~ Ret (38)

angenahert werden kann. Aus (15) folgt weiterhin

A ~

Px~T. (39)

Ausgehend von einem Hyperelastizitdtsgesetz der Form

T =(1-d)C[l] & % = C[l) = C[Tu—albr1] , (40)
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kann durch Bildung der materiellen Zeitableitung und unter Beriicksichtigung der Definitionen der
unteren und oberen Oldroyd-Ableitungen (4,21) das Hyperelastizititsgesetz in ein Hypoelastizitats-

gesetz

A

Ty 4 ac
(155) =i+ 05m) - it + Ruiy) - BoelR] - CIRJET

iiberfiihrt werden. In (40) sind C ein Elastizitdtstensor vierter Stufe, v der Warmeausdehnungsko-

effizient und Afy die Differenz zwischen absoluter Temperatur 6 und einer Bezugstemperatur 0.

Werden im Rahmen der Annahme (37) zusitzlich in (41) die letzten vier Terme der rechten Seite

vernachlassigt, resultiert

~

Ty 3 s &8
(1—_—a> =Cl]=C[I' - T, - T'y. (42)
Fiir den thermischen Anteil der Verzerrungsrate ergibt sich

[i= (oAb + )61 + LT T, + ByL, | (43)
wobei hierin die beiden letzten Terme der rechten Seite auch vernachléssigt werden kdnnen, d.h.

A
Iy= (o/ AOp + )61 (44)

Eine analoge Vorgehensweise fiihrt auf folgende vereinfachte Beziehungen fiir die in die Warmelei-

tungsgleichung (30) eingehenden GroBen c, wes, wy und &, (s. hierzu [7]):

c. = konst. (45)
0 A
W = — ——?m 1—d) (/ Abg + @) SpT (46)
w, = \F— T-N (47)
g 2 pr
) k v k Al
st — - T - 48
é PR {1—d 79<1_d h) h@}r (48)
by = 90 (2 ¥ (49)
PR 1-d
, 1 i C, [ k :
ey = -p—R { — Qo + (&' ABg + @) Sp(1 d)@ + _’Y (I_—d——h> +
h—K0 [ k Cy (7 A :
LA LS LA 50
* ~ <1——d h) + 2¢ (1—d> (1—d> }d’ (50)

mit
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N =
J(e-2)° (2-2)°
C, = 1- Y
)
Cy = 1-=6
C

1
o
~ w1 2
: 1] /3 Z Z\ . Z

Es sind k der Kompressionsmodul und SpA die Spur eines Tensors zweiter Stufe A. Es kann gezeigt

werden, daB mit Hilfe von (38) bei der Transformation der konstitutiven Gleichungen (17, 18, 23,
42, 44, 46-50) in die Momentankonfiguration (mittels der Methode der dualen Variablen) die GréBen
A

P bzw. T durch S, € bzw. Z durch Z, T durch D und N durch N ersetzt werden.

4  Numerische Umsetzung

Die Integration des Systems der konstitutiven Gleichungen basiert auf einem Operator-Split-Verfahren
mit 3 Operatoren, die nacheinander integriert werden (s. auch [5]). Dabei bilden die Losungen aus
Operator 1 (thermoelastischer Anteil) die Anfangswerte fiir den zweiten Operator (inelastischer An-
teil), dessen Losungen wiederum die Anfangswerte des dritten Operators darstellen. Die Lésungen
des dritten Operators sind die gesuchten Losungen des Differentialgleichungssystem zum Zeitpunkt

t+At.

Zur Integration des Systems der konstitutiven Gleichungen bzgl. der letzten Gleichgewichtskonfigu-
ration R; (Update Lagrange) werden zunichst die bzgl. der gesuchten Momentankonfiguration Ry, a;
formulierten objektiven Ableitungen nach ihren materiellen Zeitableitungen aufgeldst, wobei die un-
tere und obere Oldroyd-Ableitung eines Tensors zweiter Stufe A relativ zur Momentankonfiguration

durch

= A+LTA + AL
= A-LA-ALT

P> P

gegeben sind (vgl. (4, 21)). Dies fiihrt auf das auf der nichsten Seite in Tabelle 1 angegebene

Differentialgleichungssystem.




Tab. 1: Das zuldsende Gleichungssytem (vereinfachtes Materialmodell):

Operator 1: Operator 2: Operator 3:
Thermoelastische Anteile Inelastische Anteile Erholungsterme
F m
. (F)
n

i

TN TN
—_
i
o

) ( >LT+C[D—(O:+0/A9R)9'1] ‘QM\/gs'N
k
1—d

) R )

k.
I‘x
o
{l

(i
G
(i

N T IR [ ML T e
i {ag + (@ + azd) ((f_’dt)):} ;
mit . s

Qo = _____1._2 {_L sP.sP 4+ m (Sp S)Z} , i, A Lamésche Konstanten

il
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Ausgehend von einem gegebenen Zustand zum Zeitpunkt ¢ wird nun die Losung zum Zeitpunkt
t+At gesucht. Mit den Werten S(¢), k(t), Z(¢) und d(t) am Inkrementanfang und dem vom FE-Code
vorgegebenen Zeitinkrement At, dem Verschiebungsinkrement Au sowie dem Temperaturinkrement

AB wird das in der Materialroutine zu l6sende Anfangswertproblem gelGst.

4.1 Operator 1 (thermoelastischer Anteil)

Die Gleichungen in der ersten Spalte von Tabelle 1 werden mit Hilfe des Hughes-Winget-Algorithmus

integriert. Dazu werden die Gleichungen mit Hilfe der Bar-Transformation (s. Weber [13]) gem3aB
X=Q"XQ (51)

in die letzte Gleichgewichtskonfiguration (Referenzkonfiguration) R; zuriickrotiert. Der eigentlich

orthogonale Rotationstensor Q sei durch die Losung des Anfangswertproblems
Q=WQ, Q) =1 (52)

o] .
gegeben. Es kann nun gezeigt werden, daB die Bar-Transformation die Jauman-Ableitung X=X —

WX — XWT in die materielle Zeitableitung X iiberfiihrt, d.h.

_ O _

X=Q7XQ. (33)

v o

Da X=X —-DX — XD gilt, folgt mit (51)

— v [T

X=Q"XQ+DX-XD. (54)
Mit anderen Worten, ein Anfangswertproblem

v

X = M[D, Ad)], (55)
mit Xy =: X(¢), wird mit Hilfe der Bar-Transformation in

X =XD+ DX+ M[D,A8], X =X, (56)
iiberfiihrt. Die Integration erfolgt nun (analytisch) mit Hilfe der Mittelpunktsregel

T = X1 MK, )

und eine anschlieBende Transformation in Ry liefert

181—: S0 181: ]gl(Aea AG, Ql)
Ikl - Ikl (Aev AH) Ql) ]le IZI (AG, A@, Ql)
"dy=dy
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Der hochgestellte Index bezeichnet die Nummer des Operators, die tiefgesteliten Indizes kennzeichnen

die Zeitpunkte ¢ (Index 0), t+At/2 (Index 1/2) und t+At (Index 1).

Unter der Annahme, daB sich der Geschwindigkeitsgradient I, = FF~* innerhalb des Zeitinkrements
nicht dndert, folgt sofort, daB dessen symmetrischer Anteil D und dessen antisymmetrischer Anteil

W konstant sind. Daraus folgt wiederum

Ae := AtD = konst. (58)
Es kann gezeigt werden, daB fiir L = konst. Q; durch

- o- 3] 1+ 2w)

gegeben ist.

4.2 Operator 2 (inelastischer Anteil)

Die Anfangswerte der im Operator 2 zu integrierenden GroBen sind durch

11

so=50, So=Si, ko='ki, Zo=2Zy, "do=dy, (60)

gegebenen. Die FlieBfunktion am Ende des ersten Schritts lautet somit

: T 3rfs—z\P /s —7z\? '/ «
Fo= E('s,. = 2(2=2) () (k) 61
1 (81, 21,k dy) J2(1—d) (1—d> (1—d>1 o

1 1

Im Falle inelastischer Belastung, F > 0, werden die Gleichungen implizit gemaB der Vorschrift

17

Xl - IX] + At”Xl (62)

integriert. Dazu wird zundchst ein plastischer Multiplikator

3 3 (Fym
Ay = Atyfs = A2 X
1 t\/;s At 5 .

t+AL
eingefiihrt. Damit 138t sich das Gleichungssystem wie folgt darstellen:

2
s = so+ \/;Al (64)

II I
S S 11
— _ 65
<—1—d>1 (1—d>1 2 Ny ( )

RELA ! (- +f \(n+Bin) (66)
<i~:a>l B 1+\/%ﬁl¢11\1 <1“d>1 §¢111’Y1 .

(63)

t+AL
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17 I
Z 1 7/ "
=) = + AN (67)
(1*d>1 1+ /200 { <1—d>1 - 1}

1 2 (=" Qe )™
di = do+ 3 ap, + (a1, + ag, d)mr Ay, (68)

. I3 _ 1 (S—Z)D )
mit N1 =
(WS—Z)D- (s-2)°/,

2
”Q B ——1—.[[ _S—_ D II S D 1 5 IT _S__
T T4 \1=d), " \1=d), T 6@m+3n) |7 \1-d/,

Es handelt sich somit um ein System aus 15 Gleichungen, jeweils 6 fiir den gewichteten Cauchy’schen
Spannungstensor und die kinematische Verfestigung sowie jeweils eine Gleichung fiir s,k und d.
Unter Einbeziehung der FlieBfunktion (61) gelingt es nun die 15 Gleichungen auf 2 skalarwertige
Tensorfunktionen

"d ="3(Ae, A0, Qi Ay =0

"I ="T(Ae, A0,Q1, A, "dy) =0
zu reduzieren. Die beiden unbekannten GréBen A; und ' d; werden mit Hilfe des Newton-Verfahrens
numerisch ermittelt, wobei zuerst aus ' ® die Unbekannte A; und damit anschlieBend 4, bestimmt

wird. Einsetzen von A; und "d; in (64 — 67) liefert schlieBlich die gesuchten Losungen fiir s =

I ir Ir 'z
S1, S = Sb k1 und Zl.

4.3 Operator 3 (recovery Anteil)

Die noch verbleibenden Gleichungen fiir die Erholungsterme der isotropen und kinematischen Ver-

festigung werden ebenfalls implizit integriert. Es folgt

11 I 11 w1
k k k
(75, - (), (55), ) o

III< 7, > II( Z > At III( 7, > wi—1 III( Z > (70)
— = =] -at|| [ -
1-d), —d), 1-d), 1

1-d
Es gelingt auch hier, das Gleichungssystem, in diesem Falle 7 Gleichungen, auf zwei skalarwertige

Tensorfunktionen
II]® :III@(AE’AQ,Ql,]]dl,I][kl) :0
IIIF _ qu1 (AE?,AQ, Ql,Al,”dl, Hluzl”) =0
mit den Unbekannten ""k; und || Z,|| zu reduzieren. Die mit dem Newton-Verfahren ermittelten

GroBen liefern die gesuchten Lésungen k = "'k; und Z ="' Z;.
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4.4 Wirmeleitungsgleichung

In ABAQUS miissen bei thermomechanisch gekoppelten Problemen die in die Warmeleitungsgle-
ichung (30) eingehenden GroBen we;, w, und é; von der Materialroutine bereitgestellt werden. Diese
berechnen sich aus den in die Momentankonfiguration transformierten Beziehungen (46-50) (s. hi-
erzu die Bemerkungen am Ende von Kapitel 3), unter Beachtung von (58), fiir die am Inkrementende

ermittelten Spannungen.

4.5 Beitrage zur konsistenten Tangente

Weiterhin erwartet ABAQUS zur Berechnung der Tangentensteifigkeitsmatrix die Beitrage

0o Oo ow ow
OAe’ OAO’ 0OAe’ OAO

aus der Materialroutine. Diese Beitrage werden analytisch berechnet. Auf eine Darstellung der Ergeb-

nisse wird im Rahmen dieses Berichts verzichtet und auf die Arbeit von Limmer [7] verwiesen.

5 Validierung und Beispiele

5.1 Validierung der vereinfachten konstitutiven Gleichungen

Im folgenden wird der EinfluB der Vereinfachungen auf die Materialantworten des Stoffgesetzes am
Beispiel des einachsigen, homogenen Zugs aufgezeigt. Dazu wurde das vereinfachte Materialmodell
einachsig formuliert und mit Hilfe eines Runge-Kutta-Verfahrens 4. Ordnung numerisch integriert.
Zum Vergleich wurden die Materialantworten fiir ein weiteres Modell berechnet, das auf einem
von Simo [11] vorgeschlagenen Hyperelastizititsgesetz und der mit der exakten Definition von &
(16) formulierten FlieBfunktion basiert. Beide Modelle wurden jedoch fiir kleine thermoelastische
Verzerrungen formuliert. Die technische Dehnrate &;(t) wurde so vorgegeben, daB die in Abb. 1

dargestellte zyklische Belastung mit Haltezeiten entstand.

Die Materialparameter wurden in diesem Beispiel in temperaturunabhingiger Form vorgegeben. Es

wurde folgender Parametersatz angenommen:
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Tab 2: Die verwendeten Materialparameter (temperaturunabhéngig)

po= 7.85-10% kg/m® ¢= 1.0 p= 10"*MPa!™W/s
c. = 540.0 J/(kgK) B= 100 w= 15

E = 200.0 GPa v= 1500.0 MPa ap= 0.1

v= 03 h=ks= 100.0 MPa a1= 0.2

a= 001/K = 10"*MPa'™“/s|ay;= 0.8
Or = 293.0 K w= 15 n= 0.01

m= 7.0 b= 10.0 ¢g= 5.0

n= 10! MPa™s c= 2500.0 MPa

In Abbildung 1 sind minimale Unterschiede bei der 11-Komponente des gewichteten Cauchy’schen
Spannungstensors, Sy;, erkennbar, die anderen Kurvenverliufe sind nahezu deckungsgleich. Der Un-
terschied zwischen &1 und Z;; liegt in derselben GréBenordnung wie zwischen Sq; aus den beiden
Ansitzen des Translationstensors der kinematischen Verfestigung €. Fiir hinreichend groBe Werte
von c ist somit die Vereinfachung zuldssig, selbst wenn die Schadigung gegen 1 strebt, da die Evolu-
tionsgleichung von Z so formuliert wurde, daB Z fiir voll geschidigtes Material (d=1) verschwindet

(s. hierzu [8]).
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Abb. 1: Vergleich der mit Runge-Kutta aus den beiden Modellen berechneten Ma-
terialantworten (kleine thermoelastische Verzerrungen). Vorgegeben wurden

die Dehnrate &;(t) und die Materialparameter aus Tabelle 2.
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5.2 Validierung des Operator-Split-Verfahrens

Fiir dieselbe Lastgeschichte und dieselben Materialparameter wie im vorherigen Abschnitt wurde mit
ABAQUS die Materialantwort berechnet. Hierzu wurde ein einziges axialsymmetrisches, 8-knotiges
Element verwendet. Die maximale Schrittweite wurde im FE-Lauf auf eine Sekunde beschrankt. Wie
Abbildung 2 verdeutlicht, zeigen sich nahezu deckungsgleiche Verlaufe der mit dem Runge-Kutta-
Verfahren fiir das vereinfachte Materialmodell und den mit ABAQUS ermittelten Materialantworten.
Weitere Rechnungen (s. z.B. [5]) ergaben auch bei groBeren maximalen Schrittweiten eine sehr gute
Ubereinstimmung mit den Runge-Kutta Losungen, vorausgesetzt es findet innerhalb des Zeitinkre-
ments kein Wechsel von elastischer Belastung auf inelastische Belastung statt (erstmalige inelastische

Belastung oder inelastische Wiederbelastung).

5.3 Simulation eines Zugversuchs

Abbildung 3 zeigt die Verformungslokalisierung eines axialsymmetrischen Stabes sowie einer diinnen
Platte (ebener Dehnungszustand). Es wurden dasselbe FE-Netz, jedoch unterschiedliche Element-
typen verwendet. Die Knoten am oberen Ende wurden in axialer Richtung verschoben, am un-
teren Ende und an der linken Seite der Geometrie wurde eine Symmetriebedingung unterstellt.
An der rechten Seite der Geometrie und am oberen Ende des Netzes wurde zusdtzlich noch ein
Warmeiibergangskoeffizient vorgegeben, wodurch sich bei zunehmender Verformung ein inhomo-
genes Temperaturfeld einstellt. Dieses Temperaturfeld fithrte durch Vorgabe zweier temperaturab-
hangiger Materialparametersitze zu der aus Experimenten hinreichend bekannten Einschniirung des

Zugstabs bzw. zur Ausbildung eines Scherbandes.
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Abb. 2: Vergleich der mit Runge-Kutta (vereinfachtes Modell) und den mit ABAQUS
berechneten Materialantworten. Vorgegeben wurden die Dehnrate £,(t) und

die Materialparameter aus Tabelle 2.
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1. Druckaufbau bei spatem Fluten in einem ‘Station Blackout’
(W. Baumann, G. Jacobs, M. Lau, L. Meyer, INR)

Abstract

This topic deals with the pressure build-up during a station blackout. The question
whether a pressure increase in the order of 2 MPa could occur after depressurization
measures following a core melt-down, was investigated in different approaches. From
the results it can be concluded that such a pressure increase cannot be excluded when

the water injection is re-established.

Zusammenfassung

Die Frage, ob in einem 'station blackout' nach Niederschmelzen des Kerns und einer
gezielten Druckentlastung eine Druckerhéhung in der GréRenordnung von 2 MPa durch
Wiedereinspeisung von Wasser in das Primérsystem méglich ist, wurde mit verschie-
denen Mitteln bearbeitet. Zunachst wurden die wichtigsten EinfluRgréRen identifiziert
und eine globale GroRenabschatzung der moglichen Verdampfungs- und Abstrémraten
und damit der Druckerhéhung vorgenommen. Als néachstes wurde mit dem 'lumped pa-
rameter' Code CONTAIN eine Parameterstudie durchgeftihrt, mit dem Ziel, den Einfluf}
der Anfangsbedingungen auf den Druckaufbau zu untersuchen. Als wichtigste Parame-
ter wurden die GroRRe und die Temperatur der Oberflache der Reststrukturen identifi-
ziert. Mit realistischen Annahmen fir diese GrofRen ist eine Druckerhéhung im RDB auf
2 MPa moglich. Schliellich wurde eine detaillierte Analyse mit SCDAP/relapb durchge-
fuhrt. Das Rechenergebnis zeigt, dal der Druck innerhalb von 300 s nach Beginn der
Einspeisung auf tber 2 MPa ansteigt, und zwar bei maximaler Pumpenférderung und
offenen Entlastungsventilen. Die massive Nettodampfproduktion ist hauptsachlich auf
die Warmeentspeicherung der hocherhitzten Strukturen zurlUckzufihren. Die
SCDAP/relap5-Ergebnisse sind als vorlaufig zu betrachten, weil ein Teil des Pro-
gramms (COUPLE) nicht funktionsféhig war. Dennoch kann aus dem SCDAP/relap5-
Ergebnis der Schluf® gezogen werden, dal im Falle eines spaten Wiederfluten ein

Druckaufbau im Bereich von 2 MPa nicht ausgeschlossen werden kann.
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1. EINLEITUNG

Eine frihe, priméarseitige Druckentlastung soll beim EPR Hochdruckszenarien aus-
schlieBen und dafir sorgen, daB der Versagensdruck, d. h. der Primarsystemdruck zum
Zeitpunkt des RDB-Versagens, unter 2 MPa bleibt. DaB aber auch bei einem relativ
niedrigen Versagensdruck (1 - 2 MPa) Kernschmelze in der Reaktorgrube dispergieren
kann, lehren die Ergebnisse der amerikanischen 'Direct Containment'-Forschung [1].
Die langfristige Klhlung der Kernschmelze nach einem Versagen des RDB setzt beim
gegenwartigen Konzept des EPR voraus, daf3 die Kernschmelze zunéchst in der Re-
aktorgrube gehalten werden kann, um dann in einen Ausbreitungsraum geleitet zu wer-
den. Eine Coriumschmelze-Dispersion kénnte jedoch den Austrag einer gré3eren Men-
ge Coriumdebris in die angrenzenden Raume des Containments zur Folge haben. Da-
mit wirde die Wirksamkeit der Schmelze-Kihleinrichtung im Ausbreitungsraum beein-
trachtigt.

Die Problematik der Schmelzedispersion bei (relativ) niedrigem Versagensdruck wird in
diesem Vorhaben sowohl analytisch als auch experimentell untersucht. Auf experi-
menteller Seite befindet sich eine Versuchsanlage (DISCO = Dispersal of Simulated
Corium melt) fur Dispersionsexperimente mit Wasser und Woodsmetall in der Ent-
wurfsphase. Ferner sind integrale Simulationsexperimente mit Thermit-Schmelze in der
Planung. Die Moglichkeit des Druckaufbaus bei spatem Wiederfluten wurde mit einfa-
chen Abschatzungen und Rechnungen mit dem Containmentcode CONTAIN als auch
mit detaillierteren SCDAP/relap5-Rechnungen untersucht.

Betrachtet wurde der sog. 'Station Blackout', ein Szenario, das ausgelost wird durch
den Ausfall der Fremdstromversorgung (LOOP, Loss of Offsite Power), weil es im Falle
einer spaten Wiederkehr der Stromversorgung trotz friher Druckentlastung zu einem
unerwinschten Druckaufbau kommen kann, wenn namlich mit der Stromversorgung
automatisch die Forderung der Noteinspeisepumpen beginnt. In diesem Fall kann es
unter Umstédnden durch Verdampfung des eingespeisten Wassers zu einem héheren
Versagensdruck kommen.

Nach dem gegenwartigen Stand wird das Druckentlastungssystem durch die drei Si-
cherheitsventile am Druckhalter dargestellt. Die Entlastungsventile werden gedffnet,
wenn eines der beiden folgenden Kriterien erflllt ist: (a) der Wasserstand im RDB sinkt
unter 1 m Uber Kernoberkante (b) die Kihimitteltemperatur am Kernaustritt bersteigt
923 K. Der nominale Ventildurchsatz betragt 250 kg/s Sattdampf bei 17.6 MPa, was ei-
ner Warmeabfuhr von ca. 600 MW entspricht. Nach dem Offnen der Entlastungsventile
sinkt der Druck schnell unter den Ansprechdruck der Akkumulatoren, aus denen dann
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Wasser eingespeist wird, wodurch der Beginn des Kernschmelzens um etwa 100 min
hinausgeschoben wird. Einschlagige Rechnungen zeigen [2], daBB etwa 6 h nach dem
auslésenden Ereignis die Kernschmelze sich ins untere Plenum verlagert hat. Etwa 30
min spéater, wenn die Wand der unteren Kalotte soweit geschadigt ist, daf3 ein thermi-
sches Kriechversagen droht, beginnt ein kritisches Zeitintervall fir die Stromwiederkehr,
kritisch in Hinsicht auf einen hoheren Versagensdruck. Der Versagensdruck ist neben
der Art und GroBe des Versagensloches im Reaktordruckbehalter die einfluBreichste
Anfangsbedingung fir die Coriumschmelzedispersion. Deshalb ist es wichtig, in die-
sem Punkte gréBere Klarheit zu bekommen.

Solange noch Restwasser im RDB verdampft und der Druck nicht unter 0.8 MPa sinki,
kann die Nachwarme, die zu diesem Zeitpunkt etwa 0.8 % oder 34 MW betrégt, tber
die Entlastungsventile sicher abgefiihrt werden. Sobald alles Restwasser verdampft
oder der Druck unter 0.8 MPa gefallen ist, kann die erzeugte Nachwéarme nicht mehr
vollstandig abgeflihrt werden; denn bei 0.8 MPa ist die Ventilkapazitat ca. 10 kg/s, was
einer Warmeabfuhr von nur 30 MW entspricht. Als Folge davon heizt das Corium die
Strukturen durch Strahlung und Konvektion weiter auf. Mit der spaten Wasserinjektion
setzt eine intensive Verdampfung des eingepumpten Wassers ein.

Diese Verdampfungsrate hangt von vielen Parametern ab. Die Bedingungen, die den
Druckaufbau bestimmen, sind zum einen relativ genau definierbare Gréf3en, wie Quer-
schnittsflaiche der Entlastungsventile, Volumina der beteiligten Rdume und Massen-
strom des Kuhlwassers und zum anderen weniger genau bestimmbare GréBen, wie die
Oberflachen der Warmequellen und deren Temperaturen, also des Schmelzepools, der
Kernstrukturen und der Wande des RDB und des Kuhlsystems. Da der Druckaufbau
innerhalb weniger Minuten erfolgen wird, ist die GréBe der beteiligten Massen ein Effekt
zweiter Ordnung. Die Hdhe der Nachwarmeleistung ist von noch untergeordneterer Be-
deutung, sie bestimmt allerdings den Zustand des Schmelzepools zum Zeitpunkt der
Einspeisung und die Art eines moglichen Versagens der RDB-Kalotte. Die Eingrenzung
des moglichen Bereichs, in dem sich die zweite Gruppe der Parameter bewegen kann,
erfolgt z. Zt. mit Rechnungen mit SCDAP/RELAPS5 fir verschiedene Unfaliszenarien [3].
Aussagen Uber den Zustand des Schmelzepools kénnen erst in Zukunft erwartet wer-
den, durch Experimente und Rechnungen mit Codes, wie z. Bsp. TOLBIAC.
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2, ANALYSE DER EINFLUSSPARAMETER AUF DEN DRUCKAUFBAU
2.1  Anfangs-und Randbedingungen

Druckentlastung. Die Entlastungsventile sollen einen DurchfluB von m=250 kg/s bei
einem Druck von 17.6 MPa haben, das entspricht einem Volumenstrom von v = 2 més.
Aus diesen GroéBen ergibt sich eine Querschnittsflache von ca. 90 cm2. Uber die Aus-
fluBcharakteristik und die Ldnge und den Durchmesser der Zuleitungen zu den Ventilen
liegen keine Daten vor.

Volumen. Das Volumen setzt sich zusammen aus dem des RDB und dem des RCS
(Reactor Cooling System), mit Vrps = 150 m?, Vres = 290 m3, was ein Gesamtvolumen
von Viga = 440 m? ergibt. Der RDB hat einen Innenradius von ca. 2.50 m und eine Ho6-
he von ca. 12 m. Das RCS-Volumen besteht aus jeweils vier kalten Strangen und vier
heiBen Stréangen, den Pumpen, den Warmetauschern und dem Druckhalter. Die Stel-
lung von Schiebern und Ventilen ist nicht bekannt. Da zudem der Druckaufbau ein dy- -
namischer Vorgang von kurzer Zeitdauer (60 - 600 s) sein wird, kann u.U. nur ein Teil
dieses Volumens als Speicher teilnehmen.

Anfangsdruck. Es wird vollstdndige Entlastung mit einem Anfangsdruck von p, = 0.1
MPa angenommen. '

Schmelzemenge. Die gesamte Masse des Brennstoffinventars betragt myoz = 138 Mg,
die des Zircalloys mz = 41 Mg. Die Gesamtmasse des geschmolzenen Coriums ist ca.
Mcor = 180 Mg. Das minimale Schmelzevolumen, das sich im ‘lower head’ befinden
muf3, damit der maximale Radius von ca. 2.5 m erreicht wird, betragt ca. 16.5 m? (bei
einer H6he in der Mitte von 1.50 m). Die entsprechende Masse betragt mpeo = 120 Mg,
mit einer Brennstoffmasse von myop, =92 Mg.

Nachzerfallswarme. Die Nachwarmeleistung bei 4250 MWy, nach 876 Vollasttagen
und 5 Stunden nach Abschalten betragt Q = 35 MW, entsprechend q = 0.25 MW/Mg
UO; und g” = 2.0 MW/m? UO,. Die Warmeleistung des Schmelzepoois von 92 Mg
UO, ist Q =23 MW.

Warmeaustauschflache des Schmelzepools. Die maximale Wéarmeaustauschflache
des Schmelzepools bei glatter Oberflache betragt bei einem Radius von 2.5 m Ay =20
m2. Allerdings kann sie auch gréBer sein bei teilgeschmolzenen Massen oder Krusten-
formationen.
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Temperatur des Schmelzepools. Die Temperatur des Schmelzepools zum Zeitpunkt
der Einspeisung von Wasser in den RDB muf3 parametrisch behandelt werden, da dies
abhangig vom Szenario ist. Die Temperatur wird nicht uniform sein, sondern zumindest
an der RDB-Wand wird sich eine Kruste gebildet haben (auch ohne AuBenkihlung des
RDB). Die Oberfachentemperatur hangt einerseits von der Ausbildung einer Konvektion
im Pool und andererseits von der Bildung einer (Stahl-) Metallschicht an der Oberflache
ab. Auch ohne Metallschicht wird die Bildung einer Kruste vorausgesagt, obwohl es
dafur keine gesicherten Daten gibt. Werden Krusteninseln gebildet, so kénnen diese
aufgrund ihrer héheren Dichte absinken und die Konvektion anfachen. Gasanteile in
der Schmelze koénnten die Dichte der Kruste verringern aber auch die Konvektion ver-
starken. Die Kruste kann auch zerstért werden durch sequentielles HerabflieBen von
Schmelze in den unteren Pool. Durch eine Kruste wird der Warmetransport durch
Warmeleitung begrenzt. Die Anfangstemperatur der Schmelzepooloberflache liegt zwi-
schen Tmo = 2000 K mit Kruste und Tmo = 3500 K ohne Kruste.

Kernstrukturen und Wande. Es kénnen noch ungeschmolzene Kernstrukturen am
Kernrand stehen, oder an Strukturen oder Wanden kénnen sich noch feste bzw. teilge-
schmolzene Massen aus Stahl und Brennstoff befinden. Die Oberflache dieser Struktu-
ren ist unbestimmt und muf3 parametrisch behandelt werden. Die Flache des intakten
Kerns betragt ca. 2000 m2. Firr die Berechnung des Druckaufbaus kénnen die Para-
meter in den folgenden Bereichen variiert werden: die Flache Asy = 50 - 600 m? mit der
Oberflachentemperatur Tsy; = 1500 - 2000 K; die Wéande des RDB, der Gitterplatte und
des Reflektors Arps = 200 - 400 m?2, mit der Oberflachentemperatur Tgpg = 700 - 1200
K; die Oberflache der Kiihlkreislaufe hangt von der Grof3e des einbezogenen Volumens
ab; die Wande des RCS Agrcs = 200 - 1000 m2 mit der Oberflachentemperatur der In-
nenseite Tres = 500 - 1000 K.

Eingespeiste Wassermenge. Die Einspeisung des Wassers erfoigt Gber 4 Nieder-
druck- und 4 Mitteldruckpumpen in die 'cold legs'. Die Férderkapazitat der Niederdruck-
pumpen ohne Gegendruck liegt bei ca. 600 kg/s und sinkt auf 200 kg/s bei einem Druck
von 2.6 MPa. Bei diesem Druck férdern die Mitteldruckpumpen ebenfalls 200 kg/s. De-
ren Forderkapazitat fallt nur langsam ab und betragt noch 100 kg/s bei 11.5 MPa. Da
es moglich ist, daB nur ein Teil der Pumpen funktioniert, muB mit einer minimalen Ein-
speisemenge von % von 200 kg/s gerechnet werden also, my = 50 - 600 kg/s. Die
Temperatur des Wassers wird angenommen zu T,, = 300 K. Die Art der Einspeisung
bestimmt entscheidend die Verdampfungs- und Rekondensationsrate und damit den
Druckaufbau im RDB. Im einfachsten Fall lauft das Wasser in einem kompakten Strom
in das untere Plenum und bildet Uber der Schmelze einen Wasserpool. Der Wéarme-
transport vom Schmelzepool an das Wasser ist relativ genau bestimmbar. Wird das
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Wasser in einem Strahl oder Spray in den RDB eingebracht, so hangt die Verdamp-
fungsrate von der TrépfchengréBe ab, und davon, ob das Wasser die Strukturen und
Wande trifft.

2.2 Gilobale GréBenabschitzung

Mit der Druckentlastung von v = 2 m?¥/s ergeben sich die folgenden Dampfmassenstro-
me:

p m
[MPa] [kg/s]
17,6 250
2,0 20
1,0 10
0,5 5.3
0,3 3.3

Die Verdampfungsrate my bei einem Warmetransport allein durch Strahlung von einer
Flache mit A =20 m? ergibt sich mit

q=ec T mit 0=56710"kWK*m?,
e = 0.8
und Ahy = 2000 kJ/kg
zu:

T Q pz20m’ my

(K] [MW] [kg/s]
2000 9 4.5
2500 22 11
3000 46 23

Mit einer Oberflache von 20 m? und einer Oberflaichentemperatur von 2000 K ist dem-
nach keine Drucksteigerung Uber 0.3 MPa zu erwarten, wahrend bei Oberflachentem-
peraturen von 2500 K schon Driicke von 1 MPa erreicht werden kénnen, allein durch
den Wéarmeeintrag von der Pooloberflache. Allerdings musste fast die gesamte War-
meleistung von 23 MW an die Oberflache flieBen, soll die Temperatur nicht zu stark
absinken. Ein hoher Warmetransport ist nur durch Konvektion im Schmelzepool még-
lich, d.h. ohne Konvektion im Schmelzepool und mit Kruste an der Oberflache wird die
Verdampfungsrate am Pool nicht ausreichen, eine wesentliche Druckerhéhung im RDB
(> 0.3 MPa) zu erreichen.

Ist der Pool flussig, so tritt Naturkonvektion auf. Bei einer Pooltiefe von 0.6 m, einer ki-
nematischen Viskositat der Schmelze von v = 0.74 10° m2/s und einer Temperaturdif-




ferenz zwischen der Poolunterseite und -oberflache von ca. 150 K ergibt sich eine Ra-
Zahl (=Gr Pr) von Ra=1.510"". Dies bedeutet turbulente Strémung mit Nu=0.092
Ra%®. Mit der sich ergebenden Nusseltzahl von Nu = 450, kann der Warmestrom
schon bei einer Temperaturdifferenz von weniger als 150 K erreicht werden. Tatsach-
lich wird die Konvektion durch andere Nu-Beziehungen beschrieben, da die Warme-
quellen im Pool sind und die Form der Berandung und die Warmeabgabe an die Wan-
de eine Rolle spielen, aber grundsatzlich wird sich eine turbulente Konvektion einstellen
mit &hnlich hohen Warmestrémen [4].

3. PARAMETERSTUDIE MIT DEM CONTAIN CODE

Es wurden Rechnungen mit dem CONTAIN-Code (Version 1.2.1) durchgefiihrt, bei de-
nen der Warmetransport im Schmelzepool, die Nachzerfallswarme und der Warmeein-
trag der Strukturen und Wande im RDB modelliert wurden. Ausgehend von einem ein-
fachen Modell, das analytisch berechnet wurde und zu gleichen Ergebnissen fluhrte wie
die Code-Rechnungen, wurden schrittweise weitere Modelle zugefiigt. Hier werden nur

die Endergebnisse vorgestellt. |

3.1  Schmelzepool als einzige Warmequelle

Zunéchst sollen Ergebnisse gezeigt werden, die ohne den Einfluss der in den Struktu-
ren und Wanden gespeicherten Energien berechnet wurden. Im Fall des flUssigen
Schmelzepools reduziert sich das Problem auf die Frage: wann bildet sich eine Kru-
ste 7 Bei geringer Konvektion wird die Oberflachentemperatur unter die Liquidustempe-
ratur sinken und Krustenbildung (wahrscheinlich vom Rand zur Mitte oder als Insein)
wird einsetzen. Mit Hilfe von Codes und Simulationsexperimenten wurden Schmeize-
pools untersucht [5], ohne daB die Frage der Krustenbildung an der freien Oberflache
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Abb.1. Druckaufbau und Temperaturen des Schmelzepools (mit Kruste) ohne Einfluss der
Strukturen.
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befriedigend beantwortet wurde. Abbildung 1 zeigt Ergebnisse, die mit einer 7.3 mm
dicken Kruste (iber einem 0.58 m tiefen flussigen UO.-Pool erzielt wurden. Die Anfang-
stemperatur des Pools war 3500 K, wahrend die mittlere Krustentemperatur 3300 K
betrug. Innerhalb von 60 Sekunden sinkt die Krustentemperatur um 500 K auf 2800 K
und die Oberflachentemperatur liegt bei 1900 K und bleibt praktisch konstant. Ein we-
sentlicher Druckaufbau findet nicht statt. Wiirde sich keine Kruste bilden, so wirde
nach 6 Minuten die Oberflachentemperatur nur auf 2700 K sinken und der Druck auf
2.0 MPa steigen. Selbst ohne Einfluss der oberen Strukturen, kénnte bei einer flissigen
Pooloberflache ein Druck von 2 MPa im RDB entstehen, vorausgesetzt die Wasserein-

speisung ist gering.

3.2 Beriicksichtigung der Strukturen und Wiande im RDB

Um den Wéarmeeintrag von den Wéanden und Reststrukturen zu berlicksichtigen, wu r-

den aus dem weiten mdglichen Parameterfeld folgende Werte gewéh

It:

Restkern- Wand und RCS
strukturen Gitterplatte
Material UO, Stahl Stahl
Oberflache 200 m? 300 m? 500 m?
Dicke 01m 0.25m 0.03m
Temperatur 1600 K 1200 K 800 K
-l LN I AL TN L B L L N L L L LN L L L L L TV V] 3600
2.0 - - o > e = o = - o W - W@ W -:
B -
—_ - - 3200
> 1.6 - §
= N 4
w 12 P ] 2890
2 - 7 T e e s e o emm e -
2 » J
% 0.8 -_ —@— pressure —1 2400
Ly ~ L ]
4 e 00Ol temp 4
o N = oustmean | o ] 2000
0.4 - — = crustsurface -7 L-
0.0 -I Ll 1 1 ' | . | l L L. 1 l LA 1.1 l Lt A bt | Ll 1 1.0 l L.b 4 1. ] 1600
0 60 120 180 240 300 360 420

TIME [s]

TEMPERATURE [K]

Abb. 2. Druckaufbau und Temperaturen des Schmelzepools (mit Kruste) mit Einfluss der

Strukturen und Wande. Wassereinspeisung 30 kg/s; nach 400 s wird ein 1 m? gro3es Leck g e-

offnet.
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Der Warmelibergang findet (in CONTAIN) von den Strukturen an das Gas statt, und
zwar durch Konvektion und Strahlung. Um den Warmeubergang auch an Wasser zu
beruicksichtigen, wurde die SPRAY-Option benutzt. Hier wird das Wasser als Spray in
den RDB eingebracht, und es findet ein Warmetbergang vom Gas an die Trépfchen
statt. Die AnfangstropfchengréBe wurde zu 1 mm gewahlt. Tatsachlich kann der Wéar-
metransport von den Strukturen direkt an die Tropfchen effektiver sein; das wird in
CONTAIN allerdings nicht modelliert. Die TropfchengréBe wird sich aufgrund der Rela-
tivgeschwindigkeiten einstellen und kann je nach Art des Wassereintrags sowohl| gréBer
als auch kleiner sein. Die Pool-Temperaturen zeigen kaum Unterschiede zum vorigen
Fall ohne Kernstrukturen, jedoch ist der Druckanstieg stark von den oberen Strukturen
beeinfluBt (Abb.2). Mit dem Warmeeintrag von heiBen Wanden und Strukturen kann
auch bei einem Pool mit Kruste ein Druckaufbau stattfinden, wenn die Rate der Wasse-
reinspeisung niedrig ist.

Die Rechnungen haben gezeigt, daB ein wichtiger Parameter, neben dem Zustand des
Schmelzepools, die eingespeiste Wassermenge ist, wobei naturlich auch die Art und
der Ort der Einspeisung eine Rolle spielen. Der glnstigste Fall fir einen niedrigen
Druckaufbau ist der gleichzeitige Einsatz aller Pumpen mit maximaler Forderleistung,
dann wird der entstehende Dampf zum gréBten Teil rekondensiert (in dem vereinfach-
ten Modell von CONTAIN). Wenn die Zeit bis zur vollen Férderleistung kleiner 10 Se-
kunden ist, so wird auch dann der Druck niedrig bleiben. Nur im Fall eines langsamen
Ansteigens der Wassereinspeisung oder des Ausfalls mehrerer Pumpen, also bei Teil-
einspeisung, ist mit Druckerhéhung auf Gber 2 MPa zu rechnen. Ergebnisse von Rech-
nungen mit dem mechanistischen AFDM-Code [6] haben allerdings gezeigt, dal3 selbst
bei hoher Wassereinspeisung aufgrund hoher Gasgeschwindigkeiten in der RDB-
Atmosphéare und damit sehr kieiner TropfchengréBe und groBer Warmedlbertragung
Driicke groBer 4 MPa erreicht werden kénnen.

3.3 SchluBfolgerungen aus der Parameterstudie

Die Abschatzungen mit analytischen Methoden und dem CONTAIN-Code haben die
HaupteinfluBgroBen identifiziert, die fir den Druckaufbau im RDB nach Druckentla-
stung, Coreschmelzen und Wiedereinspeisung von Wasser maBgebend sind. Die wich-
tigsten Parameter sind die GréBe und Temperatur der heiBen Oberflachen der Struktur,
die Krustenbildung auf dem Schmelzepool und die eingespeiste Wassermenge. Bei
kleinem Massenstrom kann auch mit einer festen Pooloberflache ein Druckaufbau gro-
Ber 2.0 MPa stattfinden. Nach diesen Abschatzungen baut sich kein Druck gréBer 0.5
MPa auf, wenn die maximale Wassermenge eingespeist wird. Allerdings werden dabei
nicht alle Warmelbertragungsmechanismen und Ungleichgewichtszustédnde berick-
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sichtigt. Diese Fragen missen durch Rechnungen mit mechanistischen Codes, wie z.
Bsp. AFDM und SCDAP/RELAPS (siehe folgenden Abschnitt), untersucht we rden.

Diese Untersuchungen haben gezeigt, daB bei den derzeitig vorgesehenen Entla-
stungsventilen mit nicht geringer Wahrscheinlichkeit ein Druckanstieg im RDB auf
2 MPa moglich ist. Weitere Rechnungen werden an dieser Aussage nichts Grundle-
gendes dndern. Die offene Frage des Verhaltens des Schmelzepools bei Wasserkuh-
lung von oben kann durch existierende Codes nicht beantwortet werden, da entspre-
chende Modelle fehlen [7]. Diese Codes kdénnen den Zeitpunkt und die GréBe des
Zeitfensters abschatzen, fur die die hier getroffenen Voraussetzungen zutreffen. Die
Frage der Krustenbildung und der Stratifikation von Stahl-und Brennstoffschmelze kann
nur experimentell beantwortet werden.

Rechnungen mit dem MAAP-Code, die bei FRAMATOM durchgefihrt wurden, haben
zu ahnlichen Ergebnissen geflihrt, d.h. auch hier wurden Driicke von ca. 2.0 MPa er-
reicht [12].

4. SCDAP/RELAP5 ANALYSE

Das verwendete SCDAP/relap5-Programm [8] ist speziell daflir geeignet, das Verhalten
des Reaktorkihlsystems wahrend eines Kernschmelzunfalies zu simulieren. In das
Programm wurden im Laufe der Zeit vier selbstandige Programme, namlich SCDAP,
TRAP/MELT, COUPLE und RELAPS, integriert. SCDAP simuliert die Kernzerstorung,
TRAP/MELT den Spaltproduki-Transport, COUPLE geschmolzene Zonen im Kern und
im unteren Plenum, und schlieBlich RELAP5 das thermische Verhalten der Strukturen
und die umfassende Hydrodynamik, die auf einer eindimensionalen, Zwei-Fluid-, Nicht-
gleichgewicht-, Sechs-Gleichung-Darstellung basiert.

Fir die Rechnungen wurde Release E der Version MOD3.1 verwendet. Anzumerken
ist, daB das Programm im COUPLE-Teil ganz unbefriedigend lief. So gab es zunéchst
Probleme mit der Eingabe, weil die Eingabebeschreibung eine Reihe von folgenreichen
Fehlern enthielt, der Code selbst fehlerhaft war und die neue, formatfreie Eingabe
Uberhaupt nicht funktionierte. Um einen Rechenfall bis zum Ende durchrechnen zu
kénnen, muB3ten einige Korrekturen am Code selbst vorgenommen werden. Die Suche
nach weiteren Code-Fehlern, die offensichtlich noch vorhanden sind, wurde jedoch
aufgegeben, weil die angekindigte, neue Code-Version, MOD3.2, Mitte 1997 von der
NRC freigegeben werden und die neue Fassung ein Uberarbeitetes COUPLE-Paket
enthalten soll [9]. Fir das Verstandnis der COUPLE-Eingabe erwies es sich als sehr
hilfreich, den COUPLE-Originalbericht [10] zu Rate ziehen zu kénnen.
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Es wurde im Ubrigen ein notwendiges Schnittstellen-Programm zur Auswertung des
Ausgabefiles von COUPLE geschrieben, das es erlaubt, die Temperaturverteilung des
Finite-Elemente-Gitters mithilfe des kommerziellen TECPLOT-Programms [11] am Bild-
schirm darzustellen und zu plotten.

41 SCDAP/relap5 Eingabemodell

Das aufgestelite SCDAP/relap5-Eingabemodell basiert auf einer relap5-Eingabe von
Siemens. Die Erstellung der Eingabe profitierte von einer 'Station Blackout'-Analyse fir
den amerikanischen SURRY Druckwasserreaktor [2]. Das Eingabemodell simuliert das
Wiedetrfluten im kritischen Zeitfenster, d. h. ca. 6 1/2 h nach Beginn des auslésenden
Ereignisses. Der Zustand des Primérsystems zu diesem Zeitpunkt wird wie folgt ange-
nommen. 80 % des Kerns bildet einen Schmelze-Debris-Pool in der unteren Kalotte.
Die Wandtemperatur des Bodens liegt mit 1250 K an der Versagensgrenze. Der auf3ere
Ring der Brennelemente steht noch im Kern. Die Temperaturen der Strukturen variieren
zwischen 800 und 1000 K. Die Nachzerfallsleistung ist 0,8 %. Die Entlastungsventile
sind offen. Alle acht Sicherheitspumpen speisen ein. Der Druck im Containment und im
Primérsystem betragt 0.18 MPa.

Tabelle I: Warmeleitende Strukturen (Stahl)

relap5-ldent. Funktion Oberflache, m?  Eff. Dicke, m Anf.Temp., K
201 RDB Wand 159 0.25 1000
202 Kernfass - 106 0.06 1000
203 Reflektor 122 0.22 1000
204 Gitterplatte 39 0.09 1200
207 Einbauten 139 0.11 1200
2301 RDB Deckel 27 0.25 1000
3000 Rohre hei3 Str. 313 0.07 1000
3101 DE Rohrplatte 1424 0.01 800
3220 DE Rohre 3L 19405 0.001 800
3300 Rohre kalt Str. 404 0.07 1000
4220 DE Rohre 1L 6468 0.001 800
8010 Ausgleichsltg. 21 0.05 1000

8120 Druckhalter 120 0.14 800
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Die relap5-Eingabe beschreibt den Reaktordruckbehélter und das Primarsystem durch
155 Warmestrukturen mit 1036 Knoten und 165 Kontrollvolumen. Die Masse und die
benetzte Oberflache der Warmestrukturen ergibt sich zu 1979 Mg bzw. 28747 m?®
(vergleiche Tabelle 1). Das freie Stromungsvolumen ist 440 m®. Abbildung 3 zeigt die
Nodalisierung des Reaktordruckbehalters. Die nichtgezeigten Kreislaufe einschlieBlich
der U-Rohre der Dampferzeuger werden durch einen Einfachkreis mit Druckhaiter und
einen Dreifachkreis dargestellt. Die Einspeisung erfolgt jeweils im kalten Strang. Die
Ventilquerschnittsflache, 82,12 cm?, wurde mit einer relap5-Nebenrechnung entspre-
chend der Leistung von 250 kg/s 17,6 MPa Sattdampf bestimmt. Die Einspeiseraten
der Pumpen wurden druckabhangig eingegeben.

Die SCDAP/COUPLE-Eingabe besteht aus einer Brennstab-Komponente, die die &uBe-
ren 56 Brennelemente in noch intaktem Zustand reprasentieren soll. Dadurch ist die
Mdglichkeit des Niederschmelzens der Brennstdbe und der Verlagerung der Corium-
schmelze ins untere Plenum gegeben. Die Nachzerfallsleistung wurde mit 34 MW, d. h.
0,8 % der Nominalleistung angenommen. Der Debris/Schmelze-Pool in der unteren
Kalotte mit 140 Mg Corium wird, wie Abbildung 4 zeigt, durch ein axensymmetrisches
Finite-Elemente-Gitter, das aus 285 Elementen besteht, dargestellt. Die anfangliche
Pool-Temperatur ist 3000 K,.die der oberen Kruste 2000 K und die der Wand 1250 K.

4.2 SCDAP/relap5 Ergebnisse

Wegen der angedeuteten Schwierigkeiten mit COUPLE miissen wir uns auf die relap5-
Ergebnisse beschrénken, die aber flirs erste genligend Aussagekraft besitzen. Abbil-
dung 5 zeigt im Vergleich die druckabhangigen Einspeisemassenstréme der beiden
unterschiedlichen Sicherheitspumpensétze und die Abstromung durch das Entla-
stungsventil. Der ab 300 s starker ansteigende Ventilmassenstrom hangt damit zu-
sammen, daB ab diesem Zeitpunkt die zweiphasige Ausstromung einsetzt, wie die Ent-
wicklung der Voidfraktion in Abbildung 6 belegt. Der Abstrom durch das Ventil ist noch
einmal in Abbildung 7 zusammen mit der gesamten Nettodampfproduktion gezeigt.
Nettodampfproduktion meint, daf3 bei der Summierung Uber alle Kontrollvolumen die
Rekondensation des produzierten Dampfes berlcksichtigt wird. Wie aus Abbildung 7
ersichtlich, ist die Nettodampfproduktion schwallartig, und es baut sich innerhalb der
ersten 300 s nach Einspeisebeginn ein leichter UberschuB an produziertem Dampf auf.
Das flihrt zu einem Druckaufbau, der in Abbildung 8 dargestellt ist. Der Druck steigt
innerhalb 300 s steil an auf ca. 2.5 MPa. Das Maximum wird bei schwacher ansteigen-
der Verlauf mit 5 MPa bei 700 s erreicht. Da in den Rechnungen wegen des Ausfalls
von COUPLE der WarmeUlbergang von der Schmelze an das Kihimittel unberlicksich-
tigt blieb, dirfte der Druckaufbau in Wirklichkeit noch stérker sein als der in Abbildung 8
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gezeigte. Fazit: Die Kondensation des Dampfes ist offenbar nicht gro3 genug, um das
Nettodampfaufkommen kleiner zu halten als die (iber das Entlastungsventil abfiihrbare
Menge. Abbildung 9 zeigt zum Beispiel die auf Rekondensation zuriickzuflihrende,
stark fluktuierende Dampfproduktion am relativ kalten (383 K) Einspeisewasser in den
kalten Strangen. Ab 150 s wird der RDB bereits massiv wieder geflutet, wie in Abbil-
dung 10 zu sehen ist. Ahnlich wie bei den obigen Abschatzungen mit dem CONTAIN-
Code gefunden, ist die intensive Verdampfung auf die Entspeicherung der heiBen
Strukturen zurlickzufliren. Dies veranschaulicht beispielsweise Abbildung 11, wo
Wandtemperaturen im kalten Strang des Einfachkreises an der Einspeisestelle gezeigt
werden. Die durchgezogene Kurve zeigt die Temperatur an der Innenseite der Wand.
Man sieht, da3 an dieser Stelle die Wand nach ca. 200 s abgeschreckt wird. Die Au-
Benwandtemperatur folgt langsam nach.

Wegen des vorlaufigen Charakters der SCDAP/relap5-Rechnungen ist es zu frih, die
Unsicherheiten im Detail zu erértern. Auf der Hand liegen die Unsicherheiten der Start-
bedingungen fir die Rechnung. Hier sind es vor allem die Temperaturen der Strukturen
und die Konfiguation der Corium-Schmelze, die mit Ergebnissen aus Analysen, die das
Szenario von Anfang an verfolgen, noch zu verbessern sind. Abgesehen von den Mo-
dellierungsméangeln, die, soweit COUPLE betroffen ist, sicher behoben werden kdnnen,
besteht die groBte Unsicherheit fiir die Vorhersage des Versagensdruckes zweifellos im
Szenatrio, ndmlich in der Angabe des Zeitpunktes der Stromwiederkehr und damit des
Einsetzens der Pumpenférderung.

Trifft die Wiederkehr zusammen mit einer weit fortgeschrittenen Vorschadigung der
RDB Wand im Kalottenbereich, gentigt schon ein geringer Druckanstieg, um den RDB-
Boden zum Versagen zu bringen. In diesem Fall ist der Versagensdruck niedrig. Halt
der Boden dem Druckaufbau etwas langer stand, ist mit einem hdheren Versagens-
druck zu rechnen, der nach unseren Rechnungen sogar Uber der angestrebten Schran-
ke von 2 MPa liegen kann.

4.3 Schlussfolgerungen aus der SCDAP/RELAPS5 Analyse

Eine SCDAP/relap5 Analyse des kritischen Zeitfensters wahrend eines 'Station Black-
outs' mit aktiver Druckentlastung und automatisch einsetzender Noteinspeisung nach
Wiederkehr der Stromversorgung wurde durchgefihnt. Die Rechnungen haben aller-
dings noch vorldufigen Charakter, weil das integrierte COUPLE-Paket nicht richtig funk-
tionierte.
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LOOP, late recovery of power
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LOOP, late recovery of power
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Abbildung 11. Wandtemperaturen an der Einspeisestelle des Einfac hkreises

Die relap5-Ergebnisse zeigen flur dieses Szenario, da3 es innerhalb der ersten 300 s
nach Einspeisebeginn der augenblickiich giiltige und deswegen in den Rechnungen
angenommene Ventilquerschnitt von ca. 80 cm?® nicht ausreicht, um das Dampfauf-
kommen abzufiihren. Daher kommt es laut Rechnung zu einem Druckaufbau von etwa
2,5 MPa innerhalb 300 s und einem Maximum von 5 MPa bei 700 s nach Wiederein-
speisungsbeginn.

Der Versagensdruck hangt entscheidend vom Zeitpunkt der Stromwiederkehr und dem
Zustand der unteren RDB-Wand ab. Trifft die Ruckkehr zeitlich zusammen mit dem
thermischen Versagen, geniigt schon ein geringer Druckanstieg, um den RDB-Boden
zum Versagen zu bringen. In diesem Fall ist der Versagensdruck niedrig. Hélt der Bo-
den dem Druckaufbau etwas lénger stand, ist mit einem hdéheren Versagensdruck zu
rechnen, der laut Rechnung sogar Uber der angestrebten Grenze von 2 MPa liegen
kann. Im Ubrigen liegen die von uns mit SCDAP/relap5 ermittelten Werte fiir den
. Druckaufbau deutlich hoher als die mit dem MAAP4-Code berechneten Werte [ 12].
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5. SCHLUSSFOLGERUNGEN

Sowoh! die Analyse mit einfachen Codes als auch die detaillierten Rechnungen mit
SCDAP/relap5 haben ergeben, daB in einem 'station blackout' nach Niederschmelzen
des Kerns und einer gezielten Druckentlastung eine Druckerhéhung in der GréBenord-
nung von 2 MPa durch Wiedereinspeisung von Wasser in das Primarsystem moglich
ist. Die wesentlichen Warmequellen fir die Verdampfung sind die aufgeheizten Struktu-
ren.

Ausgegangen wurde dabei von einem Szenario des ‘station blackout' mit aktiver Druck-
entlastung und automatisch einsetzender Noteinspeisung nach Wiederkehr der Strom-
versorgung. Es gibt dabei eine kritisches Zeitfenster, ca 6 %2 Stunden nach Beginn des
ausldsenden Ereignisses, bei dem sich ein Schmelze/Debris Pool in der RDB-Kalotte
befindet und die Temperatur der Wand nahe der Versagensgrenze liegt. Der tatsachli-
che Versagensdruck héngt entscheidend vom Zeitpunkt der Stromwiederkehr ab.
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32.21.04 Thermischer Angriff durch Kernschmelzen und deren langfristige
Kiihlung

l. COMET-Konzept
(H. Alsmeyer, T. Cron, J.J. Foit, S. Schmidt-Stiefel, H. Schneider, W. Tromm,

T. Wenz, IATF; S. Mussa, F. Ferderer, KIKI; C. Adelhelm, IMF I;
H.-G. Dillmann, H. Pasler, ITC-TAB; W. Schéck, IMK; G. Schumacher, INR;
H. Benz, C. Grehl, G. Merkel, W. Ratajczak, HVT)

Abstract

The COMET core catcher concept for a future PWR is based on the spreading of a core
melt on a sacrificial layer and ité erosion, until a subsequent addition of water from
below causes a fragmentation of the melt. A porous solidification of the melt then
admits a complete flooding within a short period. Studies on this concept have been
continued with several experiments. The COMET-T experiments have demonstrated
that pure oxidic melts can also be cooled very well from below and that they do not
show any important differences compared with the metallic/oxidic melts investigated
before. The large-scale COMET-H experiments with thermite melts up to 800 kg have
also shown very satisfying results. Further experiments with real UO,-containing melts

are planned.




- 203 -

1 Einfiihrung

Das COMET-Konzept zur Kernschmelzenkiihlung auBerhalb des Reaktordruckbehélters
sieht die Ausbreitung der Kernschmelze auf einer betonartigen Opferschicht vor. Nach
Erosion dieser Opferschicht soli die Schmelze durch Wasserzutritt von unten fragmentiert
werden und pords erstarren, um damit eine schnelle Kiihlung durch intensiven Wasser-
kontakt zu erreichen und aufrecht zu halten. Abb. 1 zeigt, wie das COMET-Konzept in den
derzeitigen EPR-Entwurf unter Verwendung des Ausbreitungsraums integriert werden
kann. Die Detailzeichnung zeigt dabei die Betonopferschicht mit den integrierten Kiihlka-

nalen und der darunterliegénden Flutwasserschicht.

spreading
compartment

Abb. 1: Mégliche Anordnung des COMET-Kiihikonzepts im EPR -
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Die wesentlichen Vorgange zur Erreichung und Sicherstellung der Kurz- und Langzeitkiih-

lung der Kernschmelze bei diesem Konzept sind:

Mit Ausbreitung der Schmelze auf der ebenen Betonflache beginnt die Erosion der
Opferschicht. Diese besteht aus Beton, der unter Verwendung von gebrochenem
Borosilikatglas gefertigt ist. Durch die Erosion des Betons kiihit die Schmelze wesent-
lich ab. Der oxidische Teil der Schmelze vermischt sich mit dem erschmolzenen Glas
aus dem Beton. Das Borosilikatglas wirkt sich glinstig auf die FlieRfahigkeit der
Schmelze und die Riickhaltung wichtiger Spaltprodukte in der Schmelze aus.

Nach Aufschmelzen der 10 bis 20 cm dicken Beton-Opferschicht 6ffnen sich passiv die
Kuhlkanale (Schmelzstopfen) in der Betonschicht. Kiihlwasser, z. B. aus dem IRWST,
das unter dem hydrostatischen Druck des Flutbehélters steht, dringt von unten in die
Schmeize ein. Die einsetzende schnelle Verdampfung des Wassers bricht die Schmel-
ze in Fragmente auf, in die entstehenden Hohlraume kénnen verstarkt Wasser und
Dampf eindringen und die Schmelze vollsténdig erstarren lassen. Dabei wird die in der
Schmelze gespeicherte und als Nachwéarme auch noch langzeitig freigesetzte Energie
in Dampf umgesetzt.

Der langzeitig stabile Zustand ist die poros erstarrte Schmelze, die von Wasser voll-
stéandig geflutet und Gberdeckt ist. Da die erstarrte Schmelze allseitig von Wasser um-
geben ist, werden die angrenzenden Strukturen thermisch nicht belastet. Durch War-
meabfuhr aus dem Sicherheitsbehalter mu daflir gesorgt werden, daR der Kihlwas-

serstand in der gefluteten Schmelze erhalten bleibt.

Das Prinzip dieser Kiihlung wurde bereits, wie in den vorigen Fortschrittsberichten darge-

stellt, in verschiedenen Experimenten bestatigt. Die im Berichtszeitraum durchgefihrten

Experimente sollen die folgenden weitergehenden Fragen im Sinne einer Prifung und

Optimierung des Konzepts behandeln:

e Verhalten rein oxidischer Schmelzen im Unterschied zu 2-phasigen Schmelzen

¢ Hohe der noch sicher kiihlbaren Schmelzen bei realistischer Nachwarme-Entbindung in

der Schmelze
e Raten des in die Schmelze eindringenden Kihlwassers, der Dampfabstrémung, der

Wasserstoff- und Aerosolfreisetzung aus der Schmelze
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e Dauer bis zur vollen Erstarrung der Schmelze und Charakterisierung der erstarrten
Schmelze

e Moglichkeit heftiger Reaktionen zwischen Schmelze und eindringendem Wasser

e Verhalten des Kihlkonzepts bei lokal schnellerer Erosion der Opferschicht und Einset-
zen lokalen Wasserzutritts

e Ubertragbarkeit der Ergebnisse auf volle Geometrie und auf Schmelzen realer Zusam-

mensetzung

Zur Beantwortung dieser Fragen werden transiente Experimente (COMET-T) oder Expe-
rimente mit Nachbeheizung (COMET-H) durchgefuhrt. Zunachst aber soll noch der EinfluR

des Opferbetons diskutiert werden.

+ 2 Opferschicht und Materialverhalten

Aufgabe der Opferschicht ist einerseits, die Kihleinrichtung vor extremen Anfangsbela-
stungen durch die Kernschmelze zu schltzen, die eventuell mit hohem Druck und sehr
hoher Temperatur aus dem RDB austritt. Gleichzeitig sollen bestimmte Eigenschaften der
Schmelze glnstig beeinflulRt werden, bevor der Wasserzutritt einsetzt. Dazu gehért die
Absenkung der Temperatur der Schmelze bei gleichzeitig glinstiger Beeinflussung ihrer
FlieRfahigkeit. Dies geschieht durch das Aufschmelzen des speziellen Opferbetons und
durch die Einmischung vor allem des Borosilikat-Glases, aus dem der Beton gefertigt ist.
Die Gasfreisetzung wéahrend der Betonzerstérung, die im wesentlichen durch die thermi-
sche Zersetzung des Zementsteines im Beton erfolgt und die vorwiegend Wasserdampf in
die Schmelze freisetzt, sorgt dabei fiir eine gute Einmischung der Glasschmelze in die
oxidische UO,-ZrO,-Schmelze, wie die im Rahmen unserer Untersuchungen durchgefiihr-
ten Experimente bestatigen. Wie bereits erwahnt, wird weiterhin durch den Glasanteil die

Stabilisierung von Spaltprodukten im Oxid verbessert.

Mit der Anderung der Zusammensetzung der Oxidschmelze &ndern sich vor allem ihr Er-
starrungsbereich und ihre Zahigkeit. Beide sind fir die Ausbreitung der Schmelze, flr eine
eventuelle heftige Schmelze-Wasser-Reaktion und fiir die Fragmentierung und damit

Kahlbarkeit der Schmelze bei Wasserzutritt von wesentlicher Bedeutung. Es erscheint
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glnstig, wenn (a) die Zahigkeit der Oxidschmelze bei Beginn des Kuhiwasserzutritts um
1 Pa - s ist, das heift, einem zéhen Ol entspricht, wenn (b) die Temperatur der Schmelze
sich in die Nahe des Erstarrungsbeginns abgesenkt hat, und wenn (c) sich die Erstarrung
liber einen relativ groRen Temperaturbereich von einigen hundert Grad erstreckt. Dadurch
kann sich eine hohe Porositét in der erstarrenden Schmelze aufbauen. Zu niedrige Zahig-
keiten scheinen nach den Ergebnissen der COMET-T Experimente mégliche thermische

Reaktionen von Schmelze und Wasser zu beglinstigen.

Das zunachst fiir den Einsatz in der Opferschicht vorgesehene Glas war in Untersuchun-
gen des INE entwickelt worden, um Anforderungen an endiagerfahige Verglasungspro-
dukte fur nukleare Abfalle zu erfiillen. Im Hinblick auf den hier vorliegenden Anwendungs-
fall kdnnen aber durchaus kostenglinstigere Glaser verwendet werden, wie das kommer-

ziell erhaltliche Borosilikat-Glas der folgenden Zusammensetzung (Tabelle 1):

Komponente S|02 8203 A|203 Nazo CaO MgO T|02 Fezo3 Kzo

Gew.% 625 |26 25 145 |6 3.5 <1 <1 21

Tabelle 1: Zusammensetzung des kommerziell erhaltlichen Borosilaktglases zur Fertigung

der Betonopferschicht

Fur dieses Glas, das als gebrochene Fritte der Kérnung 0 - 10 mm lieferbar ist, wurde eine
entsprechend der Kérnung optimierte Rezeptur fir einen gut flieRfahigen und verarbeitba-
ren Beton erstelit, der leicht als Deckschicht auf der Kiihleinrichtung aufgebracht werden
kann. Die Zahigkeit des erschmolzenen Glases wird zur Zeit noch in getrennten Messun-
gen bestimmt. Es wird ein ahnlicher Verlauf erwartet wie in Abb. 2 fiir das Glas GG WAK 1
dargestellt [1]. Zusatzlich wird auch die Zahigkeit interessierender keramischer Schmelzen
mit charakteristischen Zusétzen dieses Glases bestimmt, um den EinfluB der Glaszugabe
auf die FlieRfahigkeit der Schmelzen in den COMET-Experimenten und unter realitatsna-

hen Zusammensetzungen vergleichen und vorhersagen zu kénnen.

Nach den derzeitigen Kenntnissen erfolgt die Erstarrung der hier vorliegenden Oxid-

schmelzen, deren Erstarrungstemperaturen durch die Zumischung des Glases stark ab-
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gesenkt ist, bei Unterschreiten der Liquiduskurve durch Auskristallisieren der hochschmel-
zenden Komponenten aus der Schmelze. Dadurch entsteht eine Suspension von Kristal-

len in der ,Mutterschmelze®, deren Zahigkeit immer starker durch den wachsenden Kri-
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Abb. 2: Zahigkeitsverlauf eines typischen Borosilikatglases als Opfermaterial

stallanteil bestimmt wird (englisch: mushy region). Solche Schmelzen sind schiief3lich bei
einem Volumenanteil der Kristalle von etwa 50 % nahezu fest, da die Kristalle sich dann
praktisch berlihren und einen festen Verband bilden, weil der geringe Flussigkeitsanteil
eine Verschiebung der Partikel gegeneinander nicht mehr zuldft. Zur Bestimmung des
Zahigkeitsverlaufes der erstarrenden Schmelzen ist also die Kenntnis des Kristallanteils
aus den Phasengleichgewichten sehr nutzlich. Aus der Rheologie sind verschiedene Mo-
dellansétze bekannt, die den Zahigkeitsanstieg auch mit der Form der Kristalle korrelieren
(Grenzfalle: kugelige oder nadelférmige Kristalle). Im allgemeinen zeigen solche Schmel-
zen ein nicht-Newtonisches Zahigkeitsverhalten. Eine Erweiterung der experimentellen
Aussagen zum Zahigkeitsverhalten der hier interessierenden Schmelzen ist daher not-

wendig.
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3 COMET-T Experimente

Durchfiihrung von Oxidexperimenten mit dem Versuchsaufbau COMET-T:
Zielsetzung

In dieser Versuchsserie wurde im Berichtszeitraum die Kihlbarkeit von reinen Oxid-
schmelzen bei Wasserzutritt von unten ohne Nachbeheizung der Schmelzen untersucht.
Dieses wird bezlglich der Zusammensetzung der Schmelze als Grenzfall betrachtet,
wenn der Metallanteil in der Kernschmelze gering ist oder der Metallanteil der Schmelze
wahrend der andauernden Betonerosion in Form kleiner Tropfen in die Oxidschmelze ein-
gemischt wird. Das Verhalten einer auf diese Weise dispergierten zwei-komponentigen

Schmelze entspricht eher einer reinen Oxidschmelze als einer Metallschmelze [2].

Versuchsaufbau

Das Prinzip des Versuchsaufbaus wurde von der Versuchsserie Il (ibernommen [3]. Die
Thermitschmelze mit dem CaO-Zusatz wird aber nicht mehr direkt im Versuchsbehélter
erzeugt, sondern in einem separaten Thermitreaktionstiegel geziindet. Nach ca. 1 min
wird zunéchst die nicht benttigte Metallschmelze in einen Behélter abgelassen und an-
schlieBend der oxidische Anteil der Schmelze Uber eine GieRrinne in den Versuchsbehal-
ter eingegossen. Nach Erosion einer nur diinnen Beton-Opferschicht erfolgt passiv der
Wasserzutritt mit Aufschmelzen der Stopfen, und die einsetzende Kiihlung wird beobach-
tet.

Versuchsparameter

Da diese Experimente die Vergleichbarkeit mit den 2-Komponenten-Thermitschmelzen
untersuchen sollen, wurden die Versuchsparameter wie in den Referenzversuchen der
Versuchserie COMET-T | und Il eingestelit: Die Opferschichthéhe des Beton oberhalb der
Stopfen betragt 10 mm, die Schmelzenmasse ca. 60 kg und die Wasserzutrittsbedingun-
gen entsprechen bei 5 Stopfen mit einem Durchmesser von 10 mm und einer Drossel in

der Zufthrungsleitung von 5 mm & den Bedingungen aus der Versuchsserie Il. In den
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Experimenten wurden der wirksame Druck des Flutwassers von 0.0 - 0.4 bar und die
Schmelzenzusammensetzung (Zr-Zugabe) variiert. Einen Uberblick tiber die durchgefiinhr-
ten Oxidexperimente gibt Tab. 2. Das erste durchgefiihrte Experiment COMET-T 8.1 wur-

de in dem letztjahrigen Zusammenarbeitsbericht [4] schon dargestellt, so da hier nur auf

die neueren Ergebnisse eingegangen werden soll.

Tabelle 2:  Uberblick Uiber die COMET-T Oxid Experimente
Experiment COMET-T |8.1 8.2 8.3 8.4 8.5
Schmelzenmasse/kg 80 66 76 83 56
Felkg (+ Zr) 16 (+5 kg 0 6 11 0

ZrO,)
Oxid/kg 60 66 70 72 56
EinguR-Temperatur/K > 1700 >1820 > 2055 > 2000 > 1800
Wasservordruck 0.2 bar 0.2 bar 0.4 bar 0.4 bar 0.0 bar
Erosionszeit bis Wasser-|1:30 min 4:50 min - 1:30 min | 1:25 min
kontakt
Oberflache erstarrt 2:00 min 5:50 min  [8:00 min |2:00 min |2:00 min
bedeckt mit Wasser 2:30 min 6:10 min - 2:30 min | = 2:30 min
gesamte Wasserzutritts- | 255 ml/s 100 ml/s - 425 ml/s | 180 ml/s
rate
mittl. Verdampfungsrate | 100 mi/s 50 mi/s - 150 ml/ls |70 ml/s
(0 bis 5:00 min nach
Wasserkontakt)
Porositét 60 % 28 % - 51 % 30 %
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COMET-T8.2/8.3

In dem Experiment 8.2 wurden die Wasserzutrittsbedingungen gegentiber Experiment 8.1
nicht verandert, aber es wurde in diesem Experiment volistandig auf einen Metallanteil in

der Schmelze verzichtet.

66 kg Oxid, bestehend aus 56 % Al,O; und 44 % CaO, wurden in den Versuchsbehélter
abgegossen. Die Einguf3temperatur betragt 1820 K und liegt damit ca. 50 K tber der Er-
starrrungstemperatur. Erst ca. 5 min nach EinguB ist die Opferschicht soweit erodiert, dafl
der Wasserzutritt einsetzt. Die Wasserzutrittsrate betragt ungefahr 100 mi/s. Bereits 1:15
min nach Wasserzutritt ist die Schmelze vollstandig erstarrt und weitere 20 s spéter auch

geflutet.

Wahrend des Wasserzutritts werden keine heftigeren  Schmelze-Wasser-
Wechselwirkungen beobachtet und es wird auch praktisch keine Schmelze aus dem Ver- °
suchsbehélter ausgeworfen, so dal das Gewicht des erstarrten Regulus noch 66 kg be-
tragt. Die Porositat betragt ca. 28 %. Verglichen mit dem 1. Experiment ist dieser Wert
niedriger, weil aufgrund der langen Erosionsdauer und des Fehlens von inneren Wéarme-
quellen die Temperatur der Schmelze beim ersten Wasserkontakt bereits sehr niedrig war,
so dal die geringere Verdampfungsrate auch zu kleineren sich ausbildenden Kanélen

fuhrt. Dies zeigt auch die geringere Wasserzutrittsrate von ca. 100 ml/s.

In dem nachfolgend durchgefiihrten Experiment COMET-T 8.3 trat kein Offnen der Stop-
fen auf, obwohl ca. 76 kg Schmelze in den Versuchsbehéiter mit einer Anfangstemperatur
von ca. 2000 K abgegossen wurden. Die Nachuntersuchungen zeigten, dal die Hohe der
Restbetonschicht Gber den Stopfen nach dem Experiment noch ca. 20 mm betrug, so dal
davon ausgegangen werden muf, dal die Betonschicht zu hoch gefertigt wurde. Dies ist
der Hauptgrund fir das Nichtoffnen der Stopfen in diesem Experiment und ist auch als
Ursache fiir das spate Offnen der Stopfen im Experiment COMET-T 8.2 anzusehen. Zu-
satzlich sind auch bei den hier vorliegenden Oxidexperimenten - wegen der eventuell
langsameren Erosion des Opferschicht und des spateren Zutritts des Kihlwassers - die
radialen Warmeverluste in die MgO-Auskleidung von Bedeutung. Es wurden deshalb
Rechnungen zur Ermittlung der Verlust-Warmestréme in die Seite durchgefiihrt, mit dem

Ziel, das Auskleidungsmaterial fur das Experiment zu optimieren.
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Fur die Abschatzungen der Warmeverluste wurde eine ebene, halb-unendliche Wand an-
genommen, deren Anfangstemperatur T,=20° C betragt. Zum Zeitpunkt t=0 kommt ihre
Oberflache in Kontakt mit der turbulent durchmischten Schmelze. Damit erhéht sich ihre

Oberflachentemperatur auf die Temperatur der Schmelze: Toperiche™ T schmelze

Der Warmestrom in die Oberflache berechnet sich aus der instationdaren Warmeleitung zu:

q=22T _PTo

ox ~ ot
mit dem Warmeeindringkoeffizienten b = Mpcp , gebildet mit den Stoffwerten der Wand.

Die Stoffwerte flr die Schmelze und das Auskleidungsmaterial MgO sind Tab. 3 zu ent-
nehmen. Zusétzlich sind in der Tabelle die physikalischen Daten fiir ein Auskleidungsma-

terial aus Al,O; - Hohlkugeln angegeben, dessen Warmeeindringkoeffizient wesentlich

geringer ist.
Stoffwerte Schmelze Auskleidung Auskleidung
Oxid MgO Al,O5 - Basis
M W/mK 4 5 0.8
p/ Mg/m® 3.6 3.0 1.53
cy/ kd/kgK 1.0 1.1 1.2
b/J/m“Ks"* 3795 4062 1212
To/ °C 1780 20 20

Tab. 3: Physikalische Daten der Oxidschmelze und der Auskleidungsmaterialien

Die Ergebnisse der Rechnungen zeigen, dal der Warmestrom in das Auskleidungsmate-
rial auf Al,O, - Basis deutlich kleiner ist als in die Auskleidungsschicht aus MgO. Der Ver-
lust-Warmestrom verringert sich auf ca. 57% des urspriinglichen Wertes. Aufgrund dieser
ginstigen Eigenschaften wird in den nachfolgenden Versuchen dieses neue Ausklei-

dungsmaterial eingesetzt. Gleichzeitig wird mit Hilfe einer speziellen Vorrichtung die Héhe
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der Betonopferschicht sehr exakt gefertigt. Dadurch verbessert sich die Genauigkeit der

experimentellen Ergebnisse wesentlich.

COMET-T 8.4/8.5

Mit diesen Verbesserungen des experimentellen Aufbaus wurden 2 weitere Experimente
mit gedndertem Wasservordruck durchgeftihrt, d.h. mit 0.0 und 0.4 bar. Bei einem Was-
servordruck von O bar ist der Gegendruck durch die Schmelze an der Stopfenoberkante

gerade ausgeglichen.

Die Experimente zeigen eine Ubereinstimmende Erosion der Opferschicht, auch mit dem
Experiment COMET-T 8.1. Nach EinguB der Schmelze wird die Betonopferschicht von 10
mm innerhalb von ca. 90 s erodiert, entsprechend einer Erosionsrate von ca. 0.1 mm/s.
Beide Experimente zeigen die Abhangigkeit des Erstarrungsverhaltens vom Wasserdruck.
Bei einem hohen Wasservordruck von 0.4 bar in Experiment COMET-T 8.4 wird die
Schmelze durch den ersten Wasserkontakt stark aufgewirbelt und erstarrt sehr schnell mit
einer hohen Porositidt von 60 %. Aus diesem Grunde ist auch die Wasserzutrittsrate mit
425 mi/s sehr hoch, siehe Abbildung 3. Der Versuchsbehalter ist bereits nach 250 s geflu-

tet, weshalb der Wasserzulauf abgeschaltet wurde.
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Abb. 3: COMET-T 8.4. Wasserzutrittsrate Abb. 4: COMET-T 8.5 Wasserzutrittsrate
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Bei einem Wasservordruck von 0 bar in Experiment COMET-T 8.5 ist die Wechselwirkung
der Schmelze mit dem zutretenden Wasser schwécher, aus dem Versuchsbehalter wird
keine Schmelze ausgeworfen und die Porositat der erstarrten Schmelze ist mit ca. 30 %
geringer. Aus Abbildung 4 ist zu ersehen, daR die Volumenstromrate maximal 180 mi/s
betragt und damit zwar niedriger ist als in Experiment COMET-T 8.4, aber groR? genug, um

die Schmelze schnell zu kiihlen.

Die Tiegelschnitte beider Experimente zeigen groe Hohlraume in der erstarrten Oxid-
schmelze, die durch kleinere Kanéle verbunden sind. Zu Beginn wird das zutretende
Kuhlwasser vollstéandig verdampft. Durch die Abkihlung der Schmelze werden etwa 30 s
nach Wasserzutritt nur noch 2/3 des Wasserstromes verdampft, und die Schmelze wird
somit langsam von unten geflutet. Ca. 1 min nach Wasserzutritt ist die Schmelze bereits
vollstandig geflutet und nur noch ca. 1/3 des zutretenden Wassers verdampfen. In beiden
Experimenten wurden alle 5 Stopfen geéffnet, was zusammen mit den sehr gut tiberein-
stimmenden Erosionszeiten bestatigt, daR es gelungen ist, durch die genau gefertigte
Opferschichthéhe und das neue Auskleidungsmaterial die Probleme des verzégerten Off-

nens bzw. Nichtéffnens der Stopfen zu beheben.
Allgemeine Schluffolgerungen und Ausblick zu COMET-T

Die durchgefiihrten Experimente zeigen, daR auch Oxidschmelzen durch Wasserzutritt
von unten sehr effektiv gekihlt werden kénnen. Die durchschnittliche Wasserzutrittsrate
von mehr als 100 mi/s ist um eine GroRenordung hoher als zur Kithlung der Kernschmelze
notwendig, bezogen auf die Ausbreitungsflache der Kihleinrichtung. Auch Oxidschmelzen
von ca. 40 cm Hohe koénnen aufgrund des sehr wirksamen Fragmentierungsprozesses
durch Wasserzutritt von unten schnell und sicher gekuhlt werden. Das Verhalten der
Oxidschmelzen unterscheidet sich nicht wesentlich vom Verhalten der 2-Komponenten-

Schmelzen.

Die durchgefilhrten Experimente zeigen auch den EinfluR der Uberhitzung der Schmelze
auf den Fragmentierungs- und KuhiprozeR. Niedrige Uberhitzung der Schmelze und be-
ginnende Erstarrung zum Zeitpunkt des Wasserzutritts fiihrt zu geringerer Porositat und
niedrigerem Wasserzustrom in die Schmelze. Demgegeniber fuhrt ein hoher Flutwasser-

vordruck zu einer stark pords erstarrenden Schmelze und einer sehr hohen Wasserzu-
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trittsrate, wahrend ein niedrigerer Flutwasservordruck zu einer geringeren Porositdt und

demzufolge geringeren Wasserzutrittsrate fuhrt.

Die Experimente werden fortgesetzt unter weiterer Variation der Wasserzutrittsbedingun-
gen und der Schmelzenzusammensetzung, speziell unter Zugabe von metallischem Zirkal-
loy. In weiteren Versuchen kann die Versuchsanlage genutzt werden, um spezielle Fra-

gestellungen dieses Kernfangerkonzepts zu beantworten.

4 COMET-H Experimente

Die COMET-H Experimente sind groRskalige Experimente, die mit Thermitschmelzen von
bis zu 800 kg durchgefiihrt werden. Mit der induktiven Beheizung der Schmelze mit Mittel-
frequenzen von ca. 1000 Hz ist es moglich, die Nachwarmeleistung in der Schmelze mit
der fir die Kernschmelze charakteristischen Leistungsdichte zu simulieren, und zwar von
Beginn des Auftreffens der Schmelze bis zum Erreichen der vollen Erstarrung und dar-

tber hinaus.

Die Experimente stellen einen 1-dimensionalen kreisformigen Ausschnitt von 92 cm
Durchmesser der groen Kihleinrichtung dar. Die geometrischen Hohen, einschliellich
der Héhen der Schmelzen entsprechen den Verhéltnissen der realen Anordnung. Da auch
die Temperaturen der Schmelze und ihre Stoffeigenschaften weitgehend einer realen
Kernschmelze nach teilweiser Erosion der Opferschicht entsprechen, werden auch die
charakteristischen Warmestréme und Kihlprozesse praktisch 1:1 reprasentiert. Eventuell
verbleibende Unterschiede der COMET-H Experimente, die durch die Verwendung der
thermitisch erzeugten Oxidschmelze aus Aluminium- und Kalziumoxid, anstelle von Uran-
und Zirkonoxid in der Realitat, werden durch zusatzliche Experimente mit Uran-reichen
Schmelzen abgedeckt (s. 6.1.5). Es wird allerdings kaum mit wesentlichen Abweichungen

bezuglich der Kuhlbarkeit gerechnet.

Die Kuhlflache, die fur die Kernschmelze bei dem COMET-Konzept zur Verfliigung gestellt
wird, liegt bei 100-150 m?. Bei der anfénglichen Nachwéarmeleistung in der Kernschmelze
von etwa 30 MW folgt damit eine flichenbezogene Leistungsdichte von 200-300 KW/m?.

Die COMET-H-Experimente sind so ausgelegt, dal bei der vorgegebenen Kuhiflache von
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zur Zeit 92 cm & eine Leistung von bis zu 300 kW kontinuierlich in der Schmelze erzeugt
werden kann. Das entspricht einer Fléchenleistungsdichte von 450 kW/m?, liegt also auf

der sicheren Seite der geforderten Leistungsdaten.

Im Jahr 1995 waren die ersten beiden Experimente (COMET- H 1.1 und H 1.2) durchge-
fuhrt und berichtet worden [2]. Bei diesen Experimenten waren noch Probleme mit der in-
duktiven Beheizung der Schmelze aufgetreten, die zu Unterbrechungen der Heizung
fahrten. Ursache hierfur waren die Schwankungen der Leistungsaufnahme der Schmelze
durch die Eigenbewegung der Schmelze wahrend der Phase des Wasserzutritts. Diese

Lastanderungen konnten von den Leistungsreglern zunachst nicht beherrscht werden.

So wurde vor dem anschlieRenden COMET-H-Experiment ein umfangreiches Programm
zur Stabilisierung der Induktionsheizung zusammen mit dem Hersteller der Induktionsan-
lage durchgefiihrt, bei dem verschiedene Schwachstellen identifiziert und beseitigt wurden
[3]. Dabei wurden verschiedene statische und dynamische Lastfalle fiir den Induktor rea-
lisiert und fur die optimale Abstimmung der Regelkreise verwendet. Bei den inzwischen
durchgefihrten, weiteren zwei COMET-H-Experimenten haben sich diese Verbesserun-
gen bewahrt, und der stabile Induktorbetrieb konnte wie geplant Gber die vorgesehene
Versuchsdauer aufrechterhalten werden. Damit hat sich die COMET-H-Anlage als einzig-
artige Versuchsanlage bezliglich stabiler, homogener Beheizung von Schmelzen unter
den schwierigen Bedingungen der gleichzeitigen Kiihlung bewahrt. Der sichere Umgang
mit heiBen Schmelzen und die Verfolgung des Abklhlprozesses durch umfangreiche In-

strumentierung konnte somit in weiteren Experimenten fortgesetzt werden.
COMET-H 1.3 Experiment

Dieses dritte Experiment zur Kilhlung von Schmelzen in ebener Geometrie wurde im April
96 durchgefiihrt. Es stellt eine Erweiterung der bisher durchgefuihrten Experimente dar, da
die maximal mégliche Schmelzenmasse von 800 kg bei kontinuierlicher Beheizung mit
300 kW bis nach Abschluf® der vollstandigen Erstarrung der Schmelze verwendet wurde.
Die Héhe der Schmelze, ohne Gasblasenanteil und ohne Opferbeton, betragt 32 cm. Da-
von entfallen 9,4 cm auf die unten liegende Stahischmelze (340 kg Fe + 60 kg Ni) und
22,5 cm auf die oben liegende Oxidschmelze (224 kg Al,O; + 176 kg CaO). Metall- und
Oxidmasse betragen je 400 kg.
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Die Kuhleinrichtung nach dem COMET-Konzept ist aufgebaut wie in den Vorladuferexperi-
menten. Wegen der induktiven Beheizung der Schmelze im Experiment sind als Konstruk-
tionsmaterialien nur Nicht-Metalle, d. h. liberwiegend Kunststoffe einsetzbar. Diese Be-
schrankung entfallt natdrlich fir eine reale Anwendung. Abb. 5 zeigt die Kihleinrichtung

vor Aufbringen der Deckschicht aus Opferbeton.

Abb. 5 COMET-Kuhleinrichtung mit Schmelzstopfen/Kuhlkanalen vor Aufbringen

der Deckschicht aus Opferbeton

Die obere Kunststoffplatte tragt in einem RastermaB von 8 cm 112 Stopfen aus Kunststoff,
die bei Kontakt mit der Schmelze aufschmelzen und als Kihlkanéle den Wasserzutritt er-
lauben. Sie haben eine Hohe von 5 cm und werden in eine 10 cm hohe Schicht aus Op-
ferbeton eingebettet, von der die oberen 5 cm zur Erosion durch die Schmelze bis zum
Offnen der Stopfen zur Verfiigung stehen. Diese Schicht wurde hier noch aus dem Origi-
nal HAW-Glas gefertigt, und zwar im wesentlichen aus kleinen Glaskugelchen von 1,5 bis
2 mm Durchmesser. Wie sich beim Experiment zeigte, erhoht die Verwendung solcher
Kigelchen allerdings die Erosionsrate des Beton wegen geringerer Festigkeit bei Tempe-
raturbelastung. Dies ist einer der Griinde, warum, wie oben erwahnt, nunmehr gebroche-

nes Borosilikatglas eingesetzt wird.

Unter der Tragplatte mit den Stopfen befindet sich die ebene Wasserschicht zur Versor-
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gung der Stopfen, bespeist von einem héher liegenden Wasserbehélter. Der Differenz-
druck des Wassers gegeniiber dem statischen Druck der Schmelze auf der Betonschicht
betragt 0,2 bar und ist fur das Eindringen des Wassers in die Schmelze nach Offnen der
Kanale wichtig. In Abb. 5 sind Thermoelemente in verschiedenen Hohen in der Néhe der
Stopfen erkennbar. Sie detektieren die Position der Schmelze wéhrend der Erosion des
Betons und den Kiihlungszustand der Schmelze. Weitere Thermoelemente befinden sich
in der unteren Wasserschicht und auf wichtigen Strukturen der Kuhleinrichtung. Wichtig ist
auch die Messung der Zutrittsrate des Flutwassers, die in den Zulaufleitungen vorgenom-
men wird. Dort wird auch gleichzeitig der Wasserdruck gemessen. Diese Druckmefstel-
len, wie auch entsprechende DruckmeRstellen im Gasraum oberhalb der Schmelze, regi-
strieren auch eventuelle schnelle Druckspitzen, sollte es zu heftigen Reaktionen zwischen

Kihlwasser und Schmelze kommen.

Abbildung 6 zeigt schematisch die Verwendung der Kiihleinrichtung im Versuch.

Keramik-

. / Schutzrohr

Instrumentierungs-
/ sffnung :

|

|

I

e |
g |
|

l

NN

PPV DI IO IIN%

Wasser-
Zutritt |-

Opferschicht

Schmelzstopfen/ ,
Kuhlkanéle

Wasserverteiler

Induktionsspule

Transportwagen

Abb. 6: COMET-Kuhleinrichtung mit Induktionsspule im Versuchsaufbau mit Schutzrohr




—218 —

Die Schmelze wird in einem separaten Behalter durch eine Thermitreaktion erzeugt und
von oben auf die Kuhleinrichtung aufgegossen. Bemerkenswert ist dabei, daR der aus ei-
ner Héhe von etwa 2,5 m frei fallende Schmelzestrahl keine wesentliche lokale Erosion
der Opferschicht erzeugt. Dieses glinstige Verhalten des Beton ist aus den friheren BETA
- Experimenten bekannt und beruht wesentlich auf der sofort einsetzenden Gasfreiset-

zung aus dem Beton.

Die Zeitzdhlung im Experiment startet mit der Zeit 0 bei Beginn des Eingusses der
Schmelze. Die gemessene Anfangstemperatur der Schmelze ist 1880 °C, der Einguls der
Metallschmelze ist nach 13 s, der Oxidschmelze nach 39 s beendet. Abbildung 7 zeigt die
in der Schmelze induktiv erzeugte Nettoleistung bis zum Zeitpunkt 2100 s, dem geplanten
Abschalten der Heizung. Der zeitliche Mittelwert der Leistung betragt 326 kW in sehr guter
Ubereinstimmung mit der Planung. Leistungsanderungen ergeben sich aus Anderungen
der Ankopplungsverhéltnisse als Folge von Geometrieanderung der Schmelze sowie An-
derung ihrer elektrischen Eigenschaften. Durch Nachregein der Induktorspannung konnte

die Leistung ausreichend konstant gehalten werden.

COMET-H 1.3
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Abb. 7 Simulierte Nachwarmeleistung in der Schmelze
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Mit EinguR der Schmelze beginnt zunachst die Erosion der Betonopferschicht, bei der die
aus dem Beton entweichenden Gase die Schmelze heftig durchstrémen, stark verwirbeln
und zum Teil hochschleudern. Beim vorliegenden Experiment erfolgt die Erosion der obe-
ren 5 cm Opferschicht wesentlich schneller als in den friiheren Experimenten, begriindet
in der hohen Schmelzenmasse, der hohen EinguRtemperatur, aber auch in der geringeren
Temperaturfestigkeit des Betons, wie oben dargelegt. Daher beginnt der Zutritt des Kuhl-
wassers bereits nach 112 s, also nach kaum 2 Minuten. Dieses zeigt die gemessene Ein-
strémrate des Flutwassers in Abb. 8. Bis 3 Minuten steigt die Einstrémrate auf 2 /s und
verteilt sich gleichmaBig auf die 4 Quadranten der Kiihleinrichtung. Wie die Nachuntersu-
chungen zeigen, haben 75 Schmelzstopfen, das sind 67 % der verfugbaren Stopfen,
gleichmaRig uber die Flache verteilt geéffnet. Die an Einzelstopfen gemessene Einstrém-
rate liegt zwischen 30 und 70 mi/s pro Einzelstopfen. Das bedeutet allerdings, daf ein Teil
der gedffneten Stopfen wenig zur Wassereinspeisung beitragt. Die gemessene Einstrém-

rate ist die hochste, die bisher in COMET-H-Experimenten beobachtet wurde.

Der gemessene Verlauf der Einstromraten an den Einzelstopfen zeigt auch, da® in der
Anfangsphase des Wasserkontakts die Einstrémraten stark schwanken. Erst ab etwa
180 s stabilisiert sich die Einstdémung, was in der héheren Zahigkeit bzw. der beginnenden
Erstarrung wesentlicher Bereiche der Schmelzen begriindet ist, so daR sich die Stro-
mungskanéle fiir das kihlende Wasser-Dampf-Gemisch stabilisieren. Ab 320 s sinkt die
Einstromrate leicht. In Ubereinstimmung mit der Héhenstandsmessung des Wassers in
der Schmelze in Abb. 9 ist dies verursacht durch die beginnende Flutung der porésen
Schmelze und den Anstieg des Flutwassers, wodurch sich der treibende Druck fir das
Flutwasser vermindert. Das heillt, daf bis zu diesem Zeitpunkt das Wasser vollsténdig
verdampft; danach Ubersteigt die Einstromrate die Verdampfungsrate, und das Wasser

flutet die erstarrende Schmelze von unten.

Die in Abb. 8 sichtbaren Unterbrechungen der Wassereinstromung wurden wahrend des
Experiments von der Schaltwarte vorgenommen, um ein Uberspeisen des Versuchsbehal-
ters zu verhindern. Abb. 9 zeigt, wie durch diese MalRnahme der Wasserstand Uber der

vollstandig gefluteten Schmelze begrenzt wird.

Bei dem in Abb. 9 dargestellten Hohenstand des Kiihiwassers ist zu berlcksichtigen, daR
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dieser Uber eine Druckmessung bestimmt wurde. Der Hohenstand reprasentiert daher die
Hohe der Wasserschicht ohne Dampfblasenanteil, der wahrend der starken anfanglichen
Verdampfung zu einer Verdopplung der Hohe des Wasser-Dampf-Gemisches fiihren

kann.

Aus der Videobeobachtung der Schmelzenoberfliche erkennt man, dal die Erstarrung
der Schmelze zum Zeitpunkt 200 s erfolgt. Die Oberflaiche der Schmelze ist dann aber
noch hellgliihend. Bei 265 s ist die Schmelze so weit abgekiihlt, daR sie wegen fehlenden
Eigenleuchtens nicht mehr im Video erkennbar ist. Nach 480 s ist die Schmelze vollstan-
dig geflutet und mit Wasser iberdeckt. Aus der Abgasstrecke entweicht ein kontinuierli-
cher, langsam schwécher werdender Dampfstrom, der die entspeicherte Energie und die
simulierte Nachwarme aus der Schmelze abfiihrt. Die Beheizung der Schmelze wird Uber
weitere 27 Minuten fortgesetzt, um die Langzeitkiihlbarkeit der porés erstarrten Schmelze
zu prifen. Dabei treten keinerlei Probleme auf: Die Nachwarme wird kontinuierlich abge-
fuhrt. Die Temperaturen in der erstarrten Schmelze und in den angrenzenden Strukturen
liegen bei 100 °C oder nur wenig dariiber, und die hohe Porositdt der Schmelze lafit das

Kiuhiwasser in ausreichendem Mafe zutreten und den Dampf abstrémen.

Tabelle 4 stellt die wichtigen Beobachtungen zusammen. Die darin angegebenen Kiihira-
ten der Schmelze beruhen auf der Auswertung der Verdampfung des Kiihiwassers, basie-
rend auf Messungen des Einstromes bzw. des Hohenstandes in Abb. 8 und 9. Dabei wur-
de die Uberhitzung des Dampfes beriicksichtigt, dessen Temperatur im kurzen Zeitraum
bis 130 s maximal 800 °C betragt und ab 200 s unter 250 °C féllt. Leider wurde die in der
Abgasstrecke der Versuchsanlage installiete MeRtechnik zur direkten Messung der
Dampfabstromung durch die unerwartet hohe Temperatur zerstért und lieferte keine
MeRBwerte. Im Nachfolgeversuch sind aber entsprechende MeRdaten vorhanden (s.
COMET-H 2.1). Die aus der Verdampfungsrate ermittelten Werte sind jedoch sehr zuver-

lassig, da die Messung der einstrémenden Wassermenge einen Fehler <5 % aufweist.

Die zum Zeitpunkt 1850 s angegebene Kilhlrate von 390 kW Ubersteigt die Heizleistung
um 18 %. Dies ist vor allem die Folge eines geringen Leckageverlustes des eingestrémten
Klhlwassers aus dem Versuchsbehélter zum spaten Zeitpunkt (60 kW entsprechen 25 ml

Wasser je Sekunde), so daf die im stationdren Zustand erreichte Gleichheit von erzeugter
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und abgefiihrter Heizleistung vor Abschaltung der Heizung in guter Weise gegeben ist.

Tabelle 4:  Vorgange bei Kiuhlung der Schmelze in COMET-H 1.3

Zeitls Vorgang Bemerkung

110 Beginn Wasserzutritt bei vollstandiger | Eruptionen  durch  verdampfendes
Verdampfung des Kihiwassers Wasser

200 Schmelze erstarrt, aber noch hellglii- | Wassereintritt ist gleichmaRig auf
hend 1,6 I/s angestiegen, wegen vollsténdi-

ger Verdampfung Kihlrate 4,5 MW

265 Oberflache der erstarten Schmelze|Kihlrate 5,4 MW
dunke!

300 maximale Einstrémrate bei noch voll-| max. Wassereintritt 2 I/s,
standiger Verdampfung max. Kuhlrate 5,7 MW

320 Flutung der porésen Schmelze von|Anstieg des Flutwasserstandes beob-
unten beginnt achtbar

480 Schmelze vollstéandig gefiutet und|Wassereintrittsrate geringfiigig gefal-
wasserlberdeckt len durch Anstieg des Wasserstands

im Tiegel (1,7 I/s)

ca. 800 |Wasserzutritt abgesperrt zur Begren-|Kuihlrate 1,35 MW,
zung des Wasserstands Heizleistung 350 kW

1850 stationdre Kuhlung bei konstanter|Kihirate 390 + 20 kW (aus Abnahme
Nachwarmeerzeugung in erstarrter | Wasserstand), Heizleistung 330 kW
Schmelze

2100 Abschaltung der Nachwéarmesimula-|Dampfentwicklung fallt nachfolgend

tion

auf 0

Bemerkenswert ist, wie auch schon bei den ersten Experimenten beobachtet, der hohe

Energieaustrag aus der Schmelze und damit einhergehend die schnelle Erstarrung. Da-

durch endet auch die Erosion sowohl des Opferbetons wie auch eventuell seitlicher Be-

grenzungen. Auch im vorliegenden Experiment wurde der Opferbeton praktisch nur bis

zur Oberkante der Schrhelzstopfen erodiert, und die verbleibende Dicke des Restbetons

von 5 cm war ausreichend, um die Temperatur der Tragplatte aus Kunststoff auf unter

100°C zu halten. Entsprechend niedrige Temperaturen wurden auch hinter dem kerami-

schen Schutzrohr gemessen, das nicht erodiert wird.

Abb. 10 zeigt in Aufsicht die verbliebene Schicht des Opferbetons, in der auch die gedff-

neten Kihlkandle im quadratischen Raster erkennbar sind. Die Erosion ist nahezu

gleichméaBig erfolgt, auch wenn zwischen dem Offnen der verschiedenen Kihlkanale zum
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Abb. 10:  Aufsicht auf verbliebene Schicht des Opferbetons mit gedffneten Kanalen fur

Wasserzutritt

Teil Zeitunterschiede von bis zu 80 s liegen. Das heiflt, da? das Ende der Erosion unmit-
telbar durch das lokal eindringende Kihlwasser vorgegeben wird. Auch die Thermoele-
mente an der Schmelzfront reagieren sehr schnell auf das Eindringen von Wasser und

messen dann Temperaturen nahe 100 °C.

Abbildungen 11 und 12 zeigen die pords erstarrte Schmelze, und zwar in Aufsicht bzw. im
vertikalen Schnitt entlang der Mittelachse. Der Schnitt ist so ausgeftihrt, daR ein kieines
Segment der Grundflache, das nicht mit Metall, sondern nur mit Oxid bedeckt ist, im
rechten Teil der Schnittebene liegt. Die helle, etwa 14 cm hohe Schicht am Boden der lin-
ken Halfte ist die erstarrte Metallschmelze, die dariiberliegende grob porése Schicht die
erstarrte Oxidschmelze. Der hohe Anteil an Porositat verbunden mit der groflen inneren
Oberflache ist fir die gute Kihlbarkeit und die hohe Durchlassigkeit flir die Wasser-

Dampf-Stromung verantwortlich. Diese Porositat entsteht im wesentlichen wahrend der
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Abb. 11: Oberflache der poros erstarrten Schmelze in COMET-H 1.3

Abb. 12: Querschnitt der porés erstarrten Schmelze in COMET-H 1.3
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Phase der Erstarrung. Erfolgt diese tber einen groReren Temperaturbereich mit einem er-
heblichen Anstieg der Zahigkeit wie bei dem mit Glas vermischten Oxid, so kann sich,

verglichen mit dem Metall, eine héhere Porositat aufbauen.

Wichtig fur die Einsetzbarkeit des COMET-Konzepts sind die Mdoglichkeit und eventuelle
Auswirkungen von energetischen Wechselwirkungen bei direktem Kontakt des Kihlwas-
sers mit der heiBen Schmelze. Wichtig hierfur sind Temperatur und Stoffeigenschaften der
Schmelze, insbesondere ihre Zahigkeit, und die Menge des verfugbaren Wassers. In
letzterem Punkt wurde bereits gezeigt, daR wegen der kontrollierten Wasserzufuhr durch
die Einzelstopfen die reaktionsfahigen Wassermengen so klein sind (wenige Kubikzenti-
meter), daR Dampfexplosionen, selbst wenn sie auftreten, sehr lokale Ereignisse mit ge-
ringer Energiefreisetzung sind. Im hier vorliegenden Experiment war die Schmelze wegen
der friih einsetzenden Kihlung heiRer und dinnflissiger als bei den Vorldufer-

Experimenten. So kam es zwar zu Beginn der Kithlung zu heftigeren Reaktionen mit Erup-
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Abb. 13. Druckverlauf in Wasserzufithrung (WP3) und im Gasraum tiber der Schmelze

(HP1)
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tionen von Schmelze; Dampfexplosionen wurden aber wiederum nicht registriert. Dies
zeigen die in Abb. 13 dargestellten Driicke in der Wasserzufiihrung und im Gasraum uber
der Schmelze, die nur kleine Druckschwankungen bei Beginn der Flutung als Folge
schneller Verdampfung zeigen. Dampfexplosionen wiirden Druckspitzen von mehreren

10 bar oder héher verursachen.
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Abb. 14: Freisetzung der Gase (ohne Wasserdampf) wahrend der Schmelzekiihiung

Die in der Abgasstrecke gemessene Konzentration freigesetzter Gase, mit Ausnahme von
Wasserdampf, zeigt Abb. 14. Die Verzogerung zwischen Freisetzung der Gase und ihrer
Registrierung am MeRgeréat liegt bei etwa 1 Minute. Versuchsbedingt kann die Registrie-
rung der Gase erst ab etwa 2 Minuten nach Start des EinguRes erfolgen. In dieser Phase
entstehen - hier praktisch nicht registrierte - Gase allein aus der Betonerosion. Mit Zutritt
des Kuhlwassers nimmt wegen der Metalloxidation zunachst die Wasserstoffentwicklung
zu. Sie fallt aber mit Abkthlung und Erstarrung der Metallschmelze sehr schnell ab und ist
bereits nach 7 Minuten im Rahmen der Mefgenauigkeit auf Null abgesunken. Die inte-

grierte Wasserstoffmenge ergibt sich zu etwa 6000 |, entsprechend 540 g. Im Experiment
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wird dieser Wasserstoff bei Austritt aus dem Abgasrohr abgebrannt. Ab 2:25 min dominiert
der Dampfgehalt im Abgas, so daf® der geringer werdende Wasserstoff nicht mehr geziin-

det werden kann. Die Uibrigen Gase sind ohne Bedeutung.

Extinction
N

-120 -60 0 B0 120 180 240 300 360 420 480
Time [s]

Abb. 15: Extinktionsmessung als MaR fir die Aerosolkonzentration im Abgas

Gemessen wurde auch die Freisetzung von Aerosolen mit der Gasstrémung. Abb. 15
zeigt als MaR fir die Aerosoldichte im Abgas die Extinktion eines Laserstrahls. Die in der
Anfangsphase wahrend der Betonerosion entstehenden Aerosole fithren zunachst zum
Vollausschlag des MefRgerates. Bereits 20 s (Time = 130 s) nach Beginn des Wasserzu-
tritts nimmt die Aerosoldichte drastisch ab und erreicht dann einen sehr niedrigen Wert,
der langzeitig bestimmt ist durch MitriR von Partikeln, die im Wasser der gefluteten
Schmelze suspendiert sind. Dies bestatigen auch die elektronenmikroskopischen Auf-
nahmen von Filterproben in Abb. 16 in der VergroRerung 1:2000. Bild (a) zeigt die frihen
Aerosole mit nadel- und kugelférmigen Partikeln von 0,1 bis 5 ym, teilweise in Agglomera-
ten. Bild (b) zeigt trotz 3-fach langerer Beladezeit nur ganz vereinzelte kugelférmige

Partikel kieiner 0,5 uym. Dies dokumentiert den drastischen Riickgang der Aerosolerzeu-

gung.
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(a)

(b)

Abb. 16: VergroRerung von Aerosol-Filterproben:

¢
i

(a) Filterbeladung von 120 - 180 s

(b) Filterbedladung von 750 - 930 s
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Zum Nachweis der stabilen Langzeitktihlung der Einrichtung gibt Abb. 17 den Tempera-
turverlauf in wichtigen Bereichen wieder. BT 25 ist die Temperatur in 40 mm Héhe der
Beton-Opferschicht, also 10 mm unter der Oberkante der Stopfen. Sie steigt zunachst mit
Annaherung der heillen Schmelze an, fallt aber dann sehr schnell mit Einsetzen des
Wasserzutritts auf 100 °C. Die Oberflachentemperatur CT 8 der Kunststoffdeckflache, die
die Stopfen tragt, erreicht maximal 100 °C, und die Temperatur CT 3 hinter dem Keramik-
rohr verbleibt dauernd unter der Siedetemperatur. Die Kiihlung durch das stagnierende,
siedende Kihlwasser ist so wirkungsvoll, daf® vor Abschalten der Beheizung der Schmel-

ze zum Zeitpunkt 2100 °C eine Uberhitzung nicht zuerkennen ist.
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Abb. 17: Temperaturverlauf bis nach Ende der Beheizung nahe der Oberflache der ero-
dierten Beton-Opferschicht (BT 25), auf der Oberflache der Kunststoff-
Tragplatte (CT 3) und hinter dem Keramikrohr (CT 8).

Dieses Experiment hat also die kurz- und langzeitige sichere Kiihlung der Schmelze be-
stétigt, wobei die Nachbeheizung der Schmelze einem hohen Nachwérmeniveau ent-
sprach. Trotz der groBen Schmelzenh6he von 32 cm (ohne Gasblasenanteil) erwiesen

sich die Kiihlungs- und Fragmentierungsvorgénge durch den Wasserzutritt als so wir-
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kungsvoll, dal3 eine Begrenzung der Kiihlbarkeit durch die Héhe der Schmelze noch nicht
zu erkennen war. Bezliglich der Hohe der Opferschicht oberhalb der Stopfen zeigt sich fiir
reale Anwendungen, daB8 im Hinblick auf hohe Schmelzenmassen Opferschichthéhen von
15 bis 20 cm sinnvoll sind, um die Temperatur der Schmelze vor Wasserzutritt ausrei-

chend zu erniedrigen und ihre Zusammensetzung gtinstig zu beeinflussen.

COMET-H 2.1 Experiment

Die weiterfihrenden COMET-H-Experimente untersuchen nun, nach Bestatigung der
Kahlbarkeit in Standardsituationen, die Kiihlbarkeit von Schmelzen unter extremen Bedin-
gungen. Hierzu gehort der EinfluR ungleichméaRiger Erosion der Opferschicht und das lo-
kale Einsetzen der Wasserzufuhr, wahrend wesentliche Bereiche der ausgedehnten
Schicht noch nicht geflutet werden. Abb. 18 zeigt, wie diese Situationen im Experiment
COMET-H 2.1 im Herbst 1996 simuliert wurde. Die im Norden der Kuhlflache angebrach-
ten, um 30 mm langeren Stopfen werden als erste von der vordringenden Schmelze ge-

troffen, so daR hier lokal das Eindringen des Wassers von unten beginnt. Es ist zu erwar-
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Abb. 18: Prinzipaufbau von COMET-H 2.1 zur Simulation des Einflusses ungleichmaRiger

Erosion (nicht mafR3stablich)
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ten, dal diese Kuhlung nur begrenzt wirkt, so dall die Schmelze in anderen Bereichen
weiter vordringt, bis auch dort der Zutritt von Wasser mit Offnen weiterer Stopfen erfolgt,

so dal im gunstigen Fall die vollstandige Kiihlung erreicht wird.

Der im Experiment eingesetzte Kuhleinsatz verwendet 11 Stopfen der Lange 80 mm, an-
geordnet im nérdlichen Bereich der kreisformigen Kihlflache, und 46 kiirzere Stopfen von
50 mm Lange auf dem groBeren Teil der Flache. Die Zahl der Stopfen ist gegenuber frii-
heren Experimenten um fast die Halfte auf 57 reduziert, wodurch sich ein auf 113 mm
vergroRertes quadratisches Raster ergibt. Zur Fertigung der Betonopferschicht wurde
ausschlieBlich das kommerzielle, oben beschriebene Borosilikatglas verwendet. Die Mas-
se der Thermitschmelze betrégt 650 kg (50 % Metall, 50 % Oxid), und die Heizleistung
wird bei 300 kW gehalten. Der Versuchsaufbau entspricht ansonsten Abb. 6.

Der Versuch verlief zunéchst wie erwartet. Die Schmelze war allerdings mit einer unerwar-
tet niedrigen Temperatur von 1690 °C eingegossen worden. Sie kiihlt sich infolge der Be-
tonerosion weiter ab, stabilisiert sich aber durch die Nachbeheizung mit etwa 300 kW
(Abb. 19) auf einem Niveau, bei dem, wie im Video sichtbar, die obenliegende Oxid-

schmelze dunnflissig bleibt. Die Erosionsrate der Opferschicht liegt zunachst bei

COMET-H 21
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Abb. 19: Leistungseinspeisung in die Schmelze in COMET-H 2.1
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0,07 mm/s, das heilt, da zunachst durch Betonerosion 2/3 der Heizleistung nach unten
abgefiihrt werden. Nach Erosion der oberen 80 mm Opferschicht setzt bei 755 s der Was-
serzutritt ein, weil lange Stopfen im Norden durch die Schmelze geéffnet werden. Bis
1222 s sind insgesamt 4 hohe Schmelzstopfen geoffnet, die Flutrate ist auf etwa 200 mi/s
angestiegen (Abb. 20). Dadurch stoppt die Erosion im Bereich der langen Stopfen, und
die Kiihlung fiihrt zu fortschreitender Erstarrung in der nérdlichen Tiegelhalfte. Der Kon-
takt von Wasser und Schmelze filhrt dabei zu keinerlei heftigen Reaktionen. Zum Teil
bricht die Oberflachenkruste wieder auf und es wird darunterliegende Schmelze hochge-

trieben.

Erwartungsgemal geht zunachst die Erosion im Bereich niedriger Stopfen weiter. Ab
1400 s beginnen dort, Stopfen zu 6ffnen, und der Wasserzutritt steigt auf bis 800 ml/s.
Damit erhoht sich auch die Verdampfungsrate des Kiihiwassers, und der mit der
Dampfstrémung abgeflhrte Warmestrom steigt kurzzeitig auf nahe 2 MW (Messung der
Abgasstrémung in Abb. 21). Nach 1415 s ist die Schmelze vollstandig von Wasser iber-
deckt, teilweise wird durch die aufbrechende Kruste Schmelze in das Kilhiwasser ausge-
tragen (Unterwasservulkan), wo sie pords erstarrt, ohne daR es zu heftigen Reaktionen
mit dem Wasser kommt. Trotz der in dieser Phase guten Kihlwasserversorgung werden
jedoch geringe Bereiche der Metallschmelze im Zentralbereich unzureichend gekihilt,
wahrend die Oxidschmelze porés erstarrt. In einigen Fallen verschlieBt erschmolzener
Opferbeton bereits gedffnete Stopfen. Durch kurzzeitige Unterbrechung der Wasserver-
sorgung, die von der Schaltwarte vorgenommen wurde, um den Wasserstand (iber der
Schmelze zu begrenzen, wird dieser negative Effekt verstarkt, und ein schlecht gekihlter
Metallbereich durchdringt schlieBlich die obere Kunststoffplatte noch lokaler Erosion der
Betonopferschicht. Dadurch wird zum Zeitpunkt 1983 s durch das Sicherheitssystem eine
Abschaltung der Schmelzenbeheizung vorgenommen, und die Schmelze erstarrt dann
volistéandig. Die durchgetretene Schmelzenmasse war kleiner als 100 g, und sie wurde

natirlich durch die untere wasserfiihrende Schicht sofort gekihit.
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Abb. 20: Zutritt des Kiihiwasser in COMET-H 2.1
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Abb. 21: Abgeflihrter Warmestrom durch gemessene Dampfstrémung in COMET-H 2.1
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Die erstarrte und geschnittene Schmelze zeigt Abb. 22. Der Schnitt wurde so gelegt, da
der Bereich der Schmelze, der zum Durchschmelzen der Kunststoffplatte gefiihrt hat, gut
sichtbar wird (rechter Teil in Abb. 22). Man erkennt rechts die schlecht gekiihlten Bereiche
der Metallschmelze, die langsam den schon bei Temperaturen um 1000 °C flussig wer-
denden Opferbeton (Glasverfllissigung) durchdringen konnte, auch wenn das Metall

selbst erstarrt oder teilerstarrt, aber noch auf héheren Temperaturen ist. Demgegenuber

weist der Oxidanteil die gewohnte Porositat und Kahlbarkeit auf.

Abb. 22: Schnitt durch die erstarrte Schmelze von COMET-H 2.1

Das im Hinblick auf vollstandige Kiihlbarkeit der Schmelze nicht ganz befriedigende expe-
rimentelle Ergebnis kann verschiedene Ursachen haben. Einerseits hat sicherlich die
Halbierung der Anzahl der Schmelzstopfen die Kiihlungsbedingungen in diesem kritischen
Fall verschlechtert. Hinzu kommt, daB sich - wegen der hier verwendeteten induktiven Be-
heizung - die Leistungsdichte in tieferliegenden Metallbereichen wesentlich verstarkt, so
daR durch eine positive Riickkopplung die lokale Erosion begiinstigt wird. Als vermutlich
wichtigste Ursache wird aber die, verglichen mit der Erstarrungstemperatur der Schmelze,

niedrige Schmelztemperatur der Glasbeton-Opferschicht angesehen. So ergeben Rech-
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nungen mit dem WECHSL-Programm, daf fiir die hier vorliegende Situation unter statio-
naren Bedingungen, aber ohne Kiihlung durch Flutwasser, die Metallschicht in ihrem unte-
ren Teil eine dlinne, erstarrte Kruste gebildet hat, die noch so heil} ist, daR sie den Glas-
beton aufschmilzt. Da die Kruste durch das eintretende Wasser nicht aufgebrochen wer-
den kann, kann die Kihlung des Metalls problematisch sein. Natlrlich wirden bei Ver-
wendung einer Stahl- statt einer Kunststoffplatte, wie in der Reaktoranwendung vorgese-

hen, die Folgen wesentlich abgemildert sein.

Zur grundséatzlichen Losung dieses speziellen Problems ist eine geringfligige Verande-
rung des Aufbaus der Betonschicht vorgesehen. Die untere Schicht bis zur Oberkante der
Stopfen bei 50 mm wird aus hochtemperaturbestandigem Beton hergestellt. Dadurch
stoppt in jedem Fall die Erosion, bei unzureichender Kiihlung auch mit einem begrenzten
Temperaturanstieg in Teilen der Schmelze, und es steht ausreichend Zeit fiir eine hinrei-
chende Fragmentierung und damit verbesserte Kiihlung zur Verfigung. Ein so modifizier-

tes Experiment ist fur Friihjahr 1997 vorgesehen.

5 Experimente mit prototypischen Schmelzen

Zur Simulation der Kernschmelze werden in den Experimente COMET-T und COMET-H
Thermitschmelzen verwendet. Diese kénnen beziiglich ihrer Metallschmelzen wie Kern-
schmelzen eingestellt werden. Die Oxidschmelzen sind, unter Berlicksichtigung des ein-
gemischten Glasbetons, weitgehend ahnlich, jedoch erscheinen im Hinblick auf eine klare
Nachweisfuihrung ergénzende Experimente mit oxidischen UO,-haltigen Schmelzen win-

schenswert.

Daher wurde in Zusammenarbeit mit dem Argonne National Laboratory (ANL) in USA ein
Versuchskonzept erarbeitet, das die im ANL im Rahmen der MACE Experimente entwik-
kelten experimentellen Méglichkeiten nutzt. Es sind nunmehr zwei Experimente nach Abb.
23 vorgesehen. Dabei wird die UO,-haltige Schmelze in einem zylindrischen Versuchsbe-
halter (Innendurchmesser 30 cm) erzeugt und wird dann, nach Erosion einer diinnen Op-
ferschicht, von unten geflutet. Die Schmelzenmasse soll 110 kg betragen, die aus einem

speziellen Uranthermit erzeugt werden. Das Experiment ist also analog zu den transienten
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Abb. 23: Geplante COMET-Experimente unter Einsatz UO 2-haltiger Schmelzen

COMET-T-Experimenten, so daR im direkten Vergleich Aussagen uber die Ubertragbar-

keit zu erwarten sind.

6 Kenntnisbewertung und Ausblick

Die berichteten COMET-Experimente haben wichtige Aussagen zur Anwendbarkeit des
COMET-Kuhlungskonzepts erbracht. Die sichere Kihlbarkeit durch die hohe Porositét der
erstarrenden Schmelze wurde auch fiir Oxidschmelzen bestétigt. Das inzwischen dritte
Experiment mit nachbeheizten Schmeizen in regularer Geometrie hat auch bei Schmeilzen
von 32 cm Hohe eine sehr gute Kihlbarkeit erbracht. Ein Problem durch Dampfexplosio-
nen bei Kiihlwasserzutritt von unten wurde nicht beobachtet. Ein weiterer Vorteil des Kon-
zepts ist die Aufrechterhaltung niedriger Temperaturen in der Umgebung der Kuahleinrich-
tung.
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Bei Untersuchung lokal einsetzender Kiihlung auf einer groBen Kihliflache konnten aller-
dings Teilbereiche der metallischen Schmelze nicht vollstandig gekiihlt werden. Durch ei-
ne geringfligige Anderung im Aufbau der Opferschicht im folgenden geplanten Experiment

wird erwartet, daR dieses Problem beseitigt werden kann.

Zwei vorgesehene Experimente mit realen UO,-haltigen Schmelzen sollen die Ubertrag-
barkeit der bisherigen Aussagen auf Corium-Schmelzen absichern. Hierzu dienen auch
separate Zahigkeitsmessungen von Schmelzen. Vorgesehen sind weitere Experimente
unter Verwendung des chemisch sehr aggressiven, metallischen Zirkoniums. Falls not-
wendig, kénnen auch weitere Versuchsparameter variiert werden. Damit wird in naher Zu-

kunft eine gut fundierte Bewertung des COMET-Konzepts moglich sein.

Wegen der sehr effektiven Kiihlung der Schmelze, die im Reaktorfall in einem Zeitraum
von vermutlich 30 bis 60 Minuten zur vollstandigen Erstarrung der Schmelze fihrt, wird ei-
ne bedeutende Menge Wasserdampf in den Sicherheitsbehalter freigesetzt. Unter Ver-
wendung des CONTAIN-Rechenprogramms wurde fir das EPR-Containment der dadurch
entstehende Druckanstieg berechnet [6], und zwar unter der Vorgabe, daR in einem Zeit-
raum von 5, 15 bzw. 30 Minuten die gesamte thermische Energie aus der Schmelze in
Dampf umgesetzt wird. Abb. 24 zeigt den berechneten Containmentdruck, der ermittelt
wurde unter der Annahme, daf® der Containmentdruck bereits vor Beginn des Wasserzu-
tritts 2 bar betrégt. Die ausgezogene Linie gibt den kurzzeitig auftretenden Maximaldruck
als Funktion des Zeitraums fir die Entspeicherung der Energie. Die gestrichelten Kurven
geben den Druck-Zeitverlauf bei verschiedenen Entspeicherungszeiten. Man erkennt, daf3
die Maximaldriicke nur kurzzeitig auftreten, da die Energie durch Warmeleitung in die Be-
tonstrukturen eingespeichert werden. Zudem liegen sie unter dem Auslegungsdruck des
Containments. Bei diesen Rechnungen ist unterstellt, dal® der Wasserinhalt des IRWST,
dessen Speichervermégen etwa der Energie der Schmelze entspricht, nicht zur Einspei-
cherung von Energie genutzt werden kann. Die schnelle Kiihlung beim COMET-Konzept

fahrt also nicht zu problematischen Belastungen des Sicherheitsbehélters.
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II.A.  Untersuchungen zum EPR-Konzept — KATS und KAPOOL -Experimente
(G. Engel, F. Fellmoser, G. Fieg, H. Massier, H. Werle, INR; F. Huber,
N. Prothmann, D. Raupp, U. Ziegler, IRS)

1. Introduction

Special devices (core catchers) might be required in future Pressurized Water
Reactors to prevent containment failure by basement erosion after pressure
vessel meltthrough during a core meltdown accident. For the planned European
Pressurized Water Reactor (EPR) the core catcher concept is based on
spreading the core melt on a horizontal surface and cooling it by water from top
[1]. The core melt is temporarily (~ 1 h) stored in the reactor pit to allow for
gathering and heatup of a large fraction of the core melt and to ensure sufficient
fluidity for homogeneous spreading. After meltthrough of a "gate", the core melt
shall be released quickly (within a few ten seconds) from the reactor pit and shall
spread homogeneously on a large (170 m?) horizontal spreading area. After

spreading the core meilt is flooded with water from top (by passive devices).

Two slightly different designs of the EPR concept have been proposed: in the
initial "EPR Reference Concept" [1], both, the walls of the reactor pit and the
spreading area are protected by high-melting ZrO, ceramic. The gate consists of
a thick vertical plate and there is no cooling device in the bottom below the
spreading surface. In the "Improved Reference Concept" [2], the walls of the
reactor pit, including the horizontal gate (steel plate), and the spreading surface
are protected by sacrificial concrete. Below the sacrificial concrete, the spreading
surface consists of layers of iron, ZrO, and concrete and the bottom is actively
cooled. The eroded sacrificial concrete will be admixed to the oxidic corium melt
causing a decrease of the liquidus and solidus points, a reduction of the
uncertainties in the material properties and finally (either already in the reactor pit
or at least in the spreading compartment), density inversion (oxidic melt becomes

less dense than metalic melt). This will improve spreading behaviour and its
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prediction and shall avoid contact and chemical interaction of the oxidic melt and
the ZrO, of the spreading area (this is also the purpose of the steel layer in the

spreading surface).

The goal of the test series KAPOOL and KATS is to study some fundamental
phenomena related to the EPR concept, especially the melting behaviour of the
gate (KAPOOL) and melt spreading (on dry and wet horizontal surfaces), flooding
initiation devices and finally the phenomena during flooding of spread melts
(KATS). In the experiments the two components of the core melt (UO,/ZrO, and
Zr/Fe) are simulated by Al,O; and Fe melts (temperature ~ 2300 °C) produced by
a thermite reaction. The results of most tests cannot be applied directly to the
reactor case but are used to verify theoretical models which describe the

behaviour of core melts.

The test series KAPOOL has been started mid 1996. The goal is to study the
erosion behaviour of a horizontal gate consisting of a layer of sacrificial concrete
above a steel plate (as proposed for the "Improved Reference Concept [2]) by an
overlying melt. Five tests (each with 100 to 150 kg thermite) have been

performed (table 1).
The test series KATS has been started 1993. The main goals are:
1) Spreading

¢ Generation of dry, 1- and 2-dimensional spreading data for inert (ceramic)
surfaces and relevant spreading regimes (inertial, viscous and finally crust

formation dominated) to check existing codes, especially CORFLOW,

e Study the influence of moisture or shallow water layers (from condensed
vapor) on the spreading surface and of gas production (from painting and/or

erosion of concrete) on the spreading,
2) Test of flooding initiation devices, which are passively actuated by melt arrival

3) Study the phenomena during flooding of spread core melts with water from top

(parameters flooding mode and rate).
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Results of previous tests have been discussed elsewhere [3]. In 1996 three tests
(each with 300 kg thermite) have been performed (KATS-7 to KATS-9, table 2).

2. KAPOOL test series

The main goal of this test series (table 1) is to study the erosion behaviour of a
horizontal gate consisting (similar as in the "Improved Reference Concept" [2]) of a
steel plate protected by a sacrificial concrete layer. In the later tests (starting with
KAPOOL-3), in addition, melt spreading on concrete surfaces, flooding initiation

devices and the phenomena during flooding of the spread melts were studied.

Masses of 100 to 150 kg of thermite type (R70SSH and 10AISSH, respectively, see
table 1) are ignited in a steel vessel. In KAPOOL-2 fifteen times 2 kg and in
KAPOOL-3 three times 3 kg of thermite were added later to reduce melt cooling
down. The inner walls of the steel vessel, except the gate at the bottom are
protected by 40 mm of Cordierite (in KAPOOL-5 by an Al,O-based material). After
erosion of the gate, in the later tests, the released melt spread on a concrete surface
(width ~ 40 cm, length 150 - 225 cm) to a height of about 8 cm and the spread melt
was finally flooded by a water film (with a flow rate of 100 and 250 g/s, respectively)
(fig. 1). The concrete layer of the gate and of the spreading surface consists of
"glass" concrete (~ 82 wt% glass, ~ 16 wt% cement, ~ 2 wt% water; after drying).
The concrete layer and the steel plate of the gate are instrumented with type K
thermocouples to detect the erosion front. The melt temperature is measured with
W-Re thermocouples. All tests are documented with several video cameras. Details

and results of the various tests are summarized in table 1.

In KAPOOL-1 melt release from the gate started 52 s after ignition and the total melt
was released within about 6 s (table 1). Examination of the gate after the test
showed that 84 cm’ of the gate (37 % of the total gate area) were eroded and that

the concrete layer was essentially completely eroded (fig. 2).

in KAPOOL-2, both the thickness and the area of the gate were increased as

compared to KAPOOL-1 and fifteen times packages of 2 kg thermite were added to
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the initial 100 kg of thermite at later times. In this test the steel plate becomes very
hot (~ 1200 °C, bright glowing), but did not melt and the melt stayed in the vessel.

The initial 50 mm thick concrete layer was found to be completely eroded.

In KAPOOL -3 the gate thickness and area were in between those of KAPOOL-1 and
-2. Three times packages of 3 kg thermite were added to the initial 100 kg of
thermite. Melt release started 72 s after ignition and lasted for about 23 s, much
longer than in KAPOOL-1 (~ 6 s). In agreement with this long release time it was
found that only about 10 cm? (2.5 % of the total gate area) of the gate were eroded
and that in the residual gate area the steel layer was still covered with a thin (2-5
mm) concrete layer (fig. 2). In the tests KAPOOL-3 to -5 the experimental program
was extended to study in addition (fig. 1).

1. melt spreading on a concrete surface (same composition as that of the gate)

2. flooding initiation devices (horizontal and vertical steel cables, only in
KAPOOL-3) and

3. phenomena during flooding of the spread melt (height ~ 8 cm) by a water film

from the channel end.

No remarkable difference in spreading behaviour on concrete compared to that on
ceramic (KATS tests) was observed. The steel cables melted, as required,
immediately after contact with the melt (KAPOOL-3). Vigorous movements of the
melt surface (oxide above metal melt) and a regular pattern of hydrogen flames
(from concrete erosion and water vapor reduction to hydrogen by the metalic meit)
were observed. Flooding with a water film from the channel end was initiated by
hand about 5 s after end of melt release. The flooding front moved steadily forward
into the channel. In agreement with the KATS tests, no energetic melt/water
interaction was observed during flooding. About 3 - 4 cm of the concrete spreading

surface have been eroded by the overlying melt.

In KAPOOL-4 the 40 mm thick Cordierite plates protecting the steel vessel were at

several places heavily eroded. At one place (sidewards near the bottom), the plates
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were penetrated and the melt was released through this hole before the gate was

eroded.

The unusual strong erosion of the Cordierite plates in KAPOOL-4 gave rise to
choose in KAPOOL-5 a Al,O5-based protecting layer (stamping mass type SITAL-
CAST-042, 40 mm thick, dried at 1200 °C). Melt release through the gate started 75
s after ignition and lasted for about 8 s. In contrast to KAPOOL-3, in this test, the
gate was penetrated at several places. About 82 cm of the gate (21 % of the total
area) were eroded and the concrete layer was completely eroded (fig. 2). The same
phenomena as in KAPOOL-3 were observed after spreading and during flooding:
melt surface movement, hydrogen flames, no energetic melt/water interaction. About

3 - 4 cm of the concrete spreading surface have been eroded by the overlying meit.

The most important results of the hitherto performed KAPOOL tests are considered

to be:

1) probably due to stochastic processes involved in concrete erosion, the erosion
behaviour and correspondingly the melt release time of a gate consisting of a
steel plate protected by a concrete layer was observed to be very different in
similar tests. In one test (KAPOOL-3) only a small part of the gate was eroded
and correspondingly the melt release time was very long. This is undesirable in
the reactor case, because it makes homogeneous spreading more difficult. More
work is necessary to design a gate which ensures fast melt release under all

circumstances.

2) in KAPOOL-3, vertical and horizontal steel cables were, as required for a passive
flooding initiation device, destroyed immediately after melt arrival (similar as
observed in KATS-9)

3) in the two KAPOOL tests with flooding no energetic melt (oxide)/water interaction

was observed (again in agreement with KATS-9)
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3. KATS test series

Three tests (KATS-7 to -9) have been performed in the reporting period (table 2).In

each test 300 kg thermite were used and the two melt components were separated.

KATS-7 and -8 refer to the initial "EPR Reference Concept" [1] with a dry ZrO,
spreading area and correspondingly the spreading surface was made of dry
Cordierite plates. KATS-7 is one of a parametric series of 1-dimensional dry
spreading tests of separated melts until freezing on ceramic and differs from the
previous tests (KATS-5 and -6) by the low pouring rate. This causes the spreading
to be dominated by viscous forces and crust formation, a domain, which is of special
interest for testing spreading codes. KATS-8 was the first 2-dimensional dry
spreading test until freezing on ceramic and was intended to check the 2-

dimensional capabilities of the spreading codes.

KATS-9 was the first test which refers to the new "Improved Reference Concept” [2].
Correspondingly the surface of the (short) channels were made of silica concrete
and SiO, was added to oxidic melt to simulate the effect of concrete erosion in the
reactor cavity. After spreading to a final height of ~ 8 cm the spread melts were
flooded with a water film. In addition, flooding initiation devices (steel cables) were

tested.

All tests are instrumented rountineously with video cameras for documentation, with
W-Re thermocouples to determine the melt temperature and with type K

thermocouples to detect melt front arrival.
KATS-7

300 kg of thermite type R70SSH (12 % iron surplus over stochiometric composition)
were used in this test. The melt was released from the reaction crucible through a 40
mm & nozzle into two (open) storage containers (one for iron, one for oxide) and
from here directly over shallow walls into long spreading channels (bottom

Cordierite, width: iron 20 cm, oxide 40 cm). The melts were separated as in the
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previous KATS tests by moving a chute into the melt jet released from the reaction

crucible when the iron melt was exhausted.

The melt flow into the spreading channels is determined by the nozzle diameter and
melt height in the reaction crucible and was estimated iteratively by a modified
Torricelli law to be about 2.5 //s for iron and 3.5 //s for the oxide melt (estimation is
based on the known release times of the two melts and the increase of the nozzle
diameter during melt release). The temperature of the melts at the entrance of the
spreading channels, as determined by W-Re thermocouples, were ~ 2300 °C for the

iron and ~ 2200 °C for the oxide melt.

Compared to previous spreading tests in similar channels but with higher flow rates
(iron ~ 20 ¢/s, oxide ~ 40 ¢/s) [3], the spreading velocity is, as expected, much
smaller (~ 0.5 m/s) than in the previous tests (~ 2 m/s), but the spreading lengths

(iron 7.8 m, oxide 5.9 m) are comparable with those of the previous tests (iron 8.6 m,
oxide 7.5 m).

The good spreadibility of superheated melts even at small flow rates is encouraging
with respect to the feasibility of the EPR spreading concept. The main goal of the dry
tests is to check spreading codes. In fig. 3 the measured time-dependent spreading
for the oxide melt is compared with CORFLOW calculations [4]. In the calculations
the viscosity values proposed in [5] have been used. The agreement is very
satisfactory, indicating that CORFLOW is applicable also in the viscous forces

dominated spreading regime.
KATS-8

KATS-8 was the first 2-dimensional dry spreading test on a ceramic surface
(Cordierite). 300 kg of thermite type 10 AISSH (4 % Al,O; surplus over stochiometric
composition) were used. In this test a new method to separate the two melt
components was used: the melt released from the reaction crucible is collected in
one storage container, which is equipped with initially closed (by plugs) windows in
different heights. First the (less dense) oxide melt is released through the upper
window (windows size: height 5 cm, width 8 cm) on the spreading area, then a small

amount of a (possibly) mixed melt is released unused through an intermediate
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window and finally the iron melt is released through the lower window (height 5 cm,

width 8 cm) on a second spreading area. The volumetric flow rate on the spreading
areas decreases linearly with time to zero for oxide from 7.6 ¢/s within 17 s and for

iron from 6.7 ¢/s within 7 s. The windows are at the corners of the spreading area
(each 1.8 m x 2.8 m). The melt temperatures on the spreading area near the
windows were measured to be ~ 2150 °C for oxide and ~ 2100 °C for iron. The oxide
spread within about 20 s over 78 % of the available area with a crust thickness of 10
to 44 mm, the iron within about 10 s over about 69 % of the available area with a

pretty uniform crust thickness of about 9 mm in the average.

In this test, additionally the time-dependent surface temperature of the oxide melt
during spreading was measured with a infrared video camera (fig. 4). These data
together with the routineously measured bulk melt temperature and melt front
propagation are a valuable basis to test the 2-dimensional capabilities of the
CORFLOW code.

KATS-9

KATS-9 was the first test which refers to the new "Improved Reference Concept" [2].
Correspondingly the surface of the spreading channels were made of silicate
concrete and 16 kg of SiO, were added to the 300 kg of thermite type 10 AISSH
(4 % Al,O; surplus) to simulate concrete erosion in the reactor cavity. The main

goals were
1) to study 1-dimensional spreading on dry concrete surfaces

2) to study phenomena during and crust structure after flooding of the spread melts

(final height ~ 8 cm) and finally
3) to test flooding initiation devices (horizontal and vertical steel cables).

Melt separation was achieved, as in KATS-8, by using one common storage
container with windows at different heights. The size (height 5 cm, width 8 cm) of
both windows (for the oxide and the iron melt) and therefore also the flow rates were
the same as in KATS-8. The dimensions of the spreading channels (oxide: width 0.3

m, length 2.5 m; iron: width 0.3 m, length 1.0 m) were chosen such that after
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spreading a reactor-relevant height (~ 8 cm) was achieved. The melts were flooded
a few seconds after spreading, similar as in KATS-5 [3], with a water film (100 g/s)
extending over the channel widths and entering the end of the channels over plane
inclined 10° against vertical. To quantify any energetic melt/water interactions during
flooding the test was instrumented additionally with pressure transducers. Due to a
failure in the data acquisition system, the melt temperatures (on the spreading
surfaces near the windows) had to be estimated based on KATS-8 data and taking

into account the SiO, addition and amounted to 2050 + 50 °C for both melts.
Important results from this test are:
1) no remarkable difference in the spreading behaviour on concrete or ceramic,

2) as observed in the KAPOOL tests, vigorous movement of melt surfaces caused
by gas production from concrete erosion (~ 20 mm in the oxide and 30 - 50 mm in

the iron channel),

3) no energetic melt/water interaction for both melts in agreement with KATS-5 and
the KAPOOL tests,

4) structure of the oxidic crust different in flooded and not-flooded areas

(consequences concerning coolability have to be studied),

5) as in KAPOOL-3, the vertical and horizontal steel cables were destroyed within a
few s after arrival of both melts, indicating that this might be a suitable passive

device to initiate flooding.

Conclusions

The following conclusions can be drawn from the KAPOOL and KATS tests

performed in the reporting period:

1) the erosion behaviour of a gate consisting of a steel plate protected by an

overlying concrete layer was found to be quite different in three similar KAPOOL
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tests. Other gate designs with the goal to improve the prediction of the erosion

behaviour should be studied
2) spreading behaviour on concrete and on ceramic is not remarkably different
3) spreading length depends only weakly on the flow rate

4) in two KAPOOL tests (oxide above iron) and in KATS-9 with separated oxide and
iron melts, no energetic melt/water interaction during flooding (with a water film) of
the spreaded melts on eroding (gas producing) concrete was observed. This is a

very encouraging result for the "Improved Reference Concept"

5) the structure of the oxidic crust in flooded and not-flooded areas is different and

requires further studies concerning the coolability of oxidic melts

6) in two KAPOOL tests with not-separated melts and in KATS-9 with separated
oxide and iron melts horizontal and vertical steel cables have been successfully

tested as flooding initiation devices.
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Table 1 KAPOOL, performed tests and resuits
Test Goals Vessel Gate Thermite type |Melt temp. Gate erosion
(date) bottom |area thickness (mm) mass (kg) (°C) Erosion Melt release (s)* Eroded
area (cm) concrete steel |initial added |max min |rate (mm/s) start end area
(cm)

KAPOOL-1 |Gate erosion |36x36 15x15 20 10 |Type R70SSH (2100 1970 |~0.5 52 58 84

(26.6.96) 100 -—

KAPOOL-2 [Gate erosion [{40x40 |40x40 50 20 |Type R70SSH {2070 1640 |0.4-0.2 © - -

(10.7.96) 100 15x2 Melt not released

KAPOOL-3 |Gate erosion [40x40 [20x20 40 15 |Type 10AISSH [~2450 2070 (0.5-0.4 72 95 10

(8.10.96) Spreading 100 3x3
Flooding
initiation
Flooding (100
g/s)

KAPOOL-4 |Gate erosion {40x40 |20x20 40 15 |Type 10AISSh |~2450 --- -- 11 -- -

(14.11.96) |Spreading 150 - Melt released through side wall
Flooding

KAPOOL-5 |Gate erosion (41O 2257 40 15 |Type 10AISSH |~2550 2060 (0.8-0.6 75 83 82

(16.1.97) Spreading 150 -—-
Flooding (250
g/s)

* Time after ignition of thermite
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Table 2

KATS, performed tests and resuits

Test Phenomena Parameters Results/comments
KATS-7 Dry, 1-dim spreading Melt: 300 kg, separated iron, oxide e Spreading velocity ~ 0.5 m/s (high
Feb. 6, 96 (Reference concept) small pouring rate (~ 3 Is) pouring rate ~ 2 m/s)

Spreading surface: ceramic e Spreading length 6 - 8 m (high
pouring rate 7 - 9 m)
e Comparison with CORFLOW in
work
KATS-8 Dry, 2-dim spreading Melt: 300 kg, separated iron, oxide Comparison with CORFLOW in work
April 24, 96 (Reference concept) Pouring rate ~ 10 I/s
Spreading surface: ceramic
KATS-9 o Test flooding initiation Melt: 300 kg, separated iron, oxide (+SiO,) |e Flooding initiation devices worked
Sept. 24, 96 devices Flooding initiation devices: horizontal and ¢ No energetic melt/water

e Flooding of spreaded
melts (Improved

concept)

vertical steel cables

Spreading surface: concrete

Melt height after spreading ~ 8 cm
Flooding mode: water film (100 g/s)

interactions (in agreement with

previous tests)

— 1G¢ —




— 252 —

Cordierite
NiCr-Ni-
thermocouples

"Glass"
sacrificial
concrete 1 Gate

Steel plate

o

L

LT
L\

Floodlng "Glass"

Cordierite initiation Concrete sacrificial Flooding
devices concrete

Reaction

vessel

, ] |

I — { \ RN

. x : @ : )

~150 cm (KAPOOL-3)
~225 cm (KAPOOL-5)

Fig.1 KAPOOL experimental setup




KAPOOL-1

< Thermite powder || - Cordierite
3]
T o 100 kg : plates
a2 .
T 2 E Sacrificial concrete
3 g
29 § Steel platt
£ E Q _oleel piate
E E
R NiCr-Ni-
I thermocouples
25001
9 3
® 2000 4 5o o
E : 290°C 4965 -c
b 1
£ 1500 1
s ]
33 ]
5 10001
E ]
2 ] End of thermite Breakthrough
500 } !
g 1 reaction of the gate
SR O :
0 20 40 60 80

Time after ignition [s]

o

Concrete layer
completely
eroded

Fig. 2

KAPOOL-3

KAPOOL-5

— 400mm —

15 mm Steel plate
- 40 mm Concrete
——— 460mm ———

TF

NiCr-Ni-
thermocouples

Sacrificial
concrete

16 mm Steel plate
40 mm Concrete

2500 |
2000 2160°C
1500 1
1000

1 End of thermite
500 }  reaction
4

Temperature of the meit [°C)]

0“,!!:» —

-
2070°C

Breakthrough
of the gate

o 20 40
Time after ignition [s]

60 80

Time after ignition [s]

5 2500 1 i
°. 2460°C__ "
% 2000 1 2330°C 00 e - .-
E ] 2150°C 2100°C 2060°C
Py ]
£ 1500 1
s ]
o ]
5 1000 }
[ 1 Breakthrough
2 End of thermite
g 500 1 ! of the gate
E ] reaction
. |

0 . | .[ } : —t— ———

0 20 40 60 80

Residual
concrete
above
steel plate

Concrete layer
completely
eroded

KAPOOL ; gate setup, melt temperatures and gate erosion

— €8¢ —




8 { I | 1 | | L] I I 8
7] 17
6j . O-6
| 5o 0 © O |
£ 5- 1°
D 4 4
5 - KATS-7 |
@© .
O 3- Oxide Melt 43 |
N0, o Video 12 |
- ® Thermocouples ]
1 —— CORFLOW 2k
O ! | I 1 ! I ! U 1 ' { ¥ | ! I ' 0
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50
Time (s)

Fig.3 Comparison of measured (KATS-7) and calculated (CORFLOW)
1-dimensional spreading of oxide melt on a ceramic surface.




— 2656 —

;[. ]:‘R.'flrf,‘_::::':f:':’:':::::::::‘::::'::’:j:::'::i::f:':”:::;:‘ff::::’::: e ~

Melt gate — |

[ TRSTS PoT e
2150.0 P———
2062.5 - o
1975,0
18875 =
18000
17125

- \"“-\.
1625, 0 T
1537.5

1450.0 IR R AR RS R N R AN RN R R R RN R RE RS R II]III‘T,\I
1

—

Time (s)

AROL Min 1484.0  [|AROL Hax 1981.2

Fig. 4 Two-dimensional spreading of oxide melt (KATS-8)

Top: surface temperature after spreading (melt entered at the top
of left side)

Bottom: time-dependant maximum and minimum surface tempe-
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B. Untersuchungen zur Validierung des Codes SIMMER-IIl mit den KATS-

Experimenten
(W. Maschek, G. Fieg, INR; M. Flad, D.T.l. GmbH)

I. INTRODUCTION

SIMMER-Ill /1/ is a two-dimensional, three-velocity-field, multiphase, multi-component, Eulerian,
finite difference fluid-dynamics code coupled with a space-, time- and energy-dependent neutron
dynamics model. The main field of application at FZK is the analysis of core disruptive accidents in
CAPRA burner reactors /2/ but the code can also be used to investigate safety related problems in
other types of advanced reactors. The code development and verification is performed by PNC
(Power Reactor and Nuclear Fuel Development Corporation) in cooperation with the European
partners FZK and CEA (Commissariat a 'Energie Atomique).

Within the verification effort, SIMMER-IIl has been applied to various test examples ranging from
multiphase benchmark problems to elaborate experiments. Examples of a first phase of code
verification are given in /3/. In the second step of the verification effort both the range of applications
have been widened and also more complex experiments will be treated.

As a representative example for the verification efforts the simulation of the FZK-KATS experiments
is given here, The KATS experiments /4/ simulate the spreading of a melt in an ex-vessel core
retention device under dry and wet conditions. In the dry tests the main point of interest is the extent
of spreading and in the wet tests possible reactions with cooling water. In the following, three
experiments covering dry and wet conditions are described and resuits of SIMMER-III simulations are
presented.

Il. VERIFICATION OF SIMMER-IIl WITH THE KATS EXPERIMENTS

Three KATS experiments (KATS-3b, KATS-5 and KATS-4) have been selected for this investigation.
In the experiments both alumina and steel melts have been used. Our calculations only deal with
alumina melts.

il.a Experimental Setup and Results

The KATS series of experiments /4/ have been performed with alumina-iron thermite melts up to 300
kg. The test rig consisted of a large reaction crucible for thermite to generate molten alumina and
iron. Below this crucible the surfaces were located on which the spreading of oxidic and metallic meits
occurs. The initial liquid oxide melt level is about 0.40 m in the container and the initial temperature is
2433 K. The oxidic melt drains into a channel of 40 cm width. The spreading channel is made of
concrete covered with cordierite plates and ceramic tiles to prevent contact between the melt and the
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concrete. During the spreading process, Ni-Cr- and W-Re-type thermocouples at different axial
positions in the channel indicate the arrival time of the melt. In addition several video cameras record
the spreading process.

In the KATS-3b experiment the spreading velocity of an oxidic melt is investigated. This dry surface
test served as a reference for the wet surface experiment KATS-4. The objective of the KATS-5

test was the determination of the maximum Test Results Comments
; -y ; KATS-3b | Spreading Dry reference test
spreading length for an oxidic meilt in a long velocities 1.8 - 2.0 | for KATS-4
channel. In the KATS-4 experiment the alumina m/s
. KATS—4 Spreading Energetic meit-
melt spreads into a channel of 2.5 m length, velocities 1.4 - 1.6 | water interaction
which is covered by a 1 cm water layer of 323 K. m/s (vapor explosion)
KATS-5 Oxide: 7.6 m Viscosity and crust
The interpretation of results of the experiments spreading length | formation define
final spreading

in Tab. 1 is taken from /4/.
Table 1: Summary of KATS experiments

Il.b Modeling of KATS Experiments with SIMMER-Iil

The experiments analyzed could be treated as a 2d-system because of the experimental setup. The
container releasing the oxidic melt and the spreading channel were modeled in a cartesian grid
system using 7 x 35 cells for KATS—4 and 6 x 35 resp. 6 x 85 cells for KATS-3b and KATS-5. In
SIMMER-III the heat transfer from fluid to solid structure is only modeled in radial direction or for
surfaces with vertical orientation. This limitation is related to the ordinary applications in reactor analysis

where structure elements like pins and 2

hexcans are predominant. After introducing
code modifications to SIMMER-III to allow the
rotation of the gravitational vector, the code

X air
wall 300K

was capable of dealing with the flowing and

freezing problems of the KATS tests (Fig. 1).

A4

The AlLO3 reservoir was formed by a rigid 777 77 (271 ITLIAL LTI,
boundary wall that did not interact with Fig.1 Modeling of KATSSgg;F?m?r?tg
adjacent cells. At the bottom an orifice of 6 cm

height permitted the reservoir to run dry. The structure with thermophysical properties of cordierite
material held room temperature and occupied 25 % of the bottom cell row. The superheated Al,Os
melt (233 K above liquidus) was described as a 2-phase flow. In the case of a water layer on the cold
substrate the additional lower mesh row was filled with water. For the calculations the general default
values were applied. The wall friction factor was set according to the Colebrook formula /5/. A high

order differencing scheme was used to reduce the impact of numerical diffusion.
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ll.c Results of KATS-3b and KATS-5 Simulation with SIMMER-HI

The calculated velocity decrease in the orifice was
found to be in accordance with the Torricelli law.
in the KATS-3b experiment the crust build-up
played only a minor role because of the
superheated melt, the short channel length and
the small contact time between fluid and structure.
Compared to the experiment the flow velocity
calculated with SIMMER-II is underestimated by
about 20 % (Fig.2).

According to the KATS-5 experiment the
container run dry at about 2 s and the melt
moved down the channel with no further driving
force. The wall friction and the increased
viscosity of the mushy alumina flow (in the
solidus-liquidus temperature range) led to the
halt of the fluid at a spreading length of
approximately 7.5 m after 10 ... 11 s /4/. In the
SIMMER-IIl simulation the spreading length was
overestimated by 10 % (Fig.3). At the leading
edge Al,O; particles were precipitated and
carried along with the fluid leading to an
The final
spreading length was approached asymitotically
in the SIMMER-III simulation.

increased mixture viscosity /5/.
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Fig. 2: Comparison between simulation
and experiment (KATS-3b)
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Fig.3: Comparison between simulation

and experiment (KATS-5)

Originally, SIMMER-IIl lacks a radiation model for intercell heat transfer between the melt and the
environment. Therefore the heat flux to the structure is the only path to lead off thermal energy. With

the inclusion of an ad hoc radiation model the temperature of the melt drops below the liquidus
temperature leading to a significant increase of the fluid viscosity. For long term heat removal both
radiation and heat conduction to the foundation will cause complete freezing.

Il.d Results of the KATS-4 Simulation with SIMMER-Il!

In the KATS-4 experiment a water layer of 1 cm height was present in the channel. During the
spreading of the oxidic melt two energetic reactions have been recorded in the experiment. The first
one occurs 10 - 20 cm from the gate opening, the second one in 1 m distance in the channel. The
pressure transducers recorded short pressure peaks (1 - 2 ms) between 0.2 and 0.3 MPa. The
average spreading velocity was reduced to 1.6 m/s compared to 2.5 m/s in the dry case. Some parts
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of the oxidic melt have been ejected out of the channel /4/. The preliminary conclusion drawn from
this test was that the presence of water delays the spreading of the melt compared to dry conditions.

With SIMMER-Il! the phenomenological course of the KATS-4 experiment has been simulated. The
code is able to describe rapid evaporation processes of heated coolant, but has no specific model to
describe the triggering of a vépor explosion (no
key issue for CAPRA reactors). In the SIMMER-II|
simulation the leading edge of the hot liquid

Problem Time
— 005
———gg

melt mixes with water and reacts near the exit
of the melt reservoir. The pressurization pushes
some material back into the reservoir and
propels other parts of the melt info the free

Volume Fraction of Liquid Al203

space. Further reactions during the spreading
process lead to intermediate flow reversals.

T
2.0 25 30 s 4.0 45 5.0
axial direction [m}

The velocity of the bulk melt is in the range of
1.2 -1.5 m/s (Fig.4), while some parts of the

Fig. 4: Volume fractions of the melt at
ejected melt reach velocities up to 10 m/s. different time intervals (KATS-4)

lll. SUMMARY OF KATS SIMULATIONS WITH SIMMER-IlI

Two selected KATS experiments have been simulated within the verification efforts for SIMMER-III.

o Spreading velocities and spreading lengths are in good agreement with the KATS-3b and KATS-5
experiments. In the SIMMERK-III calculation the final spreading length of KATS-5 is determined by
inertia effects, friction forces and the increase of mixture viscosity.

» The phenomena of the KATS-4 test with a hot melt spreading over a surface covered with a water
iayer have been simulated. It could be shown that the interaction of the meit with water leads to a
delay in the spreading process and an ejection of parts of the melt out of the channel.
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1. Untersuchungen zum EPR-Konzept — KAJET-Experimente
(G. Albrecht, H. Briggemann, F. Huber, D. Raupp, IRS)

Abstract

In the sequence of a core melt accident it is assumed that, after melt through of the
reactor pressure vessel, the molten corium will be released as a high- pressure melt jet
which interacts with the protective liner of the reactor pit. This interaction will be
investigated in the KAJET experiments in which thermite melts are used to simulate the
molten corium.

In the period reported, pretests with small amounts of thermite melt were performed to
investigate nozzle designs which have been selected on the basis of a series of
experiments carried out with water. The purposes of the pretests are to achieve a compact

melt jet and to test the working life of the nozzle.

1. Einleitung

Ausgangsbasis flir das KAJET- Vorhaben ist die Annahme, dal bei einem schweren
Storfall, bei dem der Core niederschmilzt, die Schmelze als Hochdruckstrahl (ca. 2 MPa)
aus dem Reaktortank austreten kann. Unterstellt wird weiter, dal® es hierbei zu einer
starken thermischen und chemischen Wechselwirkung zwischen der strahlférmig
austretenden Schmelze und der umgebenden Wand kommt.

In den KAJET-Versuchen wird mit Thermitschmelzen als Simulationsmaterial der Einflu
eines Schmelzestrahls auf die in der Diskussion befindlichen Auskleidematerialien
untersucht. Eine wichtige Vorraussetzung dieser Untersuchungen ist die Herstellung eines
moglichst kompakten Schmelzestrahls, der mit einer Geschwindigkeit von bis zu 25 m/s

auf das zu untersuchende Material auftrifft.

In Vorversuchen mit Wasser wurden zunachst verschiedene Diisengeometrien untersucht.
Parameter waren hierbei der Dusenwinkel, die Lange der Auslaufstrecke und der
treibende Gasdruck. Die Ergebnisse dieser Versuche zeigen, da bei optimaler Geometrie
mit Wasser ein ausreichend kompakter Strahl erzeugt werden kann.

Um festzustellen , ob die mit Wasser erzielten Ergebnisse auch auf Thermitschmelzen
Ubertragbar sind, werden ausgewahlte Disengeometrien zunachst in Vorversuchen mit

Thermitschmelzen getestet.
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2. Versuchsbedingungen

Die KAJET-Versuchsanlage (Bild 1) besteht aus einem Schmelzegenerator, der fir ca.
10 kg Schmelze ausgelegt ist und der daran angeflanschten Diise mit Auslaufstrecke. Zur
Beschleunigung der Schmelze wird der Schmelzegenerator unmittelbar vor dem Beginn
des Schmelzenaustritts durch Einspeisung von Argon auf den erforderlichen Gasdruck
aufgeladen. Die austretende Schmelze trifft nach etwa 1,70 auf ein Sandbett. Der
Schmelzegenerator und das Sandbett sind von einem Spritzschutzwall aus
Betonschachtringen umgeben, die mit einer schmalen Offnung zur Beobachtung und zur
Videoaufzeichnung des Schmelzestrahls versehen sind. Der bei der Reaktion des
Thermits und beim Strahlaustritt entstehende Rauch, wird mit einem Abluftsystem
abgesaugt. Von den In Tab.1 aufgefiihrten Versuchen, wurden bisher die Versuche
VJ01 -VJ04 durchgefuhrt. Die Randbedingungen sind bei allen Versuchen nahezu
identisch. Die Parameter sind auf die physikalischen Eigenschaften der oxidischen
Schmelze abgestimmt. Der Dusenwinkel betragt 30 °, die Lange der Auslaufstrecke
110 mm und der Disendurchmesser 12 mm. Dieser Disendurchmesser wurde gewahit,
um bei den eigentlichen Versuchen mit ca. 300 kg Thermit ausreichend lange
Austrittszeiten zu bekommen. Zur Beschleunigung der oxidischen Schmelze auf die
vorgesehene Auftreffgeschwindigkeit von 25 m/s, ist ein Gasdruck von 16 bar notwendig.
Bei einem Austrittsdurchmesser von 12 mm, betragt die Austrittsdauer beim Eisen ca.
0,4 s und beim Oxid ca. 0,6 s. Die Temperatur der austretenden Schmelze liegt bei ca.
2300 °C.

Tab. 1 Vorversuche mit Thermit, Randbedingungen fiir oxidische Schmelzen

Versuch Gasdruck Auftreffgeschw.| Lénge der Auslauf- | Austrittsdurchmesser
Nr. (bar) (m/s) strecke (mm) (mm)
VvJo1 16 25 110 12
VJ02 16 25 110 12
VJO3 [Eisen: unter Schwerkraft 22 110 12
Oxid: 11 bar
VJ04 | Austrittsbeginn unter 25 110 12

Schwerkraft, dann
Druckanstieg bis 16 bar

VJO5 | Druckanstieg bis 12 bar 23 110 12
innerhalb ca. 1,2 s,
doppelte Schmelzen-
menge
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Um auch unter schlechten Sichtbedingungen eine Information (iber das Strahiverhalten zu
bekommen, wurden ab VJ02 je eine Drahtgitterflache in Abstanden von 300 und 600 mm
unter dem Schmelzenaustritt montiert. Anhand der durchschmolzenen Fiachen lassen
sich die maximalen Strahldurchmesser in den vorgegebenen Abstanden rekonstruieren.
Ab VJO3 sind die Gitterflachen zusétzlich mit Schmelzdetektoren versehen, um die

Strahlaufweitung auch zeitlich zuordnen zu kénnen.

3. Ergebnisse

Bei VJO1 war keine Auswertung moglich, da durch starke Rauchentwickliung beim
Schmelzenaustritt die Sicht auf den Strahl stark beeintrachtigt wurde. AuRerdem wurde
bei der Nachuntersuchung festgestellt, daR wahrend des Schmelzenaustritts die
Auslaufstrecke zerbrochen ist.

Der Versuch VJ02 mit verbesserter Absaugung und etwas reduzierter Schmelztemperatur
(ca. 2260 °C) zeigt, dal® der Strahl sofort nach dem Austrittsbeginn stark expandierte.
Nach den durchschmolzenen Gittern hatte der Strahl im Abstand von 600 mm eine
maximale Aufweitung auf 360 mm. Auch bei diesem Versuch sind Probleme mit der

Standzeit der Auslaufstrecke aufgetreten.

Beim Versuch VJ03 wurde wegen Lieferverzug des Dusenherstellers statt der Dise aus
Zirkonoxid eine solche aus Stahl eingesetzt. AuRerdem wurde der Gasdruck so gesteuert,
dal das zuerst austretende Eisen unter Schwerkraft austrat. Unter dieser Bedingung
bildete sich ein kompakter Strahl aus. Mit der Druckerhéhung weitete sich der Strahl
jedoch sofort auf. Die Nachuntersuchungen zeigten, das der Disenaustritt und die
nachfolgende Auslaufstrecke von urspringlich 12 auf 25mm Durchmesser
aufgeschmolzen waren. Hierdurch war der Massenstrom der Eisenschmelze gréRer als
vorgesehen, weshalb zum Zeitpunkt der Druckbeaufschlagung schon ungefahr 30 - 50 %
der oxidischen Schmelze ausgetreten waren. Die Austrittsdauer des Oxides war damit
geringer als die erforderliche Zeit fur die Druckerh6hung. Dadurch wurde nur ein Druck
von 11 bar erreicht. Die maximale Strahlaufweitung nach einer Austrittsstrecke von
600 mm betrug etwa 190 mm.

Um eine bessere Zuordnung der Strahlverhaltens zum Druck (ber der Zeit zu

ermoglichen, wurde bei VJ04 zum einen die Druckbeaufschlagung erst nach dem
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Austrittsbeginn der Eisenschmelze ausgelést und zum anderen die Zeit fiir den
Druckaufbau auf ca. 1 s ausgedehnt. Somit erfolgte der Schmelzenaustritt unter einem
sich stetig aufbauendem Druck. Die Auswertung der MeRergebnisse zeigte ein
Uberproportionales Anwachsen des Strahldurchmessers mit steigendem Druck. Einen

wesentlichen EinfluR hatte hierbei der Gasdurchbruch am Ende des Schmelzenaustritts.

4. Weiteres Vorgehen

In weiteren geplanten Versuchen wird ein Schmelzengenerator eingesetzt, der fir ca.
18 kg Thermit ausgelegt ist und bei dem die Eisenschmelze abgetrennt wird, d. h. es tritt
nur die oxidische Schmelze aus. Durch die gréere Schmelzenmenge wird die
Austrittsdauer nahezu verdoppelt. Die Zeit fur die Druckerhthung kann somit verlangert
werden. Um eine Aufweitung des Strahls durch einen Gasdurchbruch zu vermeiden, wird
der treibende Druck gegen Ende des Schmelzenaustritts wieder abgebaut. Durch die
langere Austrittsdauer liefert dieser Versuch auch bessere Ergebnisse zur Standzeit der

Zirkonoxid-Duse.
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Bild 1. Skizze des KAJET-Versuchsaufbaus
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V. Modellversuche und Simulationen mit CORFLOW zur Ausbreitung

erstarrender Schmelze (Legierung MCP 58)
(P. Ehrhard, IATF; U. Siegel, St. Krauth, FH Karlsruhe)

Abstract

A corresponding set of both experimental results and numerical simulations with
CORFLOW are presented for the plane (two-dimensional) spreading of a metallic
model melt, namely MCP 58. The effect of solidification due to a cooled spreading
area is the focus. The Prandtl number of the melt is Pr = 0.74, the realized range of
Reynolds numbers is 3.7 < Re < 40, thus, both the mixed viscous/inertial regime and
the pure inertial regime of spreading are covered. The spreading takes place on an
isothermal plate, kept at temperatures in the range 40 degC < T, < 75 degC, heat
losses into the ambient air are negligible. Solidification effects are treated within the

numerical simulations using a strongly temperature dependent viscosity.

The influence of the solidified crust, attached to the spreading area is discussed in
detail. It is found that for low Prandtl number melts (metallic melts), solidification has
a strong influence onto the progress of the spreading front. The concept of treating
solidified regions via a modified viscosity, hereby occurs promising. For the present
set of parameters, reasonably-good agreement has been found between

experimental findings and numerical simulations.

1. Introduction

Future generations of pressurized water reactors (e.g. the European Pressurized
Water Reactor EPR) will have to meet safety criteria, which go far beyond the
present standard. With respect to a severe core melt down accident, precautions
need to be taken to ensure permanent coolability of the corium melt in an intact
containment. In detail the concept relies on (i) collecting the melt below the pressure
vessel, (ii) erosion of the sacrificial concrete and melt-through of the gate, (iii) dry
spreading of the melt on a horizontal spreading area of sufficient extent, (iv)
passively-intitiated flooding of the melt by water from above, (v) removing the decay

heat by circulating the pool water through external heat exchangers. Additionally,
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water is circulated through channels in the basemat, obtaining two-sided cooling of

the spreaded melt.

The spreading of the corium melt on the spreading area, therefore, represents a very
crucial question as it determines the outcome of the scenario; If the melt spreads far
enough, the thickness of the melt layer will be sufficiently small to ensure its
coolability. On the other hand, if the spreading is strongly inhibited by viscous or
even solidification effects, we are left with a large thickness of the melt layer. Due to
the internal heat source distribution, the removal of the decay heat is more critical for
such a situation. The design of the reactor cavity, the sacrificial concrete and the
gate, clearly, has to ensure the initial conditions for of melt such that a complete

spreading is guaranteed.

From the above concept, the spreading of the melt in presence of heat losses both
into the basemat by stationary or non-stationary heat conduction and at the melt/gas
interface by radiation appears to be an important question with respect to reliability of
the safety concept. In particular the question of appropriate initial temperature,
viscosity and composition of the melt for complete spreading needs to be answered.
This problem is the focus of a variety of investigations at the Forschungszentrum .
Karlsruhe (FZK) in collaboration with industrial partners. The goal is to develop and
verify a computer code (CORFLOW) such that the computation of the spreading flow
under quite general geometric and thermal conditions is possible in an accurate

manner.

The program includes, firstly, small-scale experiments using low-melting model melts
such as waxes and alloys. Spreading these model melts on cooled plates or in
presence of interfacial cooling allows to identify the basic physical phenomena
occuring as consequence of the heat losses, namely increase of viscosity, crust
formation, crustal mechanics and bulk solidification. Secondly, the development of
theoretical models for the thermal field in the spreading flow, for the crust formation
and for the kinematic influence of the crust onto the spreading flow is persued.
Thirdly, within the large-scale KATS experiments the spreading of both metallic and
oxidic components of a Thermite melt on ceramics or concrete surfaces is
investigated. The geometry is either plane (long channels) or three-dimensional

(square areas) and both melt properties and temperature range are fairly close to the
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situation expected in a severe accident scenario. Thus, heat losses into the
spreading area and into the ambient are present simultaneously and are comparable
to the heat losses experienced by a realistic corium melt. These experiments are
conducted such that the inertia-dominated fegime, the viscosity-dominated regime
and the crust formation and solidification can all be observed as time progresses. All
the above experimental data and models are, finally, used to verify and improve the
CORFLOW code. This code has been initially developed by the Siemens company to
compute the spreading of liquid melts in general technical geometries. In
collaboration with Siemens it is presently extended towards a regime, where non-

isothermal conditions lead to strong variations of viscosity and even to solidification.

The present paper on the one hand presents results from small-scale experiments
using a low-melting alloy, spreading on a cooled plate. This problem relates closely
to the spreading of metallic melts on the basemat if radiative heat losses are not
important. On the other hand, computations with CORFLOW are conducted for the
identical problem, employing the measured viscosity u(T) of the alloy to capture the
melt behaviour in the pure liquid régime as it develops towards the solid regime.
Computations and experimental findings are compared and discussed. It is found
that, given a reliable knowledge of the temperature dependent viscosity, for metallic
melts a reasonably good agreement between computations and experiments is
obtained. Thus, for metallic melts the concept of treating solidification by an adequat
increase of viscosity occurs promising. This method, however, should not apply to
oxidic melts, as in that case a sufficiently-precise temperature field is hardly to obtain

from the computations.
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2. Experiment
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Figure 1: Skefch of the experimental setup

reservoir

Within the experiment the plane spreading of a low-melting alloy (MCP 58) is
investigated, occuring on a temperature-controlled copper plate of 650 mm length
and 200 mm width. For that purpose the melt is initially stored temperature-
controlled in a cylinder at To = 75 degC. The spreading area is kept at the desired
constant temperature in the range 20 degC < T, < 75 degC. Through a displacement

piston, moved at a well-controlled, constant speed, a constant volumetric flux vV of
the melt is poured into a ceramics-coated reservoir at the left side of the spreading
area. This reservoir achieves both a good thermal insulation of the melt through
ceramics layers and a damping of the melt velocities resulting from the pouring. After
the reservoir is filled, a homogeneous, almost undisturbed spreading of the melt
occurs across the smooth, chromium-coated copper plate. Given a plate temperature
well above the solidification temperature, i.e. T,, > 58 degC, a pure liquid spreading
is observed. If, in contrast, the plate is cooled below solidification temperature, i.e.
Tw < 58 degC, the melt develops a solidified crust attached to the plate and the
spreading is slowed down or even stopped, depending on the actual parameters.

The measuring technique involves temperature measurements (and control) of all
relevant temperatures by means of thermocouples. Thus, the melt temperatures in
the storage cylinder, in the reservoir and at the entrance of the spreading area is
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precisely known. Moreover, the temperature of the spreading area is monitored at
three different locations and controlled at an accuracy of + 0.1 degC by means of
circulating coolant. The progress of the front is recorded in a twofold manner. Firstly,
a standard 35 mm camera captures an image of both the side and the top view of the
spreading melt via a mirror. These pictures are taken at arbitrary times by the
experimentalist, they additionally contain the image of a reference length scale and a
clock, resolving 1 mm and 0.01 sec, respectively. Secondly, a CCD camera
automatically records pictures of the spreading area from above, in time steps of
typically 1 sec. The resolution of 512 x 512 pixels allows afterwards an automated
evaluation of the pictures by means of an image processing system to determine the
wetted portion of the spreading area even for cases where the front cannot be
approximated by a straight line. Moreover, occasionally we capture highly-precise
measurements of the height profile around the front (resolution + 2 uym) by means of

a triangulation sensor, mounted at the desired position above the spreading area.

The experiments with the low-melting alloy feature a Prandtl number of Pr = 0.74.
Another series of experiments, using wax as model melt, features a Prandtl number
of Pr = 560 and has been reported previously (cf. Weick (1995), Toppel-Wolf
(1996)). Through the adjustable volumetric flux V of the melt, a range of Reynolds
numbers, namely 3.7 < Re < 40, is covered. The Reynolds number here is defined
using the average inflow velocity u, and the inflow height hy, both taken at the
entrance of the spreading area. Thus, we have Re = ughe/v. The Reynolds number in
this definition reflects directly the ratio of inertial forces and viscous forces within the
spreading melt.

3. Numerical simulations

We use the CORFLOW code to simulate the spreading flow, precisely for the set of
parameters present in the experiments. CORFLOW employs a fixed grid finite
volume formulation of the conservation equations in conjunction with a volume of
fluid method for the representation of the free interface. A detailed description of the
code and its models can be found in Wittmaack (1996). We use for our plane
simulations 52 x 27 elements to grid the complete reservoir, the spreading area,
theinsulating ceramics layers and the well-conducting copper layer. A sketch of the
modelled geometry is given in figure 2.
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Figure 2: CORFLOW 2D model for simulation of the spreading flow of MCP58

Instead of assuming the melt flux entering the reservoir from above, we model a
horizontal inflow through the gap at the left side of the reservoir (cf. figure 2). Here
an integral flux of melt, identical to that poured in the experiment, enters the
computational domain. This simplification was tested carefully in order to ensure that
no disturbances of the outflow velocity profiles are present. In fact, the upward step
at the right end of the reservoir causes a stagnant portion of melt in the lower corner,
leading to a fairly-smooth flow from the reservoir onto the spreading area.

CORFLOW employs a dimensional formulation of the conservation equations and
boundary conditions, such that all material properties have to be entered separately
in Sl units. These data are listed in table 1 for all the different materials. As
mentioned earlier, the data on viscosity are used such that solidification effects are
modelled through a strongly temperature dependent viscosity. Therefore, a reliable
knowledge of viscosity is important. The measured data for the viscosity of the alloy
MCP 58 are plotted in figure 3. As obvious from the data, a dramatic rise of viscosity
occurs as soon as temperature approaches the solidification temperature T, = 58
degC. The data of figure 3 are entered via a 10 point approximation into the code.
The liberation of the latent heat of solidification is treated within CORFLOW by
entering a step function for the specific heat ¢, as function of temperature. In several
runs we have checked the influence of latent heat onto the results, and we find that
solidification at a fixed point in space is just slightly postponed. Thus, liberation of
latent heat can be neglected for not too extreme parameter combinations. The heat
losses of the melt into the (copper) spreading area due to non-stationary and
stationary heat conduction are, of course, considered. They represent the most
important heat sink in the problem. The heat losses of the melt into the ambient air
proves to be of minor importance and is consequently neglected.
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4, Resuits and discussion

TW=75 °C
TW=50 °C
s
35- : S
TW=40 °C
10-
5__
T T T I I

0 |'!1|||'III[I|V]‘II'T T T lllllll T ¥
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 55 60 65 70 75 80 85 90 95 100

time [s]

g g D
.93
b SN I N )

b
.7
i

i

front position a (t) [cm]

- N N W
7.5.5.9

Figure 4: Development of the front in time from both experiments and CORFLOW simulations
(Re =40, Pr=0.74).

in figure 4 we conduct a typical result, obtained in the inertia-dominated regime with
Re = 40. Three different temperatures of the spreading area have been realized,
namely T, = 75, 50, 40 degC, within both the experiments and the numerical
simulations. For each plate temperature T, a number of identical experiments has
been performed, given in figure 4 as open symbols. It should be noted that we have
artificially introduced an offset on the time axis for the different curves to separate
the curves in the plot. For each plate temperature, likewise a numerical simulation is

given by solid symboils.

We, firstly, concentrate onto the case with T, = 75 degC. We recognize that both
experimental curves (open circles) nicely resemble, proving a reproducable
spreading process and an accurate measurement of the average front position @ (t).
The results from the corresponding numerical simulation (solid circles) show a front
behaviour which slightly departs from the experimental findings. Here, a slight
adjustment of viscosity would produce exactly identical slopes in both the
experimental and the numerical curves. To remain honest, we have renounced to
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introduce this adjustment. For Ty, = 75 degC the melt remains always liquid and
spreads in all experiments to the end of the spreading area. The first datg points
from the numerical simulation are taken just at the outlet of the reservoir, while the
spreading can be followed numerically beyond the end of the spreading area.

The second set of curves corresponds to a plate temperature of T,, = 50 degC. Here,
the temperature of the spreading area is such, that the melt transfers a considerable
amount of heat into the copper plate and, thus, solidification of the melt occurs in the
vincinity of the plate as soon as the melt temperature falls below Ty, = 58 degC.
Again, both experimental curves (open squares) behave almost identical, showing a
fast initial spreading followed by a first slow-down of the front. After this gradual
stagnation, a reacceleration of the front and a second slow-down is observed,
leading finally to a stop of the front progression. The numerical simulation (closed
squares) resembles perfectly the initial phase of the process, namely the fast
spreading followed by a first slow-down at a position x = 18 cm. Likewise the
reacceleration and the final stop of the front are obtained from the simulation.
However, a discrepancy remains with respect to the final position of the front. The
numerical simulation predicts x = 33 cm, while the experiments give x = 41, 43 cm. In
~ these experiments with T,, = 50 degC the initial speed of the front is almost identical
with the speed observed for pure liquid spreading (Ty = 75 degC). Thus, in the initial
phase heat losses and solidification do not have any influence onto the spreading

process.

The third set of curves, finally, is obtained for an even lower plate temperature of T,
= 40 degC to enforce the influence of cooling and solidification. The behaviour of the
three experimental curves (open triangles) is somewhat scattered, while the general
features are identical to the observations for T,, = 50 degC. A fast initial spreading, a
first slow-down, a reacceleration, a second slow-down and the final stop of the front
are all obvious. The final front position in the experiments is already reached at x =
35, 35.5, 36 cm. The numerical simulation again resembles the early phase with
reasonable accuracy, but fails to predict the late phase and the final front position

correctly. Numerically, we find the final front position at x = 25 cm.

The repeated occurance of a slow-down of the front, followed by an reacceleration
can physically be understood as follows. As a crust of increasing thickness develops
on the spreading area, the height difference in the melt - and therefore the driving
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hydrostatic pressure head - are reduced. This leads to the slow-down of the front.
Due to the constant feeding of melt into the spreading area, the melt height
increases. This increased height allows for a flow of hot melt across the solidified
and thermally-insulating dam onto the spreading area. This hot melt is not yet
influenced by any heat losses or by solidification. Thus, a fast spreading is possible
until heat losses sum up and a second build-up of solidified melt develops. In figure
5 a typical velocity profile from the simulations is given. We recognize clearly the
flow of the melt across the solidified portion, attached to the spreading area.
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Figure 5: Velocity field from simulation
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V. Ausbreitung mit variabler Viskositét
J. J. Foit, IATF

Abstract

The isothermal spreading of a volume of liquid which increases with times as q t%
a > 0 was described in terms of similarity solutions (Huppert). Sakimoto and Zuber
derived a similarity solution for the axisymmetric release of a fixed volume of fluid
(o = 0) with time dependent viscosity of the form v = kt?, 0 < B < 1. This result is ex-
tended to all o > 0 and 0 < B < 3 o + 1. These solutions which describe a kind of

non-isothermal spreading can be used to validate the CORFLOW code.

Zusammenfassung

Die isotherme Ausbreitung eines Volumenstromes, gt®, o > 0, in Form von diinnen
Schichten kann mit Hilfe selbstéhnlicher Lésungen beschrieben werden (Huppert).
Fir die axialsymmetrische Ausbreitung eines konstanten Volumens (a = 0) mit einer
variablen Viskositat von der Form v = xt?, 0 < p < 1 existieren ebenfalls selbstahnli-
che Losungen (Sakimoto, Zuber). Dieses Ergebnis laRt sich auf den Fall einer Aus-
breitung fur alle o > 0 und 0 < B < 3a. + 1 erweitern. Die hergeleiteten Lésungen, die
eine gewisse Form von nicht isothermer Ausbreitung beschreiben, kénnen zur Vali-

dierung des CORFLOW-Rechenprogramms verwendet werden.

Selbstahnliche Lésungen fir die eindimensionale Ausbreitung

Die Ausbreitung einer ditnnen Schicht viskoser Flissigkeit, die die kinematische Vis-

kositat v besitzt, im Gravitationsfeld g wird durch folgende Gleichungen beschrieben

[1]:
19 (£3,7\ _
=57 (h hx)x 0, (1)

t
x%nt

jh(x,t)dx = gt*, a 20, (2)
0

wobei h (x, t) die freie Oberflache beschreibt und g t* den Volumenstrom angibt, mit

dem der Strom gespeist wird.
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Fir die axialsymmetrische Ausbreitung wurde fir o = 0 eine selbstahnliche Lésung

hergeleitet [2], die flr variable Viskositat von der Form

v=kth, = -Zg (3)
0
gilt.
Fur die lineare Ausbreitung lassen sich ebenfalls selbstahnliche Lésungen fiir alle
o 2 0 finden:
T C A O ,
(x0)=n 7| Z2E w%,) 4)
¥ _(Bu-pei
N =[ 3j / )
gqd
1 %
Ny = [I\v dy} (6)
0

Die Ausbreitung eines konstanten Volumens (a=0) wird fir 0 < B < 1 beschrieben

durch:

y(y)= ( ) @a- By(ly)/ (7)

nN-{ /2[1()(— o) gg} ’ ®

wobei I' die Gammafunktion ist.

Firalle a >0 und 0<B <30 +1 gilt

v(y)= E (Bo - B+ 1)]%(1 - y)%”{l 23;%3; 4BB +41)(1 y)+ 0((1 Y) j

und

33 % 4, 30 +4p -4 7
n~={z{z<3“-ﬁ“>} e I
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Die Position der Ausbreitungsfront kann aus Gl. (5) bestimmt werden.

“%; Ba-p-1)
xﬁ'ont(t)=nN(£E_) t /5 (11)

aq°

Die Ableitung von xgons(t)nach ¢ liefert die Ausbreitungsgeschwindigkeit:

_ Y Bu-p-d)
Uprong ()= 22 SB+1nN(;;3J % (12)

Die folgenden Abbildungen Abb. 1, Abb. 2 und Abb. 3 zeigen die freie Oberflache bei

der Ausbreitung eines konstanten Volumenstromes (a = I) mit
a2 _sm?
=4,5.107%*m =36-10°°—— und t, =1
q 4} Vo 0 S 0 s
fur verschiedene Werte von B nach 10 s, 50 s und 100 s Ausbreitung, wobei
h(x, t+t0]t= 0 der Anfangszustand ist. Der Ubergang zu einer Ausbreitung, die
durch viskose Krafte bestimmt wird, erfolgt in diesem Fall nach

4 \7-4a
q
t;, = =1s.
tr (ggvgj

Mit Hilfe von B kann der Anstieg der Viskositat, der durch Kuhlung der Schmelze
hervorgerufen wird, angepaft werden. Die isotherme Lésung [1] erhalt man fur f=0.
Mit wachsendem B wird die Ausbreitungsgeschwindigkeit kleiner und die Schichthé-

he der Schmelze nimmt zu.
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VI. Thermophysikalische Eigenschaften von Kernschmelzen
(B. Schulz, IMF I)

Abstract

It will be demonstrated how it is possible to determine the thermophysical properties of

core melts even when these properties cannot be measured directly.

Zusammenfassung

Es werden fiir die Bestimmung der thermophysikalischen Eigenschaften an Kern-
schmelzen Wege aufgezeigt, die eine Ermittlung dieser Eigenschaften selbst dann

gestatten, wenn eine direkte Messung nicht mdglich ist.

Es wurden fir die Bestimmung der Eigenschaften folgende Genauigkeiten zugrunde
gelegt:

Oberflachenspannung 50 %

spez. Warmekapazitat 30 %

Warmeleitfahigkeit 30 %

Viskositat 50 %

Auf diesem Hintergrund wurde die Abschéatzbarkeit der genannten Eigenschaften fur
Schmelzen mit ionischem Bindungscharakter untersucht [1]. Es wird davon ausge-
gangen, daf in der Schmelze eine quasikristalline Struktur erhalten bleibt und die un-
stetige Veranderung der Eigenschaften am Schmelzpunkt hervorgerufen wird durch die
unstetige Erhéhung der Leerstellen am Schmelzpunkt, bei ionischen Schmelzen ~ 10 -
15 %.

Am Beispiel der hochstschmelzenden Komponente in Kernschmelzen kann gezeigt
werden, dal diese Theorie flr Schmelzen mit ionischem Bindungscharakter brauchbar
ist (Tab. 1) und damit eine Abschatzbarkeit vom festen in den flussigen Zustand

erlaubt.
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property of molten UO, at melting point |calculated |measured
density (g/cm?) 8.76 8.63
viscosity (mPas) 5.7 4.4
thermal expansion coefficient (K™') 10x 107 10.5 x 10”
9.2x 10°
isothermal compressibility (m? /N) 35x10" |3.54x10"
thermal conductivity (W/ecmK) 0.018 0.022

Diese Theorie soll erweitert werden fir die Schmelzen mit nicht ionischem Bindungs-
charakter und ist experimentell zu bestdtigen an Schmelzen von ausgewahlten

Materialien.

Wesentlich schwieriger stellt sich die Ermittlung von thermophysikalischen Eigen-

schaften im Solidus-Liguidusbereich von Systemen mit Mischkristallbildung dar.

Im Solidus-Liquidusbereich existieren Fest- und Flussigphasen nebeneinander. Es
handelt sich also um einen Zweiphasenwerkstoff, dessen thermophysikalische Eigen-
schaften fiur den Gleichgewichtszustand leicht ermittelt werden kénnen. Das Zustands-
diagramm liefert die chemische Zusammensetzung und Konzentration der beteiligten
Phasen. Form und Orientierung der festen Phasenteilchen sind durch metallografische

Praparation am erstarrten Regulus zu bestimmen.

Die experimentelle Bestatigung liegt fiir die richtungsabhéngigen Eigenschaften
Viskositat  und Warmeleitfahigkeit A vor [2,3].
Far die Viskositat z. B. ist der Zusammenhang:

_m fest — fliissig
rT o n flissig

(1 — c) -

.\ cos’ o,
1-2 F

1-cos’a
2F

m =

n, = Viskositat des fest-fliissig-Gemisches bezogen auf die der reinen Fliissigkeit.
cos?o. = Orientierung der festen Teilchen mit Bezug auf den Geschwindigkeits-

gradienten
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F = Formfaktor der festen Teilchen.

¢ = Volumenkonzentration der festen Teilchen.

Flr den realen Fall der Ausbreitung und Kiihlung einer Kernschmelze kénnen jedoch
zwei unter Umstanden gravierende Schwierigkeiten entstehen. Der Dichteunterschied
der beteiligten Phasen fest-fliissig kann zur raumlichen Phasentrennung fithren und
durch zu hohe Abkuhlungsgeschwindigkeiten der Schmelzen kann es zu starken
Abweichungen in der Gleichgewichtskonzentration, wie sie das Zustandsdiagramm

liefert, kommen. Auch diese Einflisse miissen experimentell untersucht werden.

[11 B. Schulz; The estimation of thermophysical properties of ionic melts
(in Vorbereitung)

[2] B. Schulz; Thermal conductivity of composites; Proc. Of the 1975 Intern. Conf. On
Composite Materials Geneva, 1975 Vol 2 578 - 602
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Symposium on Deformation of Multiphase and Particle Containing Materials, 1983
Roskilde 511 - 516
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32.21.05 Langfristige Containmentkiihlung

I SUCO-Programm
(J.U. Knebel, G. Janssens-Maenhout, M. Daubner, IATF)

Abstract

One possible concept for the decay heat removal from the containment of a future PWR
after a core melt accident is based on passive sump cooling. The core melt would spread
as a dry melt and stabilize in the reactor sump, as in the reference concept for the
European Pressurized Water Reactor. After a number of plugs melt by passive means,
water from the IRWST would flood the core melt with a low flow rate. The sump cooling is
achieved by a stable natural circulation which transports the heat from the core melt to
heat exchangers and condensers. The main objective of the SUCO programme is to attain
results on the feasibility of the sump cooling concept. The work on this programme has

progressed very well .

1. EINLEITUNG UND ZIELSETZUNG

Eine Moglichkeit der Nachwdrmeabfuhr aus dem Containment eines zukinftigen
Leichtwasserreaktors nach einem Kernschmelzunfall ist das Sumpfkiihlkonzept. Wie bei
dem Referenzkonzept fiir den Europaischen Druckwasserreaktor EPR breitet sich die
Kernschmelze trocken im Reaktorsumpf aus und wird dort stabilisiert. Nach einem
passiven Aufschmelzen von Stopfen wird die Schmeize von Wasser aus dem IRWST
unter geringem Volumenstrom von oben geflutet. Die Sumpfkiihlung erfolgt durch eine
stabile Naturkonvektionsstréomung, die die Warme von der Schmelze an Warmetauscher
und Kondensatoren transportiert. Die passiven Mechanismen der Warmeilbertragung
innerhalb des Containments sind Verdampfung/Kondensation, Konvektion und Konduk-
tion. Das Kurzzeitverhalten ist durch eine zweiphasige Naturkonvektionsstréomung, das
Langzeitverhalten durch eine einphasige Naturkonvektionsstrémung charakterisiert. Auf
der sekundaren Seite, das heifdt von den Warmetauschern und Kondensatoren, wird die
Warme Ulber Pumpen an die Umgebung (Fluf, Kihiturm) abgegeben.

Das Ziel der im Rahmen des SUCO-Programms durchzufithrenden numerischen_und
experimentellen Untersuchungen ist es,

e die im Prototyp auftretende Naturkonvektionsstrémung mit Hilfe von &hnlich

skalierten Modellexperimenten zu simulieren,

[ die Modellexperimente durch Simulationsrechnungen nachzuvollziehen,
® die Ergebnisse mit Gesetzen der Ahnlichkeitsdynamik auf den Prototyp zu
Ubertragen,

® Aussagen Uber die Machbarkeit des Sumpfkiihlkonzepts zu treffen.




2, SUCO-PROGRAMM

Das SUCO-Programm besteht aus drei aufeinander aufbauenden Modellexperimenten,

die durch Simulationsrechnungen begleitet werden. Das SUCO-Programm ist in Tab. 1

dargestellt. Die Modellexperimente und Simulationsrechnungen unterteilen sich in zwei

Gruppen.

® Testanlage SUCOT und Rechenprogramm CFX-F3D zur Untersuchung des
zweiphasigen Kurzzeitverhaltens.

® Testanlagen SUCOS-2D und SUCOS-3D und Rechenprogramme CFX-F3D und

FLUENT zur Untersuchung des einphasigen Langzeitverhaltens.

Tab 1: SUCO-Programm am Forschungszentrum Karlsruhe.
Parameter Zukunftige SUCOT SUCOS-3 SUCOS-2
1500 MWD Volumen 1:3 Langen 1:2 Langen 1.2
Malstab 1: Leistung 1:3 Leistung 1:2 Leistung 1:2
Hoéhe 1:1 Hoéhe 1:20 Hohe 1:20
Fluid Wasser Wasser Wasser Wasser
Ausbreitungsfldche, m 160 0.45 0.4 0.4/4
Wasserhoéhe, m 5.5 5.5 0.275 0.275
Nachzerfallswarme, M 25 0.07 0.00313 0.00313/4
Warmestromdichte, W/c 15.6 15.6 0.783 0.783
untersuchtes Stromungsver zweiphasig einphasige einphasige
Langzeitverha| Kurzzeitverha| Kurzzeitverha
Rechenprogramm CFX-F3D CFX-F3D, CFX-F3D,
FLUENT FLUENT

21 TESTANLAGEN

In Abb. 1 ist eine Zusammenstellung der drei Testanlagen als Fotografie und Skizze
gegeben.

Die aus einer Ahnlichkeitsanalyse fiir eine zweiphasige und einphasige Naturkonvekti-
onsstrémung hergeleiteten dimensionsiosen Kennzahlen sind im Detail in Knebel (1995)
dargestellt und diskutiert.

Die Untersuchungsschwerpunkte der Testanlage SUCOT sind:
Phanomenologie einer zweiphasigen Naturkonvektionsstromung,

Unterkihltes und gesattigtes Behaltersieden mit tiberlagerter Konvektion,
Bildung, Aufstieg und Rekondensation von Dampfblasen,
Strdmungsmuster,

Oberflachenstruktur der Heizplatte.

Die Untersuchungsschwerpunkte der Testanlagen SUCOS-2D und SUCOS-3D sind:
® Phanomenologische Untersuchungen zum einphasigen Langzeitverhaiten,
Integrale Thermo- und Fluiddynamik,

Untersuchung des einphasigen Warmetibergangs,

EinfluR dreidimensionaler Effekte,

Parametervariationen.
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Abb. 1b: Testanlagen SUCOS-2D und SUCOS-3D am Forschungszentrum
Karlsruhe (FZK).
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2.2 RECHENPROGRAMME

Das Rechenprogramm CFX-F3D hat folgende Eigenschaften:

@ Allgemeines thermo-hydraulisches Rechenprogramm zur numerischen
Simulation einer mehrphasigen Strémung mit Warme- und Phasentibergang,

® Losung der Kontinuitatsgleichung, Impulserhaltungsgleichung, Energie-
erhaltungsgleichung fir alle Phasen und Druckkorrekturgleichung (IPSA) nach
der Methode der finiten Volumen,

® Berechnung von laminaren und turbulenten  Strémungen  (k-s-
Turbulenzmodell),

® Berechnung von stationdren oder instationaren Strémungen,

® Berechnung fur beliebige zwei- und dreidimensionale Geometrien.

Das Rechenprogramm FLUENT hat folgende Eigenschaften:

® Allgemeines thermo-hydraulisches Rechenprogramm zur numerischen
Simulation einer einphasigen Strémung mit Warmetbergang,

@ Losung der Kontinuitatsgleichung, Impulserhaltungsgleichung und Energie-
erhaltungsgleichung nach der Methode der finiten Differenzen,

® Berechnung von laminaren und turbulenten Strémungen (k-e-Turbulenz-
modell),

@ Berechnung von stationaren oder instationaren Stromungen,

@ Berechnung fiir beliebige zwei- und dreidimensionale Geometrien.

3. ERGEBNISSE

Im folgenden werden die im Berichtszeitraum neuen Ergebnisse diskutiert:

Stationare Messungen in der verbesserten Testanlage SUCOS-2D.

Transiente Messungen in der verbesserten Testanlage SUCOS-2D.

Vergleich der Testanlagen SUCOS-2D und SUCOS-3D.

Skalierung der Ergebnisse auf den Prototyp.

Aussage Uber die Machbarkeit des Sumpfkiihikonzepts.

@ Erste Validierungsrechnungen mit dem Rechenprogramm CFX-F3D fiir eine
isotherme Blasenstromung.

3.1 Stationare Messungen in der Testanlage SUCOS-2D

In der Testanlage SUCOS-2D wurden die in Tab. 2 aufgefihrten Parameter-
variationen durchgefiihrt. insgesamt wurden Versuche mit 99 unterschiedlichen
Kombinationen abgearbeitet. Eine ausfiihrliche Dokumentation ist in
HosseinTari (1996), Kuhn (1996) und Schober (1997) gegeben.
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Tab 2: Parametervariationen.

Parameter Variationen
Heizleistung 783 W 313 W
Versuchsfiihrung transient stationar
Beheizung gesamte Grundfidche ein Drittel der
beheizt Grundfléche beheizt

Anordnung der

VR, VL, H+*VR, VR+VL, H+VR+VL, 2A, H+2A,

Wiérmetauscher VR+VL+2A, H+VR+2A, H+VR+VL+2A,
H+VR+VR+4A
Eintrittstemperatur in die 20°C 25°C 30°C
Wérmetauscher
Héhe des Sumpfwassers 200 mm 275 mm
(kein Naturumlauf) (Naturumlauf)
Versperrung im Kamin 0% | 67 % | 89 %

Als wichtigstes Ergebnis ist festzuhalten, daR die integrale Warmeulbergangs-
charakteristik der Testanlage SUCOS-2D fir samtliche untersuchten Anord-
nungen der Warmetauscher durch eine laminare Warmelibergangsbeziehung der
Form Nu o« Gr' beschrieben wird, Knebel und Miiller (1997). Die MeBwerte fir

den Betrieb nur des horiz

ontalen Warmetauschers (Konfiguration H) weichen

deutlich von der Trendlinie ab, da die gewéahlte Warmeiibergangsbeziehung nicht
fur horizontale Flachen gultig ist. Dieser Zusammenhang ist fur 10 unterschied-
liche Anordnungen der Warmetauscher und zwei Versperrungen im Kamin in

Abb. 2 dargestellt.

2.5 | |
o Ubrige o
- Konfigurationen
g 2.0 » horizontale WT .
o
§ — Trendlinie /
<
T 15 / o0
1.0
1.0 1.5 2.0 2.5 3.0
In(Tgc-Twr)

Abb. 2: Beschreibung des
Heizleistung 313
temperatur in die
67% Versperrung.

integralen Warmetibergangs der Testanlage SUCOS-2D.
W, stationar, gesamte Grundflache beheizt, Eintritts-
Warmetauscher 20°C, 275 mm Wasserhohe, 0% und
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Die entsprechenden mittleren Sumpftemperaturen sind in Tab. 3 angegeben.
Samtliche Temperaturen sind auf den Referenzfall der Anordnung der Warme-
tauscher H+VR+VL+2A bezogen, das heifit die verbesserte Konfiguration nach
Knebel (1996). Es zeigt sich, daR der Zubau der Array-Wirmetauscher die
erreichbare Sumpftemperatur deutlich erniedrigt hat. Der Wert fur die Anordnung
der Warmetauscher H+VR (urspriingliche Konfiguration nach Weisshaup! und
Bittermann (1993) liegt bei 1.79. Die Anordnung der Warmetauscher
H+VR+VL+4A sieht eine Verdopplung der Anzahl der Array-Warmetauscher vor
und fahrt mit einem Wert von 0.88 zu einer weiteren Absenkung der Sumpf-
temperatur.

Tab 3. Sumpftemperaturen der Testanlage SUCOS-2D aus Abb. 2 bezogen auf
die Sumpftemperatur der Referenzanordnung H+VR+VL+2A.

Anordnung Versperrung|T,,, .,/ Tr.,| Anordnung |Versperrung| T, / Tz,
H 0% 2.87 VR+VL 67% 1.79
VR 0% 2.34 H+VR+VL 67% 1.42
H+VR 0% 1.44 2A 67% 1.84
VR+VL 0% 1.71 H+2A 67% 1.45
H+VR+VL 0% 1.32 VR+VL+2A 67% 1.10
H+VR+VL+4A 0% 0.85 H+VR+2A 67% 1.12
H 67% 3.13  |H+VR+VL+2A 67% 1.00
VR 67% 2.37 |H+VR+VL+4A 67% 0.88
H+VR 67% 1.70 VR+VL 200 mm 2.18

Generell kann festgehalten werden, daR die mittlere Sumpftemperatur linear mit
der Eintrittstemperatur in die Warmetauscher ansteigt. Der Anstieg ist fur alle
Anordnungen der Warmetauscher identisch, der Ordinatenabschnitt hangt von der
Anordnung ab. Die unterschiedliche Beheizung und die Versperrung im Kamin
sind von untergeordneter Bedeutung. Fir eine Sumpfwasserhdhe von nur
200 mm, das heif’t, es ist kein Naturumlauf moglich und nur die beiden vertikalen
Warmetauscher sind in Betrieb, stellt sich eine deutlich héhere Sumpftemperatur
ein.

3.2 Transiente Messungen in der Testanlage SUCOS-2D

Insgesamt wurden drei transiente Messungen fiir die Anordnungen der
Warmetauscher H+VR |, H+VR+VL+2A und H+VR+VL+4A (verbesserte Konfigu-
ration mit doppelter Anzahl an Array-Warmetauschern) durchgefiihrt.



— 289 —

In Abb. 3 sind die Sumpftemperatur und die Heizleistung tber der skalierten Zeit

aufgetragen. Die Sumpftemperatur ist auf die Eintrittstemperatur der Warme-

tauscher bezogen und mit dem Wert fiir { = 0 min normiert. Die Heizleistung wird

von 100 % der Nachzerfallswarme fir { = 0 min bis 40 % Nachzerfallswarme fir

t= 11050 min exponentiell vorgegeben. Das entspricht einem Abklingen von

25 MW auf 10 MW innerhalb von 30000 min im Prototyp. Die Leistung ist mit dem

Wert fur £ = 0 min normiert.

Aus Abb. 3 wird deutlich, daB die Sumpftemperatur fur alie drei Anordnungen der
Warmetauscher ein thermisch ahnliches Verhalten zeigt. Sie nimmt fur alle drei

Anordnungen entsprechend der stationdren Lésung der Impuisbilanzgleichung

(Knebel (1995)) wie T,,, «< 0% ab. Das Abklingen der mittleren Sumpftemperatur

folgt verzogerungsfrei der Uber der Zeit vorgegebenen Heizleistung, Qo«ct™%,

(-0.26.2/3) 0173

entsprechend T, , cf

1.00 ; 1.00
g 0.90 ] —o—HVRWLI2A] | .90
= —a— HHVR+VL+4A '
5 0.80 | _o_ H+VR -1 0.80
S 0.70 0.70 o
c h\% S
= 0.60 & 0.603
= 0.50 0.50
L VJ\D\D
£ 0.40 T & | 040
=
0.30 0.30
0 4000 8000 12000
t [min]

Abb. 3:  Sumpftemperatur und Heizleistung Gber skalierter Zeit im Modell.
Heizleistung transient von 783 W auf 373 W abklingend, gesamte
Grundflache beheizt, Eintrittstemperatur in die Warmetauscher 20°C,
275 mm Wasserhoéhe, 67% Versperrung.

3.3 Vergleich der Testanlagen SUCOS-2D und SUCOS-3D

Ein Vergleich der Messungen in den Testanlagen SUCOS-2D und SUCOS-3D
ist bisher nur uber die Temperaturmessungen mdglich. Grundsatzlich kann
festgehalten werden, dall die wesentlichen Phdnomene wie die deutlich
abgegrenzte Mischungsschicht oberhalb der Heizplatte, der isotherme
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Sumpfbereich und der kalte Strahl aus den Seitenbereichen in beiden
Testanlagen identisch wiedergegeben werden. In Abb.4 sind fur beide
Testanlagen zwei charakteristische Temperaturverlaufe der Profile 1 und 6
gegenubergestellt. Profil 1 sowie samtliche Profile im Bereich des Sumpfs zeigen
fur beide Testanlagen einen identischen Verlauf. Lediglich im Bereich des
vertikalen Seitenbereichs ist fir die Testanlage SUCOS-3D der kalte Strahl aus
dem horizontalen Seitenbereich nicht so deutlich ausgebildet, da die Array-
Warmetauscher einen groReren Abstand haben.

300 300
250 [ 250 ¢
R1 R6 L
L —o-SUCOS-3D
- _ 200 _ 0 x=555mm
=T £ r E [ -D—-SUCOS'ZD
f‘g [~ 5UC0S-3D s
i ] [l x=100mm T
1 100 [ 100 |
[ ] [l o sucos-2p
k > [ x=100mm
x £ . 50 [ 50 [ o
oL ) N 0 N R E RS
0.50 0.60 0.70 0.80 0.0 1.00 1.10 0.50 0.60 070 0.80 0.90 1.00 1.10
(T-Twr.e)(TroorTwT,e) (T-Twr,e/(Troo-TWT,e)

Abb. 4: Charakteristische Temperaturverlaufe der Profile 1 und 6 der Testanlagen
SUCOS-2D  und SUCOS-3D. Anordnung der  Warmetauscher
H+VR+VL+2A.

3.4 MACHBARKEIT DES SUMPFKUHLKONZEPTS

Die Schiiisselfrage bei einem skalierten Modellexperiment ist die Ubertragung
der experimentellen Ergebnisse auf den Zustand im Prototyp. Dazu sind
Warmetbegangsbeziehungen in Form einer Nusselt-Grashof-Zahl Beziehung
notwendig, die den integralen Warmeubergang in der Modellgeometrie und im
Prototyp beschreiben. Die mit der treibenden Temperaturdifferenz und der fir den
Auftrieb relevanten Lange gebildete Rayleigh-Zahl liegt fur die untersuchte
Modellgeometrie in der GréRenordnung Ra=5-10°. Fir den Prototyp liegt die
Rayleigh-Zah! in der GréRBenordnung Ra=2-10"". Der Ubergang von einer
laminaren zu einer turbulenten freien Naturkonvektionsstromung liegt im Bereich
10° < Ra,, <10" . Das bedeutet, daB der Warmelibergang im Modell laminar und
im Prototyp turbulent ist.

Fur das Modell wird somit eine laminare Warmelibergangsbeziehung der Form
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al 072PF7 (6"
<) g

N " == —

e = 095+ Py 4
angesetzt. Abweichend von der konservativen Annahme von Knebel (1996) wird
jetzt fir den Prototyp entsprechend der Abschatzung fir die Rayleigh-Zahl eine

turbulente Warmeubergangsbeziehung der Form

I
Nityy = 9;— =0.13(Gr Pr)” 2)

verwendet.
In analoger Weise zu Knebel (1996) kann jetzt eine Bestimmungsgleichung fir die
Sumpftemperatur im Prototyp hergeleitet werden der Form

TPoo/,P = THX,P +27 (TPool - THX )M +(CT —2.7Xa THX +b)M : (3)

Darin sind ¢,, a und b Koeffizienten, die von der fiir den Auftrieb relevanten
Lange, von Vorfaktoren aus den Gin. (1) und (2) und von der Anordnung der
Warmetauscher abhangen. Sie sind in Kuhn (1996) gegeben.

Fur die Referenzkonfiguration ergibt sich im Prototyp der in Abb. 5 dargestellte
Temperaturverlauf Uber der Zeit. Die mittlere Sumpftemperatur im Prototyp bleibt
aufgrund der vergroRerten Flache der Warmetauscher selbst fir eine
Nachzerfallswarme von 25 MW knapp unterhalb der Siedetemperatur, eine
deutliche Verbesserung gebenuber der Konfiguration H+VR.

150 | 25
—o— H¥VR+VL+2A| |

130 A H+VR+VL+4A |1 20
—— H+VR ]

Toos ['C]
3

il
{f

3

QM

SN G | °
50% ........ A0
0 10000 20000 30000

t [min]

Abb. 5: Sumpftemperatur und Heizleistung iber Zeit im Prototyp.
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Die Ubertragung der Geschwindigkeit im Modell auf den Zustand im Prototyp
erfolgt unter der Voraussetzung, dal die integrale Reibungs-Zahl des
Naturkonvektionssystems im Modell und im Prototyp identisch ist (siehe
Abendschoén (1995)), nach

up =737 uy, . 4)

Fir die Referenzkonfiguration ergeben sich im Prototyp maximale
Geschwindigkeiten im Bereich von 0.2 my/s.

3.5 ERSTE RECHNUNGEN MIT CFX-F3D

Die numerische Simulation einer Zweiphasenstrémung mit Massen-, Impuls-
und Energieaustausch zwischen den Phasen erfordert die Entwickiung
physikalischer Modell zur Beschreibung lokaler Stromungseigenschaften. In
einem ersten Schritt wurden in das Rechenprogramm CFX-F3D die
Zwischenphasenkrafte in den Impulsbilanzgleichungen implementiert. Dies sind
die Drag-Kraft, die sich aus der Zwischenphasenreibungskraft und der virtuellen
Massenkraft zusammensetzt, und die Lift-Kraft, die sich aus der turbulenten
Diffusionskraft und der  Kutta-Joukowski-Kraft = zusammensetzt.  Die
implementierten Modelle wurden an einer isothermen, vertikalen und turbulenten
Blasenstromung des Systems Wasser-Luft im Vergleich mit MeRergebnissen von
Samstag (1996) ausgetestet. Die Parameter entsprechen in etwa den in der
Testanlage SUCOT zu erwartenden Werten.

In Abb. 6 ist aus Janssens-Maenhout et al. (1996) exemplarisch ein berechnetes
und gemessenes radiales Profil des Flachenanteils dargestellt. Es wird eine sehr
gute Ubereinstimmung zwischen Messung und Rechnung erreicht.

In einem zweiten Schritt werden physikalische Modelle zur Beschreibung der
Blasenbildung und des Siedens implementiert und verifiziert. Dafur sind
Ausdriicke fur die Dampfbildungsrate, den Blasendurchmesser, die
Blasenablésefrequenz und die Blasendichte notwendig. Weiter sind Aussagen
Uber den Massenibergang zwischen den Phasen und die Zwischenphasenterme
in den Energiebilanzgleichungen notwendig.
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Abb. 6: Radiale Verteilung des Flachenanteils. Vergleich Messung / Rechnung.
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5.

WESENTLICHER FORTSCHRITT DER ARBEITEN

Das Sumpfkihlkonzept realisiert eine stabile Naturkonvektionsstromung
zwischen Warmequelle und Warmesenke.

Die experimentellen und numerischen Untersuchungen an der Testanlage
SUCOS-2D sind abgeschlossen. Es wurden stationdre und transiente
Versuche mit insgesamt 99 unterschiedlichen Parameterkombinationen
durchgefiihrt. Eine Ahnlichkeitsskalierung zeigt, daR durch den Zubau von
Array-Warmetauschern die Sumpfgeometrie so optimiert werden konnte, daf
der Sumpf im Prototyp deutlich unterkihlt gehalten werden kann. Die
Ahnlichkeitsskalierung beruht auf einer laminaren Warmeubertragung im
Modell und einer turbulenten Warmedibertragung im Prototyp.

Erste Rechnungen mit dem Rechenprogramm CFX-F3D fiir eine zweiphasige
Strémung zeigen eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen Exg' eriment und
Numerik.

Die Testanlage SUCOT ist aufgebaut, instrumentiert und in Betrieb.

Die thermo- und fluiddynamischen Eigenschaften des Sumpfkiihlkonzepts
zeichnen dieses als erfolgversprechendes passives System zur
Nachwarmeabfuhr aus dem Containment aus.

AUSBLICK

Testanlage SUCOT:
An der Testanlage SUCOT ist die Durchfihrung von Messungen unter Variation

der folgenden Parameter vorgesehen:
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Phasenlibergangs-Zahl,

Unterkiihlungs-Zahl,

Heizleistung als Funktion des Ortes und der Zeit,
Oberflachenstruktur der Heizplatten.

Rechenprogramm CFX-F3D:

® Implementierung und Verifizierung physikalischer Modelle zur Beschreibung
der Blasenbildung und des Siedens,

® Berechnung der Zweiphasenstrémung in SUCOT.

Prototyp:
® Numerische Simulation der realen Sumpfgeometrie.
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Il Thermohydraulische Untersuchungen zur passiven Containment-Kuhlung —
PASCO-Programm

(E. Arbogast, X. Cheng, F.J. Erbacher, U. Harten, H.J. Neitzel, H. Schmidt,
IATF)

Abstract

In addition to the sump cooling concept, the PASCO programme deals with the
potential to remove the decay heat in a passive way. Experimental and theoretical
work has been carried out to investigate the limits of cooling the containment shell by

natural air convection.

Einleitung und Zielsetzung

Neben der Méglichkeit der Sumpfkihlung wurden im PASCO-Programm im Rahmen
der Untersuchungen der passiven Nachwarmeabfuhr experimentelle und theore-
tische Arbeiten zur Ermittlung der Kihlbarkeitsgrenzen der Containmentschale durch
Luft-Naturkonvektion auf der AuBenseite durchgefihrt. Im einzelnen umfaflt dies
Untersuchungen von MalBBnahmen zur Erhéhung des Warmeubergangs durch Kon-
vektion und Strahlung sowie Arbeiten zur Erfassung von physikalischen Modellen
und Warmeiibergangsbeziehungen. Die Versuchsdaten dienen als Datenbasis fur

die Weiterentwicklung mehrdimensionaler Rechencodes (z.B. FLUTAN).

Durchgefiihrte Arbeiten

Im Berichtszeitraum wurden am PASCO-Priifstand die Einflisse der Kanalhéhe und
eines Filters am Kanalaustritt untersucht, wobei die Kanalhdhe von 8 m auf 4 m
reduziert wurde. Verglichen mit der vollen Kanalhdhe von 8 m wird die abgefihrte
Warme bei 4 m Hohe auf 55 % reduziert.

Die Versuchsparameter bei den Versuchen ohne Filter waren:

Kanalhdhe: 4 m; Emissionskoeffizient aller Wande: 0,4; Tiefe des Kanals: 0,25; 0,50;
0,75; 1,0 m; Temperatur der beheizten Wand: 100, 125, 150, 175 °C.

Der zur Verfugung stehende Filter brachte, verglichen mit den entsprechenden

Versuchen ohne Filter, eine Reduzierung der abgeftihrten Warme um ca. 30 %. Da
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die Druckabfall-Charakterisitik des Filters unbekannt ist, wurde sie mit dem PASCO-
Rechenprogramm in der Weise ermittelt, dal Messung und Rechnung beziiglich des
Massenstromes der Luft gut Ubereinstimmen. Es ergab sich dann auch eine gute
Ubereinstimmung zwischen Rechnung und Messung beziglich der tbertragenen

Wéarme und der Temperaturen von Riickwand und Seitenwénden des Kanals.

Die Versuchsparameter bei den Versuchen mit Filter waren:
Kanalhohe: 4 m; Emissionskoeffizient aller Wande: 0,4; Tiefe des Kanals: 0,25 m;
Temperatur der beheizten Wand: 100, 125, 150, 175 °C.

Versuchsbegleitende Rechnungen wurden durchgefihrt mit dem 3-D-Code FLUTAN.
Eine gute Ubereinstimmung zwischen dem Experiment und der numerischen Rech-
nung wurde festgestellt. Die Abbildung vergleicht die abgefiihrte Warmeleistung aus
dem Experiment mit der aus der Rechnung. Fur alle MeBpunkte ist die Abweichung
zwischen den Mefdaten und den Rechenergebnissen kleiner als 10%. Daraus ist zu
schlieRen, dal der FLUTAN-Code fiir das betrachtete passive Kihlsystem erfolg-

reich validiert ist.
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Abb. 1: Vergleich der gemessenen Warmeleistung mit den Rechenergebnissen

Fur das vorschlagene Verbundcontainment eines zuklnftigen Reaktors wurde so-
dann mit dem FLUTAN-Code berechnet, wieviel Warmeleistung in einem der etwa
300 Kuhikanale abgefuhrt werden kann. Der betrachtete Kihlkanal hat eine Hohe

von 50 m und eine Breite von 0.5 m. Die Temperatur des Stahlcontainments betragt
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150°C. Der Wandemissionskoeffizient ist 0.9. Am Austritt des Kihlkanals befindet
sich ein Luftfilter. Der Druckverlustbeiwert des Luftfilters wurde von 0 bis 1500
variiert. Wie die Abbildung zeigt, konnen fir den Fall ohne Luftfilter insgesamt 50 kW
Warmeleistung abgefihrt werden, jeweils 50% durch Warmestrahlung und Kon-
vektion. Mit steigendem Druckverlustbeiwert des Luftfilters nimmt die abgefiihrte
Warme ab. Bei einem Druckverlustbeiwert von 1000 wird etwa 15 kW Warmeleistung
durch Warmestrahlung und etwa 10 kW direkt durch Konvektion abtransportiert. Die
gesamte abfiihrbare Nachwarme aus dem Reaktorcontainment liegt somit bei einem

Filterdruckverlustbeiwert von 1000 bei efwa 8 MW.
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Abb. 2: Abgeflihrte Warmeleistung in einem Kiihlkanal des Verbundcontainments
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32.21.06 Dynamische Beanspruchung von Reaktordruckbehilter und

Containmentstrukturen unter hochtransienten Belastungen

Mechanische Auswirkungen auf den Reaktordruckbehélter —

BERDA-Versuche und Ahnlichkeitsexperimente Flipper

(B. Dolensky, B. Goller, G. Hailfinger, A. Hirt, G. Hoffmann, O. Janatzke,
R. Krieg, K.H. Lang, T. Malmberg, G. Messemer, T. Stach, E. Stratmanns,
G. Vorberg, IRS)

1 Model experiments BERDA simulating the liquid slug impact
against the upper vessel head. Tests 04 to 07 with liquid metal
but without upper internal structures.

Test 04 to 06 were analyzed in detail. In Table 1 the results for these tests are col-
tected.

Table 1: Results for the test 04 - 06

liquid metal
Test

04 05 06
Mass [kg] 80+5.0 80+2.4 80+2.5
Measured velocity Pos. A [m/s] 78.4 104.6 102.6
Measured velocity Pos. B [m/s] ~97 (?) ~104.6 ~104.8
Extrapolated impact velocity [m/s] 82 110 107
Maximum impact force for 52 bolts [MN] 4.6 10.6 11.0
Circumferential force variation [%] -14/+22 -10/+15 -5/+11
Maximum strain of the bolts [%] 0.16 0.38 0.45
Impact duration [ms] 8.5 2.4 2.4
Initial momentum [Ns] 8245 9064 8873
Rebound factor [ -] 1.38 1.12 1.18
Meridional strain [%] =~ ~12 ~ 40
Circumferential strain [%] atR = 25 mm ~ ~25 =50
Measured wall thickness reduction [%] - ~14 ~35
Vertical displacement [mm] 33 22.0 30.8
Accumulated vertical displacement [mm] 3.3 25.3 30.8
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In test 04 the crucible failed at the bottom during the impact at the crash tube.
Therefore, it is supposed that the slug was dispersed intensively by the escaping
gas thus reducing the impact forces considerably. In addition the slug was acceler-
ated to a higher velocity by the gas and a fragment of the crucible increased the
impact mass by about 2.5 kg. Therefore, the measured velocities at position A and
B, see Fig. 1, and the extrapolated impact velocity at the crash tube vary consider-
ably. It is believed that the velocity at point B is the most realistic one. Hence, this
velocity is taken as reference value here.

For the tests 05 and 06 where the crucible remained intact the extrapolated im-
pact velocity is taken as the reference velocity.

The resulting impact force is calculated from the measured strains at the bolts
(see Figs. 2, 7, 13). The variation of the force along the circumference, given in
Table 1, is the maximum deviation from the mean value. The impact duration is
estimated from the force time-history. The product of slug mass and reference ve-
locity is given as initial momentum of the slug. The rebound factor is defined as
the ratio of the time integral of the impact force - the transferred momentum -
and the initial momentum (see Figs. 3, 8, 14).

The permanent meridional and circumferential strains and the permanent dis-
placement of the pole of the RPV-head are determined from position measure-
ments of marked points (see Figs. 5, 10, 16). The thickness reduction in test 05 is
determined by ultrasonic measurement; in test 06 coordinate measurements of
marked points on the inner and outer surface are used.

In all tests a vessel head with holes for the control rods was used. However, com-
paring the strains of the different tests, it is important to note that in test 06 an
additional hole was close to the central hole at the pole. Due to this hole the head
was weakened what increased the strains such that finally a crack developed
from the central hole to this additional one in test 06.

A comparison of the measured impact forces is given in Fig. 19. Herein all masses
are converted to a reference mass of 80 kg, assuming that the impact force is pro-
portional to the impacting mass.

The high strains obtained for test 05 and 06, especially the crack for test 06,
indicate that the maximum impact force which the head can carry is about 11 MN.
The maximum force which the bolts could carry is about 14 MN. Thus it is ques-
tionable whether an overloading would cause the head to become one single




— 301 —

missile. Now, the tolerable kinetic slug energy which the head is able to with-
stand can be determined. It is £ - 82.5 kg - (110m/s)2 = 0.5 MJ. (For real scale this
value is 0.5 GJ.) For the next experimental series including models of the upper in-
ternal structures a higher tolerable slug energy is expected.

Meanwhile, test 07 was performed which, however, is not yet analyzed in detail.
The impact mass was 82.5 kg, the impact velocity was 61 m/s. The maximum im-
pact force was 7.4 MN, what is considerably larger than expected: From test 01
and 02 using lead spheres and test 05 and 06 using liquid metal it might be con-
cluded that the relation between the maximum impact force and the impact
velocity can be described approximately by a parabola. (Test 04 is an exception,
since failure of the crucible caused enhanced slug dispersion.) This parabola is
shown by the dashed line in Fig. 20 together with the measured peak force of test
07.

Our computational model SimSIC recently developed suggests different and more
complex relations for the impact of the lead spheres and the liquid metal. Accord-
ing to SimSIC the large plastic head deformations seem to be of considerable in-
fluence. The maximal impact forces, determined by first calculations with SimSIC
for different impact velocities are shown by the solid line in Fig. 20. It has a quite
different trend than the parabola, and thus can better explain the tendency of
the results from tests 05 to 07.




5000

1750

1200

— 302 —

Crash material

vesselhead
_bolts
__support grid

support columns

crash tube

slug

liquid metal
(low melt temperature)

crucible

pressurized gas, 140 bar

Figure 1: Test facility BERDA

clamping mechanism

rupture discs




Impact Force [kN]

Momentum [Ns]

z-Position [mm]

— 303 —

BERDA Test04
Slug Mass [kg] | Velocity [m/s] | Internal structures
liquid metal 80+5 97 none
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Figure 4: Shape of the vessel head
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BERDA Test05
Slug Mass [kg] | Velocity [m/s] | Internai structures
liquid metal | 80+ 2.4 110 none
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Figure 9: Shape of the RPV-head

Figure 12: Thickness reduction
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BERDA Test06
Slug Mass [kg] | Velocity [m/s] | Internal structures
liquid metal | 80+2.5 107 none
12000 40% £ | T T
AN 35% —8&— Meridian at8°
10000 30% l —A— Meridian at 53°
/ & | —— Meridian at 98°
8000 c 25% —&— Meridian at 143° —
/ L g 20% A —O— Meridian at 188° _|
6000 @ . —— Meridian at 233°
/ \ 8 15% —— Meridian at 278°
4000 £ 10% | —O—Meridian at 323° _
/ \ g |
2000 L 5%
0%
0 /\,\_’f ko l?- -
-2000 -10%
34 35 36 37 38 0 50 100 150 200 250 [ 300
Time [ms]} Radius [mm]

Figure 13: Force history Figure 16: Meridional strain on outer surface
estimated
measurement
error

12000 100% e a1
L —&— Meridian at 31°
’ | 80 ﬁI —A— Meridian at 76°
10000 +— initial momentum o © —— Meridian at121°
e e e ooe e 4 g mme eeae O { —&— Meridian at 166°
8000 / £ eo% —O— Meridian at 211°
v ¥ —&-— Meridian at 256°
g " —3-Meridian at 301°
6000 / £ 40% 4 —O— Meridian at 346°
g
4000 E  20%1 I
/ g
2000 / O 0% Fenmen e e oy
0 — -20% -
34 35 36 37 38 0 50 100 150 200 250 300
Time [ms} Radius [mm]
Figure 14: Transferred momentum Figure 17: Circumferential strain on outer surface
260 - ‘ 0%
—— f | .
240 \ Attertestos —[ 5%
i x.x. SN N Nl it 1 R |
200 XXxx.x‘xx 'x,x‘y\ X~ initial shape 5 10%
200 > 3 -15% —&— Meridian at 8°
e —&— Meridian at 53°
180 -20% -
@ ? l —— Meridian at 98°
160 < 2 -25% —é— Meridian at 143°
N, S . 2/ —O— Meridian at 188°
140 > £ -30% —A— Meridian at 233°
120 -35% —{— Meridian at 278° _|
X 1™ —o— Meridian at 323°
100 1 -40% ' -
0 50 100 150 200 250 300 0 50 100 150 200 250
Radius [mm) Radius [mm]

Figure 15: Shape of the RPV-head
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2 Similarity experiments FLIPPER - Final results and conclusions

A main question of the model experiments BERDA is the similarity to the reactor
scale. Is the strain distribution due to liquid slug impact in the BERDA head really
the same as in the reactor head? Therefore, the similarity for liquid slug impact
against deformable structures has been investigated by the similarity experi-
ments FLIPPER, where a liquid (water) is hurled against a simple deformable plate
as shown in Fig. 21. The tests were carried out in three different scales, A = 10
(small scale), A = 2.5 (medium scale), A = 1 (large scale). In case of similarity the
relative deformations should be scale independent.

Fig. 22 shows the results for solid plates and bending joints of structural steel.
Specimens manufactured from different charges are indicated by different
symbols. The figure reveals considerable scatter. However, the mean values
(indicated together with the confidence intervals) show only a moderate scale
influence which can be explained by the strain rate sensitivity of the material.

Fig. 23 shows results for a perforated plate. From these experiments it can be
concluded that the influence of the fluid viscosity is negligible.

Further results for other test conditions show the same tendency.

For tests with bending joints from austenitic steel, however, a strong scale effect
was found, Fig. 24. It was caused by the stiffness of the joints, which was
obviously not governed by the classical stress-strain relations for plastic flow.

It can be concluded that for pure liquid structure impact problems the transfer to
other scales follows the known similarity rules approximately. However, for
certain materials the size effect on deformation and the size effect on fracture,
which was not addressed by FLIPPER, needs additional research.
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velocity calculated with SimSIC.
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3 Theoretical investigations on liquid slug impact

Discussion of simplified liquid slug impact models

In order to interprete the experimental results of the BERDA test:, simplified
models were developed for the description of liquid slug impact. Formerly, liquid
slug impacts were discussed where very idealized conditions yielded the most
unfavorable results [1, chapter Il B]. It was assumed that the surface of the slug
and the inner surface of the head fitted exactly. Thus, the impact occured
instantaneously on a large area. Two phases had to be distinguished:

— The first phase is governed by acoustic waves travelling in the slug. Pressures
are rather high with peak values of about pszc = p cv, the duration is rather
short with times of about tac=hslug/c (p=density, c=velocity of sound,
v=impact velocity, hsjuyg = initial height of slug). During this phase the
uniform velocity distribution in the liquid slug is changed into a flow pattern
according to the obstacle. This consumes a certain fraction of the initial slug
momentum. Assuming that the duration of this phase approaches zero, the
pressure peak is of Dirac-type, and the changed flow can be determined from
the equations for incompressible fluids. It turned out that - depending on the
height of the slug - about 30-60 % of the initial momentum is transferred
during this first phase.

— The second phase is governed by simple transient fluid flow with rather low
pressures in the order of pfow = p v2 and a long duration of about tfow =
hslug/v. During this phase the remainder of the momentum is transferred.

However, in reality highly idealized conditions as just considered will hardly
occur. The experimental findings in BERDA indicate, that the impact should
mainly be governed by fluid flow phenomena. Thus, the first accoustic phase of
the impact would not be significant here. The impact can be described by fluid
flow phenomena as follows: The liquid metal slug is contained in a second thin
walled crucible, which moves along with the slug. Thus, significant slug distortion
and dispersion will not occur, and the impact conditions can be idealized as
indicated in Fig. 25a.

The impact area increases gradually during the time span Tgome = hdome/V until
the center of the slug has reached the head. Then the impact force has reached its
maximum F = p * v2 - Aqyg. Using the parameters from the BERDA test 05 with
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p = 9200 kg/m3, v= 109 m/s, hdome = 66 mm and the slug area Asjyg = 0.1 m2
one obtains Tgome = 0.6 msand F = 11 MN.

Thereafter, the force is assumed to decrease linearly due to the decreasing
vertical slug velocity and the decreasing involved fluid mass. The duration of the
second phase can be determined by requiring that the initial slug momentum
should be balanced by the total force time-history. Taking into account that in
the experiment 1.13 times the initial momentum was transferred, a total impact
duration of Ttotal = 1.8ms is obtained. In Fig. 25b the resulting force time-history
modeled in this way is compared with the measured time-history [2]. The
agreement is very good. For BERDA test 06, which had similar parameters, the
corresponding results agree also very good.

This gave motivation to assess a pressure distribution acting at the head, using
similar assumptions. A triangular pressure-time-history was chosen with a
duration of T = 2hgyg/v = 1.6 ms. The height of the pressure peaksisp = p-v2-f
= 1235 bar, where the factor f = 1.13 considers that more than the initial slug
momentum was transferred in the experiment. The pressure peaks act at the
different regions of the head with a time dealy AT depending from the free
height left above the slug, according to AT = h (r)/v. This pressure loading is
shown in Fig. 26a. The resulting force acting at the head is compared with the
measured and idealized time-histories in Fig. 26b. The agreement is good, the
same is also true for BERDA test 06.

However, meanwhile BERDA test 07 was performed using a lower impact velocity
of 61 m/s. The measured impact force was considerably larger than that
calculated with the above formula. Up to now findings indicate (see next section)
that differences in the yielding of the head have a considerable influence on the
height of the impact forces: in this test the largest permanent head deformation
was 10 mm, while it was 22 mm for BERDA test 05. Additional investigations are
necessary for clarification.

Development of the computational model SimSIC

The basic features of the code SimSIC were presented in some detail in the last
report. Its main features are briefly repeated. SimSIC is a rather coarse model with
respect to geometric resolution, but it allows to model the different physical
phenomena important for slug-structure interactions. Only one axial coordinate
is considered. The different components are represented by point masses, but the
size of these may change with time. For instance, the internal structures which
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are still intact are represented by one mass; those which have already failed are
described by another mass. Both masses change with time according to the
progression of failure. The masses are coupled by forces which depend on
deformation, velocity difference or other parameters. Thus the model SimSIC
allows one to study in a more general sense the influence of failure loads, flow
resistance, inertia, and further parameters.

Most parts of the model are developed and tested successfully. First calculations
for slug impact against the head with different velocities indicate that the yield-
ing of the head has a significant influence on the impact forces (see section 3.4.1).
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32.21.07 Analysen zum Containmentverhalten

1 Aerosol-Rechnung mit CONTAIN als Beitrag zum Vergleich von Containment-

Codes

(W. Baumann, G. Henneges, INR; H. Stein, Siemens/KWU)

Abstract

The integral accident analysis code CONTAIN was employed to benchmark the aerosol
behavior using the example of a hypothetical EPR accident scenario initiated by a mid-
sized leak in the cold leg. The basic data for the code input together with the proposal to
carry out a benchmark with the containment codes WAVCO/NAUA, FIPLOC and
MELCOR originate from Siemens/KWU. As can be seen from the calculated aerosol dis-
tributions, the results of WAVCO/NAUA and CONTAIN agree well with each other
whereas FIPLOC and MELCOR partially deviate.

Zusammenfassung

Der integrale Storfall-Code CONTAIN wurde im Rahmen eines Benchmarks zum Aerosol-
verhalten am Beispiel einer hypothetischen EPR-Storfallsequenz eingesetzt, wobei ein
mittleres Leck im kalten Strang angenommen wurde. Die Basisdaten fir die Code-
Eingabe stammen von Siemens/KWU, ebenso die Anregung zum Vergleich der Ergebnis-
se mit den Containment-Codes WAVCO/NAUA, FIPLOC und MELCOR. Wie die
berechneten Aerosolverteilungen zeigen, stimmen WAVCO/NAUA und CONTAIN recht
gut Uberein, wahrend FIPLOC und MELCOR teilweise abweichen.

1. Einleitung

Containment-Codes zur Betrachtung und Analyse von Reaktorunféllen werden im Rah-
men der Entwicklung des European Pressurized Water Reactor (EPR) eingesetzt, um den
Ablauf schwerer hypothetischer Storfalle vorherzusagen. Die fir die Storfall-Atmosphéare
berechneten {hermodynamischen und aerosolphysikalischen Verhéltnisse im Containment
(Abb.1) bilden dabei die Grundlage zur Bewertung entsprechender SchutzmalRnahmen

sowie zur Bestimmung des Quellterms.
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Um einen Uberblick Uber die Leistungsfahigkeit verfugbarer Rechenprogramme zu erhal-
ten, hatte Siemens/KWU vor einiger Zeit ein Benchmark mit Containment-Codes
angeregt. Als zu betrachtender Referenzfall wurde eine Stérfallsequenz fir den EPR vor-
geschlagen, die durch ein mittleres Leck im kalten Strang (200 sz) in die Anlagenraume
initiiert wird. An dem Codevergleich beteiligte sich Siemens/KWU mit den Containment-
Codes WAVCO/NAUAmod5-M', FIPLOC 2.0 und MELCOR 1.8.3; das Forschungszen-
trum Karlsruhe lieferte einen Beitrag mit CONTAIN 1.12 /1/.

Waéhrend die erste Stufe des Codevergleichs die thermohydraulischen Aspekte des Con-
tainmentverhaltens betraf /2/, befalit sich die zweite Stufe, die Gegenstand des

vorliegenden Berichtes ist, mit der Untersuchung zum Aerosolverhalten /3/.

2. Containment- und Storfall-Beschreibung

Fir die Benchmark-Rechnung zum Aerosolverhalten wurden die Eingabedaten des ther-
mohydraulischen Benchmarks /2/ Ubernommen, Uberarbeitet und anhand der von
Siemens/KWU gelieferten Basisdaten erweitert. Bezlglich der Nodalisierung hatte Sie-
mens/KWU bei der mit NAUA /4/ durchgefiihrten Referenzrechnung die Teilrdume 1 bis 3
zu einer Einheit zusammengefal’t, so dall die Rechnung - anders als im Falle der Ther-
mohydraulik - nicht fir 7, sondern nur fiir 4 TeilrAume zuzlglich der Umgebung erfolgte.
Diese Zusammenfassung wurde in der Eingabe fir die CONTAIN-Rechnung nicht verifi-
ziert. Lediglich die fir die Raume 1 bis 3 berechneten Ergebnisse wurden bei der
Auswertung zusammengefaf’t, so dal sie mit den NAUA-Referenzwerten vergieichbar

sind.

Wahrend die Raumdaten somit unveréndert blieben, mufite jedoch ein Teil der Wand- und
Bodenflachen, die friiheren Vorgaben gemaf fast durchweg vertikal angeordnet waren,
aus Grunden der Aerosol-Deposition umorientiert werden. Entsprechend den von Sie-
mens/KWU gelieferten Basisdaten wurden daher 2 vertikale Strukturflichen in Raum 5

nunmehr horizontal ausgerichtet.

" WAVCO berechnet den thermohydraulischen, NAUA den aerosolphysikalischen Anteil.
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Die Aerosol-Freisetzung erfolgt ab dem Zeitpunkt 17 000 s nach Beginn des Storfalls. Die
Werte basieren auf dem Ergebnis einer von Siemens/KWU durchgefiihrten Konvoi-
Analyse. Es handelt sich um eine Folge von 27 Einzelvorgéngen, die aus Rechenzeit-
grunden fir die NAUA-Eingabe nachtraglich diskretisiert wurden und sich auf 3 Quellen
mit je 2 Aerosolgruppen verteilen. Die jeweils erste Gruppe bezeichnet dabei die Ge-

samtmasse, die zweite den entsprechenden radioaktiven Anteil.

Die erste Aerosolquelle beschreibt die instantanen Ereignisse beim Abschmelzen des
Kerns und beim RDB-Versagen, wobei zunachst 638 kg, spater weitere 10 kg Aerosol-
masse mit einer Dichte von je 4 000 kg m™ kurzfristig freigesetzt werden. Ein Anteil von
27% dieser Massen gilt als radioaktive Komponente. Bei der zweiten und dritten Quelle
handelt es sich um intermittierende Resuspensionsvorgange aus Primarkreis und Sumpf,
wobei jedes einzelne Ereignis im Falle der zweiten Quelle 67.5 kg, im Falle der dritten
Quelle 0.0033 kg involviert. Der radioaktive Anteil erreicht bei der zweiten Quelle 27%, bei
der dritten 12%. Die Aerosoldichte betragt bei beiden Quellen 2 200 kg m™.

3. Benutzte CONTAIN-Optionen

Die Benchmark-Rechnung wurde mit der CONTAIN-Version 1.12 inklusive Update C110W
und der in /2/ beschriebenen Anderung durchgefiihrt. Der Quelicode fiir diese Version war
dem Forschungszentrum Karlsruhe im September 1993 zur Verfigung gestellt worden.
Die im Code enthaltenen Modelle und Optionen sind im Benutzerhandbuch /1/ und im
Referenzhandbuch /5/ detailliert beschrieben. In den folgenden Abschnitten werden die

neu verwendeten Optionen kurz erlautert.

3.1 Aufgepragte Volumenstrémung

Beim friheren thermohydraulischen Benchmark waren die Gasstrdmungen zwischen den
Zellen lber die Option "flows" mit Hilfe einer Druckverlustgleichung berechnet worden,
welche die Tragheit der Gasmasse, den Strdmungswiderstand sowie den geodétischen
Hohenunterschied entlang des Strémungsweges berlicksichtigte /2/. Auswirkungen dieser
Effekte auf das Ergebnis des Aersolverhaltens bei der vorliegenden Benchmarkrechnung
sind jedoch unerwiinscht, damit Abweichungen beim Codevergleich ausschlieRlich dem

implementierten Aerosolmodell zugeordnet werden kénnen. Um daher thermohydrauli-
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sche Einflisse auf die zu berechnende Aerosolverteilung auszuschlieRen, wurden die von
Siemens/KWU in der Referenzrechnung mit WAVCO ermittelten und in NAUA verwende-
ten zeitabhéngigen Volumenstréme Ubernommen und ais Randbedingungen eingesetzt.
Diese Vorgehensweise hatte Siemens/KWU empfohlen und auch selbst bei den eigenen
Rechnungen mit den Codes FIPLOC und MELCOR angewandt /6/.

Der CONTAIN-Code erlaubt es, konstante oder zeitlich variable Volumenstrome mithilfe
der "engineered vents"-Option als Randbedingung aufzupragen. Hierzu wird das Modell
mit "engvent" aktiviert. Bei der NAUA-Referenzrechnung hatte Siemens/KWU die Teilrau-
me 1 bis 3 zu einer Rechenzelle zusammengefaflit und nur die Volumenstréme zwischen
den Teilrdumen 3 bis 8 explizit berechnet. Die Option "engineered vents" zur Vorgabe der

Volumenstrome wurde deshalb auf diese Teilraume beschrankt.

3.2 Aerosolmodell

Das Aerosolverhalten spielt bei Containment-Analysen eine wichtige Rolle, weil bei
schweren Storfallen freigesetzte radioaktive Spaltprodukte als Gase und luftgetragene
Aerosole in die Umgebung gelangen kénnen. Dabei muf? angenommen werden, dafR bei
einem derartigen Unfall ohnehin ein groRer Teil der freigesetzten Aktivitat in Form von Ae-

rosolen vorliegt.

CONTAIN berechnet die Ausbreitung dieser Spaltprodukte nach dem gleichen mechanisti-
schen Modell, wie es fur den MAEROS-Code /7/ entwickelt wurde. Diesem Modell liegt
eine Multigruppen-Multikomponenten-Betrachtung zugrunde. "Multigruppen-Betrachtung”
bedeutet, dal? die Partikelverteilung diskret behandelt wird und deshalb eine beliebige
Form annehmen kann. "Muitikomponenten-Betrachtung" besagt, daR jede Aerosolgruppe,
also jede einzelne Partikel-GroRenklasse, sich aus unterschiedlichen Material-
komponenten zusammensetzen kann. Im Einklang mit thermodynamischen Gesetzmafig-
keiten berechnet das Modell die Wechselwirkung zwischen Aerosolen und
atmospharischer Luftfeuchte, sowohl Kondensations- als auch Verdampfungsvorgénge.
Aerosolwachstum, also die Agglomeration oder auch Koagulation von Partikeln, wird auf

drei verschiedene Arten berlicksichtigt: durch Brownsche Molekularbewegung, Gravitation
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und Turbulenz. Dartiberhinaus sind im Modell insgesamt vier Méglichkeiten der Aerosol-
Ablagerung enthalten: Sedimentation, Diffusion, Diffusiophorese und Thermophorese.

Entsprechend den vorliegenden Basisdaten von Siemens/KWU werden fiir die Modellie-
rung des EPR-Storfalls sechs Aerosolquellen im Anlagenraum vereinbart. Da fir alle
Aerosole zusammen nur ein einheitlicher Dichtewert angegeben werden kann, wird dieser
mit 3 000 kg m™ festgelegt. Die Eingabe der Freisetzungswerte erfolgt tber Zeit- und

Massentabellen in Form von Stufenfunktionen.

4. Ergebnisse
4.1 Allgemeines

Die Benchmark-Rechnung wurde bis zur Problemzeit von 188 000 s (etwas tiber 52 Stun-
den) durchgefuhrt, wobei als CPU-Zeit eine knappe Stunde benétigt wurde. Die
berechneten Aerosol-Verteilungen wurden tabellarisch an Siemens/KWU Ubermittelt und
dort zum Vergleich zusammen mit den Ergebnissen der anderen Codes geplottet. Die er-
zeugten Bilder /8/ stellte Siemens/KWU freundlicherweise flir die Dokumentation /3/ zur
Verfiigung. Eine Auswahl davon enthalt dieser Bericht (Abbn.2-5). Der in den Diagram-
men benutzte Begriff "mass fraction" ist dabei definiert als das Verhaltnis der im
betrachteten Raum befindlichen zu den bis zum jeweiligen Zeitpunkt insgesamt freigesetz-

ten Aerosolmassen.

4.2 Aerosol-Verteilungen

Wie die dargestellten Kurven zeigen, beginnt die Freisetzung der Aerosole instantan zum
Zeitpunkt 17 000 s in den Anlagenrdumen, ersichtlich aus der vertikalen Geraden, die sich
vom Massenanteil 10°® bis 1.0 erstreckt (Abb.2a). Im Anschlufy daran ergibt sich ein steiler
Abfall auf Werte im Bereich zwischen 10™ und 5107, d. h. ein groRer Teil der freigesetz-
ten Aerosole wird sofort abgelagert (Abb.2b) oder durch atmosphérische Konvektion in die
Nachbarrdaume beférdert. Im weiteren Verlauf zeigen die Kurven 12 Spitzen im Zeitraum
bis etwa 92 000 s. Sie entsprechen der durch die Eingabe aufgepragten Folge kurzzeitiger
Aerosol-Freisetzungen mit sofort daran anschlieBendem Abbau durch Deposition und
Transport. Die im Zeitraum nach 92 000 s auftretenden Freisetzungen liegen um mehrere
GroRenordnungen niedriger, was zu einer stetigen Abnahme der lufigetragenen Aerosole

zunachst in den inneren Raumen, spater auch in den auleren Raumen fiihrt.
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Wabhrend die zeitlichen Verteilungskurven in Anlagenraumen, Ringraum und Kuppel sich
der Form nach einander weitgehend ahneln, zeigt sich vom Ringspalt an (Abb.3) ein neu-
es Verlaufsmuster, das die von den instantanen Freisetzungen herrithrende grofe
anfangliche Spitze génzlich vermissen laRt und die anschlieenden kleineren Rampen nur
als schwache Oszillationen darstellt. Der Grund hierfiir ist in der geringen Leckage des
Containments zu suchen, die sich um 5 Gréfenordnungen von der Konvektion in den in-
neren TeilrAumen unterscheidet. Die Folge sind relativ niedrige Volumenstréme in die
auReren Teilraume und in die Umgebung, wodurch die dortigen Aerosol-Verteilungen ge-

geniber den inneren eine starke Dampfung erfahren.

In der Umgebung treten freigesetzte Aerosole erst ab etwa 50 000 s auf, d. h. gegeniber
den inneren Teilrdumen um etwa 9 Stunden verzégert (Abbn.4,5). Dies héngt zusammen
mit dem im Ringspalt anfangs herrschenden Unterdruck von 15 mbar, der bewirkt, daf bis
zu besagtem Zeitpunkt die Volumenstrome aus den Nachbarraumen in den Ringspalt
hinein gerichtet sind. Auf diese Weise wird die Ausbreitung von Aerosolen in die Umge-

bung fur die Zeitdauer von etwa 9 Stunden blockiert.

5. Vergleich und Diskussion

Wie die berechneten Kurvenverldufe zeigen, sind bereits in den Anlagenrdumen, also
dort, wo die Freisetzungen erfolgen, - und sogar schon kurz nach der ersten Freisetzung -
deutliche Unterschiede zwischen den Ergebnissen der einzelnen Codes zu erkennen
(Abb.2a). Diese Unterschiede treten auf, obwohl von der Thermohydraulik her durch Auf-
pragung der atmospharischen Konvektion feste Randbedingungen fiir die Rechnungen
vorgegeben wurden. FIPLOC liefert hier durchweg die niedrigsten luftgetragenen Aerosol-
massen, die jedoch im Bereich zwischen 35 000 und 40 000 s auch von MELCOR erreicht
werden. Die im Bereich der Kurvenspitzen bei NAUA bestehenden flacheren Rampen (bei
etwa 62 000 s, 74 000 s und 86 000 s) sind auf eine zu klein gewahite Plotfrequenz zu-
riickzufiihren /6/. Abgesehen von diesen Abweichungen zeigt sich zwischen NAUA- und
CONTAIN-Resultaten eine weitgehende Ubereinstimmung, die insbesondere im oberen
Zeitbereich deutlich hervortritt. Hier fallen die mit NAUA und CONTAIN ermittelten Kurven
praktisch zusammen, wahrend MELCOR allgemein héhere, FIPLOC niedrigere Werte lie-
fert.
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Die von MELCOR berechnete Verteilung der Iuftgetragenen Aerosole zeigt im Contain-
ment-Inneren das gleiche Verlaufsmuster. Sie tendiert zunachst nach unten, deckt sich
sogar kurzzeitig mit den minimalen FIPLOC-Werten, (ibersteigt aber bei etwa 60 000 s die
anderen Kurven und erzielt so im daran anschlieBenden Zeitbereich den héchsten Mas-
senanteil (Abb.2a). Im Ringspalt veriduft die Verteilung nach MELCOR anfangs etwas
unterhalb, dann oberhalb der zusammenfallenden NAUA- und CONTAIN-Ergebnisse, liegt
im ganzen Zeitbereich aber deutlich tUber der FIPLOC-Kurve (Abb.3). Die vergleichsweise
hohe Konzentration luftgetragener Aerosole bewirkt natirlich eine entsprechende Austra-
gungsrate in die Umgebung und damit zugleich eine héhere Einschatzung des
radioaktiven Quellterms nach MELCOR (Abb.4).

Nach FIPLOC ergeben sich im Anlagenraum die niedrigsten luftgetragenen Aerosol-
massen (Abb.2a). Dies ist moglicherweise im Zusammenhang zu sehen mit aufallend
Uberh6hten Ablagerungen gleich zum Freisetzungsbeginn (Abb.2b). Die FIPLOC-Kurven
fur die weiter auRen liegenden Raume liegen teilweise bis zu einer GréRenordnung unter-
halb der anderen Ergebnisse (Abb.3). Ahnlich verhélt es sich mit den in die Umgebung
ausgetragenen Aerosolmassen, wo FIPLOC mit Abstand die niedrigsten Werte erzielt
(Abb.4).

Zwischenzeitlich wurde die FIPLOC-Eingabe von Siemens/KWU revidiert. Dabei wurde
COLEFF, eine die Kollisionseffizienz fiir gravitationsbedingte und turbulente Koagulation
betreffende Steuergréle auf den von GRS empfohlenen Wert COLEFF = -1 (Modell nach
Pruppacher und Klett) abgeandert /6/. Die damit wiederholte FIPLOC-Rechnung liefert

nun Werte, die wesentlich besser mit den anderen Ergebnissen tbereinstimmen (Abb.5).

Die bemerkenswert gute Ubereinstimmung zwischen NAUA und CONTAIN ist nicht nur
bei den luftgetragenen, sondern auch bei den abgelagerten Aerosolen - und zwar fir alle
Raume des Containments sowie flir die Umgebung zu beobachten. Dies ist um so Uberra-
schender, als die implementierten Aerosol-Algorithmen von verschiedenen Verfassern
stammen und sich in einigen als wesentlich anzusehenden Punkten unterscheiden. Bei-
spielsweise kann die Aerosol-Dichte bei NAUA /4/ flr jede einzelne Freisetzung

spezifiziert werden, wahrend CONTAIN /1/ fir alle auftretenden Aerosole nur einen ge-
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meinsamen Wert zuldRt. So wurde die NAUA-Referenz-Rechnung mit schweren (4000
kgm) und leichten (2200 kgm™) Aerosolen, die CONTAIN-Benchmark-Rechnung dage-
gen mit einem angenommenen mittleren Wert (3000 kgm'3) durchgefuhrt. Aus der
Tatsache, daf} beide Ergebnisse gut Ubereinstimmen, ist zu schlieBen, dafl die Aerosol-
Dichte zumindest beim vorliegenden Problem lediglich eine vernachlassigbare Rolle spielt.
Diese Aussage wird von Siemens/KWU bestatigt, wo die MELCOR-Rechnung mit variier-
ter Aerosol-Dichte wiederholt wurde, ohne dafR ein signifikanter EinfluR auf die Ergebnisse

festzustellen war /6/.

Die Benchmark-Rechnung wurde mit dem inzwischen freigegebenen, mit anspruchsvolle-
ren physikalischen Modellen und genaueren Stoffwerten ausgestatteten und daher nicht
voll kompatiblen CONTAIN 2.0 /9/ wiederholt. Obwohl eine Reihe von Anpassungen in der

Code-Eingabe erforderlich war, wurden praktisch identische Ergebnisse erzielt.

6. Zusammenfassung

Um einen Uberblick Uber die Leistungsfahigkeit verfiigbarer Rechenprogramme zu erhal-
ten, hatte Siemens/KWU einen Vergleich von Containment-Codes angeregt. Zu
untersuchen war das Aerosolverhalten am Beispiel einer EPR-Stoérfallsequenz, die durch
ein mittleres Leck im kalten Strang in die Anlagenraume eingeleitet wird. An dem Code-
vergleich beteiligte sich Siemens/KWU mit den Containment-Codes WAVCO/NAUA,
FIPLOC und MELCOR, das Forschungszentrum Karlsruhe lieferte einen Beitrag mit
CONTAIN.

Fir die CONTAIN-Rechnung wurden die Eingabedaten des vorangehenden thermohy-
draulischen Benchmarks tbernommen, Uberarbeitet und anhand der von Siemens/KWU
bereitgestellten Basisdaten erweitert. Um thermohydraulische Einflisse auf die zu ermit-
telnde Aerosolverteilung auszuschlieRen, wurden einer Empfehlung von Siemens/KWU
entsprechend die zeitabhéngigen atmospharischen Volumenstrome der Referenzrech-
nung als Randbedingung verwendet. Durchgeflihrt wurde die Rechnung mit der
CONTAIN-Version 1.12 einschlieBlich Update C110W und einer FZK-internen Erweiterung
auf einer Workstation IBM RISC 6000/370. Die bendétigte CPU-Zeit fir rund 52 Stunden

Problemzeit betrug eine knappe Stunde.
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Wie sich als Ergebnis zeigte, stimmen die von NAUA und CONTAIN berechneten Aero-
solverteilungen in allen Raumen des Containments Uberraschend gut tberein, obwohl die
zugrundeliegenden Modelle von verschiedenen Autoren stammen. Auch hat offenbar die
bei CONTAIN eingesetzte mittlere Aerosoldichte keinen merklichen Einflu® auf das Resul-
tat. Obwohl CONTAIN und MELCOR das gleiche Aerosolmodell benutzen, weichen ihre
Ergebnisse teilweise deutlich voneinander ab. Verglichen mit den gut Gbereinstimmenden
Werten von NAUA und CONTAIN liefert MELCOR eine héhere, FIPLOC eine niedrigere
Austragung von Aerosolen in die Umgebung. Die Ergebnisse aller beteiligten Codes lie-

gen jedoch fast durchweg innerhalb einer GréRenordnung.

Die vergleichenden Untersuchungen werden mit den Programmen CONTAIN 2.0,
MELCOR 1.8.3 und FIPLOC 3.0 fur eine aktualisierte EPR-Stérfallsequenz fortgesetzt.
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Fiir die Referenzrechnung mit NAUA wurden die Riume 1 - 3 zusammengefafit.

Bild 1 : EPR— Reaktorgebiude mit den Rechenmodell—Nummern

Stemens AG Bererch Energieerzeugune (KWU)
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. Assessment of the COMET corecatcher concept using the CONTAIN code
(W. Baumann, INR; W. Scholtyssek, PSF)

The discussion of the COMET concept, in the wake of H. Alsmeyer's presentation given
on January 18, 1996, is focusing on the question how much pressure would build up in the
containment during the debris quenching process after a core melt-down accident /1/. In
order to assess the severeness of the pressure increase, a series of analyses using the
CONTAIN code /2/ have been performed.

The computational model employed to describe the geometry and the structures of the
EPR containment (Fig.1) is based on the input data of a previous analytical activity con-
ducted by W. Scholtyssek /3/, however with some adjustments made to the new problem.

The principal modifications are:

1. The flow connection between the containment and the environmental cell was

closed.

2. The volume of the crane hall was increased from 45800 to 65800 cbm in order to

approach the free containment volume of the new EPR design which is 90000 cbm.

3. The decay heating power of the debris layer was eliminated from the spreading
room. Instead, the evaporation process associated with the core-catcher quenching

process was directly modeled by introducing an adequate steam source term.

4. The heat sink designed to cover excess heat, numerically emerging in the equipment
room after the melt had already moved into the spreading compartment, was com-
mented out. Accordingly, heat transfer in the spreading compartment between the

debris and the pool layer was changed to zero.

5. The CONTAIN code accepts only one (averaged) density value, even for a possibly
broad variety of aerosols. As in the present study water was considered to be the

only aerosol existing in the containment, the density value was reduced from 3000 to
1000.
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The total thermal energy to be quenched and converted into steam was assessed to an
amount of E, = 5.9 - 10" Joule /4/, which seems to be a first and rough estimate. From
another side this value was seen to represent an upper limit, and a more realistic value

derived from MELCOR calculations was given as E,,, = 4.2 - 10" Joule /5/.

In order to stay on the safe side, the upper limit being 5.9 - 10" Joule was accepted for
this CONTAIN calculation. Considering the steam temperature not to fall below 150°C,
and the heat of evaporation to be Ah = 2.65 - 10° J kg™', the water mass required to absorb

the total thermal energy would turn out as My = 2.23 - 10° kg.

A realistic period of time to quench the melt was given as 1000 s or 16.7 min /4/. Because
this estimated time of evaporation defines the steam flow-rate and hence the value of the
source term, it may have an enormous impact on the occurring pressure peak during
CONTAIN analyses. Therefore, a parameter study was performed using three values of
evaporation times which are 5 min, 15 min, and 30 min. In order to examine the impact of
the source term itself, an additional calculation was done at a reduced level of 80% of the

initial amount of thermal energy.

As shown by the CONTAIN results, the expected peak pressure attains a maximum value
" of about 6.3 bar when a high thermal energy of 5.9-10"" Joule and a short quenching time
of 5 min. are assumed. The peak temperaturé which is located in the spreading room at-
tains roughly 160°C (Fig.2). Increasing the quenching time to 15 or 30 min. diminishes the
peak pressures to values between 6 and 5 bar, with the peak temperatures slightly re-

duced, however staying above 150°C (Figs. 3, 4).

Based on the more moderate - and more likely - thermal energy of 4.72.10" Joule and
an assumed quenching time of 15 min., the peak pressure falls below 4.9 bar, whereas

the peak temperature remains almost unaffected (Fig.5).

In order to assess the influence of hydrogen burning, the inherent hydrogen source term
was increased by 50% to a total of 570 kg. At the same time, the default values governing

the combustion process were changed to the conservative side: the mole fraction of com-
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bustible for ignition reduced close to zero, and the mole fraction of steam plus carbon di-
oxide for inerting enlarged to 1.0. Assuming a thermal energy of 5.9:-10"" Joule and a
quenching time of 15 min., the peak pressure turned out to reach 5.86 bar, meaning that
hydrogen burning accounts for a pressure increase of less than 0.25 bar. Regarding the

temperatures only a very slight increase is found (Fig.6).
To provide an overall view of the situation, the results obtained with the CONTAIN code
have been summarized in Fig.7, depicting the calculated peak pressure as a function of

the quenching time for the two assumed values of thermal energy of the melt, including

the effect of hydrogen burning.
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il Analysen von Kernschmelzunfallen im EPR mit MELCOR
(M. Deisinger, R. Frutos, P. Schmuck, G. Willerding, INR)

Abstract

EPR data received from Siemens were used to refine the input models for MELCOR
accident calculations in order to describe more accurately the components of the
primary and secondary circuit of the reactor system and the containment. Version 1.8.3
of MELCOR was applied for these accident simulations which concentrated‘ on LOCA

and Station Blackout (SBO) simulations. Some results are presented.

Im Jahr 1996 wurden weitere Unfallanalysen mit dem Rechenprogramm MEL-
COR fiir den EPR durchgefiihrt. Es handelt sich um die folgenden Arbeitsschwer-

punkte:

- Weiterentwicklung der Modellierung der Systemkomponenten fiir den EPR
Primar /Sekundarkreis und fiir das Containment;

- Durchrechnung von wichtigen auslegungsiiberschreitenden Stérfallen mit vorlaufi-
gen Daten;

- Validierungsarbeiten fuer die durchgefiihrten Entwicklungen.
Im folgenden werden die durchgefiihrten Arbeiten detaillierter dargestellt:

Fiir das Primarsystem wurden die Darstellung des Druckhalters, der Dampferzeu-
ger, der Pumpen und der Sicherheitseinspeisesysteme verbessert; in der Kerndarstel-
lung wurden der korrekte Strahlungsaustausch, wichtige Candling Parameter, das
Spaltproduktinventar und die Nachzerfallsleistung in verbesserter Form beriicksich-
tigt; im Sekundarsystem wurden die Speisewasserversorgung, die Dampferzeuger
und die Frischdampfleitungen samt Ventilen genauer modelliert; die Darstellung der
Freisetzung und des Transports von Spaltprodukten wurde verbessert; und schlieB-
lich wurden die wichtigsten Containment-Komponenten in einer vorerst separatem
Darstellung modelliert. '

Mit vorldufigen EPR Daten wurden die folgenden Unfalle durchgerechnet:

- Kiihlmittelverlustszenarien (LOCAs fuer kleine und mittlere Lecks);
- Ausfall von Netz, Notspeisung und Notstrom (SBO = Station Blackout).

Die Unfaliverldufe wurden iiber langere Zeit verfolgt, im wesentlichen bis zum Ver-
sagen des RDB und kurz danach (beim EPR etwa 15000 -35000 Sekunden).
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Das thermohydraulische MELCOR Modell des EPR stellt einen KompromiB zwi-
schen Genauigkeit und akzeptabler Rechenzeit dar. Der EPR wird durch zwei Loops
dargestellt, wobei drei Original-Loops zu einem lumped Loop zusammengefaBt wer-
den. Das Core wird in drei Ringe aufgeteilt, wobei jeder Ring 11 axiale Zonen enthilt
ist. Das Containment wurde durch 6 Kontrollvolumina reprisentiert.

Im folgenden werden zunichst einige Ergebnisse fiir den SBO vorgestellt. Ab-
bildung 1 zeigt den Druckverauf im Kern wahrend eines SBO. Dieser beginnt mit
dem totalen Stromausfall zum Zeitpunkt null. Der Druck fallt nach dem Reaktor-
scram stark ab. Selbst nach dem Auslaufen der Hauptkiihlmittelpumpen verbleibt
die Moglichkeit die erzeugte Nachwarme iiber die Dampferzeuger abzufiihren, daher
stabilisiert sich der Druck bei etwa 125 bar. Nach dem Ausdampfen der Dampfer-
zeuger steigt der Druck stark an, und es kommt voriibergehend immer wieder zur
Offnung eines Druckhalterventils, sodaB der Druck etwa um den Wert 170 bar herum
oszilliert. Erst nach Erreichen eines Temperaturkriteriums (923 K im Kern) werden
alle Ventile am Druckhalter dauerhaft gedffnet und es kommt zur raschen und lang-
fristigen Druckentlastung. Wahrend dieses Druckabfalls kommt es zum Ansprechen
der Akkumulatoren, wodurch kaltes Wasser iiber die kalten Strange in den Kern
transportiert wird, welches den Kern noch mehr als zwei Stunden kiihlen kann.

In Abbildung 2 sind die Hohenstande des Wassers im RDB wahrend der Unfallzeit
dargestellt. Man kann in diesem Bild sehr gut das Ausdampfen des Wassers aus
dem Kern verfolgen. Sobald sich kein Wasser mehr im Kernbereich befindet kommt
es rasch zum Kernschmelzen. Die exotherme Reaktion Wasserdamf/Zirkaloy hat
an dem letztendlichen Zusammenschmelzen des Kerns einen groBen Anteil, da sie
betrachtliche Warme an das Kernmaterial abgibt. Das herabfallende heiBe Material
heizt zunadchst die Kerntrageplatte auf, die bei etwa 32000 Sekunden versagt. Etwa
700 Sekunden spater kommt es dann zum Versagen des RDB, die Druckdifferenz
zwischen RDB und Containment betragt zu diesem Zeitpunkt etwa 4 bar.

Mit dem zunachst separat erstellten EPR Containment-Modell wurde ein LOCA
Benchmark-Problem gerechnet [1]. Es handelt sich hier um ein Leck im kalten
Strang, bei einer LeckgréBe von 200 cm?. Der langfristige Druckaufbau und andere
wichtige physikalische Variable im Containment stimmen recht gut mit den von
CONTAIN berechneten Werten iiberein [1]. '

Im folgenden sei anhand von Beispielen erwédhnt,wie Teilaspekte von MELCOR
Rechnungen verifiziert wurden:

- Wasserstoffproduktion: Vergleich von MELCOR und REFLOX Rechnungen;

- Wirkungsweise der Druckentlastungsventile: Vergleich mit SCDAP /RELAP
Rechnungen.

Interne Quellterme (an der Systemgrenze Primarsystem /Containment) fiir Dampf,
Wasserstoff und Spaltprodukte wurden fiir die verschiedene Unfalltypen bestimmt.
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Folgende wichtige Parameter des Kernschmelzens wurden erprobt und der Einfluf
auf die Quellterme studiert:

- Warmeiibergange beim Kernschmelzen (Candling);
- Eutektische Gemischbildung;

- GroBe und Eigenschaften der Debris von Kernmaterial.

Sehr wichtig ist eine stichhaltige Bewertung der berechneten Ergebnisse. Dieses Ziel
ist zur Zeit schwierig zu erreichen, da andere Codes auch keine verifizierten Modelle
haben (z.B. fiir die Hy Produktion bei Oxidation von Debris oder fiir die Spaltpro-
duktfreisetzung aus der Debris). Um dieses Defizit zu beheben sind Nachrechnungen
von Experimenten (z.B. QUENCH und PHEBUS) geplant. die das Erarbeiten eines
guten Verstandnisses von einzelnen Phanomene ermoglichen.

Uber den Stand der Arbeiten wurde verschiedentlich auf projektinternen, exter-
nen und auch internationalen Tagungen berichtet [2]. Ein reprasentativer MELCOR
Eingabe-Datensatz fiir den EPR (Umfang: etwa 4500 Eingabezeilen) wurde im Ok-
tober 1996 an die Firma Siemens {ibergeben.

Ab Herbst 1996 wurden von Siemens eine groBe Menge neuer EPR Daten zur
Verwendung in der Basic Design Phase verteilt. Mit diesen Daten wird ein neuer
MELCOR Eingabedatensatz erarbeitet, der auch den Kern genauer modelliert. Mit
diesem Satz sollen alle Falle des Basic Design konsistent durchgerechnet werden.

Geplant ist zum einen die integrierte Behandlung des EPR Primar/Sekundarsy-
stems und des Sicherheitsbehalters in guter Auflosung mit MELCOR. Die Bestim-
mung der Freisetzungsraten von Radionukliden in die Umgebung (externe Quellter-
me) soll damit durchgefiihrt werden.

Zum anderen sollen die internen Quellterme direkt an das Programm CON-
TAIN (bergeben werden, um damit ebenfalls die externen Quellterme zu bestim-
men. Ein Vergleich der Ergebnisse von MELCOR und CONTAIN soll die Starken
und Schwachen der einzelnen Codes deutlicher machen.

Zur weiteren Qualifizierung der MELCOR Ergebnisse sind systematische Ver-
gleiche mit SCDAP/RELAP Rechnungen geplant und ebenso die schon erwahnten
Nachrechnungen von relevanten Experimenten.
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32.21.08 Untersuchungen zur Kernzerstérung

l. In-Vessel Unfallablaufe
(W. Hering, Ch. Homann, W. Sengpiel, V.H. Sanchez-Espinoza, S. Smit,
D. Struwe, IRS; Ch. Messainguiral, CEA, E. Elias, Technion Haifa)

Abstract

For in-vessel core meltdown analyses carried out by the SCDAP/RELAP5 code, a new
detailed input deck was developed. Calculations were carried out for the "surge line
rupture" scenario in order to compare the new and the old input deck. First test calcula-
tions for a small leak (50 cm?) have started. The relevant code versions SCDAP/
RELAPS mod3.1 Rel. D and Rel. E were validated from CORA and Phebus tests and
improved. A new reactor input deck was developed for ICARE2, and first calculations to -
compare it with SCDAP/RELAPS were carried out. Furthermore, design calculations for

the planned FZK quench test facility were done.

Zusammenfassung

Fur die in-vessel Kernschmelzanalysen zum EPR mit SCDAP/RELAP5 wurden ein
detaillierteres Inputdeck entwickelt und Rechnungen zum Vergleich mit dem alten
Inputdeck fiir das ,surge line rupture“- Szenario (Abrid der Druckhalterleitung) durchge-
fhrt. Erste Testrechnungen zum kleinen Leck (50 cm?) wurden begonnen. Als Code-
versionen wurden SCDAP/RELAPS mod3.1 Rel. D und Rel. E verwendet. Beide Code-
versionen wurden anhand von CORA- und Phebus-Tests validiert, die gefundenen
Fehler wurden korrigiert. Code-Modellschwéachen speziell in der spéaten In-vessel-
Phase werden umgangen, indem Stand-alone Modelle zur Untersuchung der Pool-
Struktur-Wechselwirkungen entwickelt werden. Fir ICARE2 wurde ein Reaktor-Input-
deck erstellt, erste Vergleichsrechnungen zu SCDAP/RELAP5 wurden zur Optimierung
durchgefiihrt. Daneben wurden fur die projektieten QUENCH-Versuche Auslegungs-
rechnungen durchgefiihrt. Die Flut- bzw. Quenchmodelle in RELAP5 wurden anhand
von Experimenten in der NEPTUN-Anlage (PSI) und der Einzelstab-Quenchanlage
(FZK/IMF) getestet, verbessert und in SCDAP/RELAPS5 eingebaut.




— 344 —

A. Unfallanalysen mit Codesystemen
(W. Hering, Ch. Homann, W. Sengpiel, S. Smit, D. Struwe, Ch. Messainguiral &%)

Zielsetzung:

Die Aktivitaten im IRS untergliedern sich im wesentlichen in 3 Teilgebiete:
1. Storfallanalysen mit SCDAP/RELAPS und ICARE fiir den EPR

2. Modellierung der spaten in-vessel Phase im EPR

3. Validierung der Codesysteme

A. 1 Storfallanalysen

Im IRS werden fur Storfallanalysen das mechanistische Programm SCDAP/RELAP5
(S/R5) sowie - auf den Reaktorkern beschrankt - das franzésische Programm ICARE2
verwendet. Zu Beginn des Berichtszeitraumes wurde die Version S/R5 mod 3.1 Rel D
verwendet. Ab Mitte des Jahres wurde auch die neue Version S/R5 Rel. E eingesetzt
(s. Kap. 1.3).

Ausgehend von dem friher entwickelten Input-Deck (epr594) fur den ,European Pres-
surized Water Reactor* EPR wurde unter Berlicksichtigung der laufenden Entwicklun-
gen im Basic-Design in Zusammenarbeit mit Siemens-KWU ein detaillierteres EPR-
Modell (epr5A2) entwickelt, welches speziell in der spaten Phase genauere Ergebnisse
erwarten 1aBt. Zudem ist zur Berechnung der Temperaturentwicklung der Kerneinbau-
ten eine realitatsnahe Modellierung dieser Komponenten notwendig.

Das EPR Modell beschreibt den Reaktorkern mittels fiinf konzentrischen Ringen, die in
radialer Richtung von drei konzentrischen Shrouds umgeben sind. Der innerste Shroud
beschreibt den Heavy Reflektor bis zu dessen Mitte, der mittlere Shroud den Rest des
Reflektors sowie den Kernbehalter. Beide sind durch den Bypass voneinander getrennt.
Auf der AuBenseite des Downcomers wird die RDB-Wand als dritter Shroud modelliert.
Die Brennstabe und die Shrouds sind durch Strahlungsaustausch miteinander gekop-
pelt. Das obere Plenum sowie der obere Deckelraum sind durch drei Ringe dargestellt
(s. Abb. 1), die durch drei reprasentative Steuerstabflihrungsrohre miteinander verbun-
den sind. Die Kern- und Plenumseinbauten wurden durch RELAP heat structures mo-
delliert. Der Primarkreis wurde von vier symmetrischen Loops auf 2 reduziert, einem
reprasentativen Loop (3xx) und einem Loop (4xx) , der die restlichen drei Kreise simu-
liert.

In Abstimmung mit Siemens wurden folgende drei Szenarien definiert: groRes Leck
(AbriR der Druckhalterleitung, 962 cm?), kleines Leck 50 cm? und der Ausfall der Eigen-
bedarfsversorgung (,station black out"). Die bisher untersuchten Falle, das 5 cm? Leck
sowie das 180 cm?-Leck wurden dokumentiert /1/, /2/.

Mit dem EPR Modell epr5A2 wurden Rechnungen zu dem vorgegebenen Fall: ,Abri
der Druckhalterleitung” (surge line rupture) durchgefuhrt, die im folgenden kurz be-
schrieben werden. Zum Vergleich werden auch die Ergebnisse aus Rechnungen mit
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dem alten Modell (epr594) hinzugezogen. Die Rechnungen wurden unter DCE auf je-
weils einem Knoten der IBM-SP2 an der Universitéat Karlsruhe durchgefiihrt.

A.1.1 ,Surge line rupture”

Das Inputdeck fir das ,surge line rupture” Szenario ersetzt die bisher zu Validierung
eingesetzten Modellierungen fur das 10%-Leck und das 180cm?-Leck. Aufgrund des
grofBen Leckquerschnittes im heilRen Strang wird ein GroRteil des Primarkreisinventars
ausgetragen, Blowdown und Wiederauffullphase werden rasch durchlaufen.

Nach ca. 50 s ist der Druck auf 4.5 MPa abgefallen (s. Abb. 2b), der Kern zur Halfte
entleert (s. Abb. 2c). Jetzt speisen die Akkumulatoren wie in Abb. 2d ersichtlich ein. Im
Zuge der Designoptimierung wurden die Reibbeiwerte £ entsprechend der Siemens-
KWU-Vorgaben reduziert, wodurch die Einspeiserate (s. Abb. 2d gestrichelt) gegen-
Uber dem Inputdeck epr594 (s. Abb. 2d gepunktet) ansteigt und die Einspeisedauer
abnimmt. Nach ca. 120 s ist der Primarkreisdruck (s. Abb. 2b) auf 1 MPa gefallen und
der wiedergeflutete Kern dampft bei Sattigungstemperatur aus. Nach ca. 300 s wird
keine Warme mehr an die Sekundarseite abgegeben (s. Abb. 2a)

Nach 800 s beginnen die Brennstabe sich aufzuheizen (s. Abb. 3a, -T-). Die Ausdampf-
rate ist bei der epr5A2-Version deutlich gréBer als beim alten Modell (epr594), was auf
die Speicherwarme des heavy reflectors und der massiven Kerntragestruktur zurlick-
zuftihren ist (s. Abb 3c). Daher beginnt bei der eprbA2 Version der Temperaturanstieg
ca. 200 s und der Beginn der Oxidation ca. 250 s friher. Zu Beginn der Oxidation ist
der Wasserstand im Kern bei beiden Modellierungen auf ca. 0.5m abgesunken. Bis ca.
1400 s ist der Temperaturanstieg weitgehend durch die Nachzerfalisleistung bestimmt,
danach durch die Zirkonium-Wasser-Reaktion. Die maximale Wasserstoffproduktions-
rate ist mit ca. 0,9 kg/s (epr5A2: 1550s, epr594: 1800s) in etwa gleich, da das gleiche
Oxidations- bzw. Limitierungsmodell verwendet wurde (s. Abb. 3d). Bis 2000 s werden
ca. 170 kg Wasserstoff erzeugt.

Die Temperaturentwicklung im Kern (s. Abb. 4 a-f) zeigt in radialer Richtung aufgrund
des gewahlten radialen Leitungsprofils (,begin of cycle”, BOC) keine ausgepragte
radiale Abhangigkeit, lediglich der auerste Ring (s. Abb. 4e) zeigt aufgrund des relativ
kalten heavy reflectors (s. Abb. 4g) eine verzégerte Aufheizung, die in der Rechnung
epr594 nicht beobachtet wird. Der Kernbehélter bleibt deutlich unter 1000 K, nach
2000 s nimmt jedoch die Aufheizrate zu (s. Abb. 4i). In dieser Phase der Kernschmelz-
ausbreitung sind die Hullrohre in 6 der 14 axialen Zonen stérker oxidiert (s. Abb. 4h und
Abb. 4k).

Nach ca. 1550 s versagen die Absorberstédbe in den inneren drei Ringen, 50 s spéater
der Absorberstab im 4. Ring in der oberen Halfte des aktiven Kerns. Nach 2000s hat
die Versagenshoéhe ca. 1.8 m erreicht.

Die Poolbildung setzt beim Modellierung ohne heavy reflector nach ca. 2700 s in ca.
3.2 m Hoéhe ein. Hierbei bildet sich in allen finf Ringen etwa gleichzeitig ein Pool mit
einer Pooltemperatur von 2879 K und einer Liquidustemperatur von 2873 K.
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Bei Berlicksichtigung des heavy reflectors wird schon nach ca. 2070 s in 3.2 m Héhe in
den beiden inneren Ringen eine Poolbildung berechnet, wobei hier bei gleicher Liqui-
dustemperatur die Pooltemperatur 2863 K betragt. Das Poolmodell wird noch weiter-
entwickelt, wobei die Beschreibung des Ubergang von einem Debris-Bett zu einem
Schmelzepool noch zu verbessern ist.

Verbesserungen:

Aufgrund der Erfahrungen mit dem o. g. Szenario wird das Inputdeck geringfligig modi-
fiziert: Da bis auf die stationare Rechnung fir den steady-state keine Zwangskonvek-
tion im Primarkreis vorliegt, kann der Bypass entfallen, da hier keine Naturkonvektion
auftritt. Das vereinfacht die Modellierung des Reflektors, der jetzt durch einen einzigen
Shroud beschrieben werden kann. Durch diese wegfallende SCDAP-Komponente so-
wie die damit verbundene Strahlungsberechnung kann nun ohne Zunahme der Re-
chenzeit ein Absorberstab im dufersten Ring modelliert werden. Testrechnungen sind
fur Februar 1997 vorgesehen, sobald die Korrektur des Absorberstabmodells durchge-
fuhrt ist.

Dieses Inputdeck wird auch zu Vergleichsrechnungen mit ICARE2 /3/ herangezogen.
Ein ICARE-EPR-Inputdecks ist in Arbeit.

A.1.2 50 cm? Leck

Hierzu wurden erste Rechnungen durchgefiihrt. Die ersten Ergebnisse zeigen, dafl3
durch die aktivierte sekundarseitige Notbespeisung der Dampferzeuger fiir lange Zeit
eine ausreichende Nachwarmeabfuhr gewahrleistet ist und die Kernfreilegung erst
stattfindet, nachdem die Naturkonvektion aufgrund des Druckabfalles nicht mehr gen-
gend Warme an die Sekundérseite abgeben kann. Daher sind lange Rechenzeiten zu
erwarten, so daf} erst die Prifung des Inputdecks anhand des ,surge line rupture”
Szenarios abgewartet wird.

Verbesserung:

Nach Input- und Codetberprifung werden die Rechnungen im Januar 97 fortgesetzt.
Da die Nachzerfallsleistung nach ca. 2 h sehr langsam abfallt, wird untersucht, ob das
50 cm? Leck auch ohne die Dampferzeuger-Notbespeisung (EFWS) gerechnet werden
kann, wodurch sich die Rechenzeiten verkiirzen wirden.

A.1.3 ,Station black-out”

Das Inputdeck wurde erstellt, Rechnungen werden begonnen, wenn sichergestellt ist,
daR das Inputdeck weitgehend fehlerfrei ist (voraussichtlich im 2. Quartal 1997). Die
primarseitige Druckentlastung wurde von einem Temperaturkriterium auf ein Wasser-
standskriterium umgestelit. Die Druckentlastungsventile bleiben offen.

Weitere Aktivitdten:

Eine zusammenfassende Dokumentation der Rechnungen mit dem epr594 Inputdeck
zu den untersuchten Storfallszenarien ist in Arbeit /1/.
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A. 2 Modellierung der spéten in-vessel Phase im EPR

Die Modelltiefe des mechanistischen Codesystems S/R5 nimmt mit zunehmender
Komplexitat des Unfallablaufes in der spaten Phase ab. S/R5 berechnet die Entste-
hung, Massenzusammensetzung, rdumliche Ausdehnung und Enthalpie des Schmelze-
pools, nicht jedoch die thermische und mechanische Wechselwirkung des Pools vor
Krustenversagen oder der Schmelze nach Krustenversagen mit den radialen und
axialen kernbegrenzenden Strukturen (Heavy Reflector,Kernmantel s. Abb5 oben, bzw.
untere Kerntrageplatte, s. Abb. 5 unten). Diese Wechselwirkung ist aber von grol3er
Bedeutung, da sie den Zeitpunkt und den Verlagerungsmodus der Kernschmelze in das
untere Reaktorplenum und damit Ausmall und Auswirkungen einer mdglichen In-
Vessel-Dampfexplosion beeinflussen.

Um diese Liicke zu schliessen, wurde die Entwicklung von "stand-alone"- Rechen-
modellen begonnen: Modelle zur Berechnung der transienten Temperaturverteilungen
im Heavy Reflector (+Kernmantel) und in der unteren Kerntrageplatte unter Berlck-
sichtigung des Aufschmelzens dieser Strukturen bei thermischer Wechselwirkung mit
dem Schmelzepool (Warmestrahlung, Kontaktwarmeibertragung). Dabei wird zunachst
unterschieden zwischen:

1. LOWCORI1: Modellierung der thermo-mechanischen Wechselwirkung des Pools und seiner
Kruste mit den angrenzenden Strukturen (ohne Schmelze-Struktur-Wechselwirkung bei Kru-
stenversagen) und

2. LOWCOR2: Modellierung der zusitzlichen Wechselwirkung der Schmelze mit den radialen /
axialen Strukturen nach Krustenversagen.

Am Beispiel eines weit nach unten verlagerten Schmelzepools, der Uber porése Rest-
strukturen der Brennelemente mit der unteren Kerntrageplatte sowie seitlich u.U. mit
dem Heavy Reflector in thermischem Kontakt ist, wird in Abb. 5 (unten) die Ausgangs-
situation fur die Modellierung mit LOWCOR1/2 dargestelit.

S/R5-Rechnungen fur den EPR zeigen dariliber hinaus, daR die radiale Poolausbrei-
tung schneller voranschreiten kann als die axiale, so dal der Schmelzepool bereits in
einer friihen Phase der Poolausbreitung den Heavy Reflektor / Kernmantel erreicht. Die
thermische Wechselwirkung kann in diesem Fall zu einem radialen Poolversagen mit
seitlicher Schmelzeverlagerung ins untere Plenum fithren; die dafir zu betrachtenden
geometrischen Verhaltnisse sind in Abb. 5 (oben) dargestellt. Aufgabe ist es, diese
Szenarien mit geeigneten Modellen zu untersuchen.

Schwerpunkt der bisherigen Arbeiten ist die Untersuchung der Temperaturentwicklung

der unteren Kerntrageplatte des EPR bei Wameaustausch tber Strahlung bzw. Kon-

taktwarmelibergang mit der Schmelzepoolkruste und Warmestrahlung an das Rest-

wasser in das untere Plenum. Detailfragen dabei sind:

1. Wie erfolgt die Temperaturentwicklung in der Kerntrageplatte (a) wenn die dabei aufge-
schmolzene Stahlmasse nicht ablaufen kann, und (b) wenn die Stahlschmelze instantan ver-
lagert wird;
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2. Wie ist die lokale Temperaturentwicklung der Kruste am oberen Rand einer Plattenbohrung
(Krustenstabilitit);

3. Wie verhalten sich metallische Ablagerungen in den Bohrungen (Verstopfungen durch frithe
Verlagerungen) infolge der Warmestrahlung von oben.

Als erstes Ergebnis dieser Rechnungen mit einem eindimensionalen Aufheizmodell fir
die Trageplatte wird die zeitliche Entwicklung der Liquidustemperatur von oben nach
unten in Abb. 6 dargestellt: Bei unterstelltem Nichtabfliessen der Stahischmelze, wird
nach Aufschmelzen von 25 % der Trageplatte (Reststarke ca. 0.3 m) ein quasi-
stationdrer Zustand erreicht (untere Kurve: Temperatur am oberen Plattenrand 2000 K,
Wassertemperatur im unteren Plenum 400 K). Hierbei wurde jedoch ein moglicher
konvektiver Warmetransport in der Stahlschmelze nicht berlicksichtigt. Bei der oberen
Kurve wurde eine instantane Schmelzeverlagerung bei gleichbleibender thermischer
Belastung von oben angenommen. Die Kerntrageplatte wird jetzt in weniger als 1000 s
durchgeschmolzen.

Diese ersten Ergebnisse zeigen, dall eine genaue Modellierung notwendig ist, um be-
lastbare Angaben fur den Schmelzequellterm in das untere Plenum treffen zu kdnnen.
Die Arbeiten werden fortgesetzt, ein zweidimensionales Modell fir die Untersuchung
der thermischen Belastungen der Core-Randstrukturen befindet sich in der Entwick-
lung.

A.3 Verbesserung von SCDAP/RELAP5S

Mitte des Berichtszeitraumes wurde uns von INEL eine neue Version S/R5 Rel. E zur
Verfligung gestellt, die neben dem angektindigten DEBRIS-Oxidationsmodell auch ein
detaillierteres Absorberstabmodell enthélt. In diese Version wurden die IRS-Erweite-
rungen fiur die CORA und die QUENCH Anlage und Fehlerkorrekturen implementiert
und INEL zwecks Integration in die nachste Version (Rel. F) zur Verfligung gestellt.

A.3.1 Restartfdhigkeit

Im Rahmen der Verbesserung der Anwendungsméglichkeiten von S/R5 wurde die Re-
startfahigkeit des Codesystems verbessert. Nach einer Code-Erweiterung kénnen nun
Parameterstudien auch in den spaten Phasen eines in-vessel Kernschmelzunfalles
durchgefiirt werden, ohne daR die gesamte Rechnung wiederholt werden muf3. Die Er-
weiterung gibt den Restart jedoch erst dann frei, wenn die betroffenen Modelle noch
nicht aktiviert wurden. In der derzeitigen Version kénnen die Versagenskriterien und die
Oxidationsparameter verandert werden.

A.3.2 Absorberstab

Fehler im Versagensmodell des Absorberstabes machten eine Rechnung mit S/R5
Rel.E Uber den Versagenszeitpunkt hinaus zunédchst unmdéglich, da die Temperaturen
einer falsche Brennstabkomponente verwendet wurden. Nach Korrektur dieses Zuord-
nungsfehlers im Bindelkonfigurationsteil von S/R5 und Einflhrung einer verallgemei-
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nerten Zuordnungslogik, die sich nun an den Fluidkanélen von Absorber- und Brenn-
stab orientiert, wurde auch eine gréRere Freiheit in der Inputgestaltung méglich.

A.3.3 Oxidation

Das Oxidationsmodell erlaubt auch die Oxidation von verlagerter Schmelze und von er-
starrter Schmelze (Cohesive Debris). Hullrohrteile, die nur zum Teil durch erstarrte
Schmelze bedeckt sind, kénnen nun weiter oxidieren. Korrigiert wurde auch die Limitie-
rung der Sauerstoffaufnahme durch Diffusion durch eine Inertgasschicht. Die Werte im
Code waren um einen Faktor 18 zu klein.

Vorgesehen ist auch die Berticksichtigung neuerer Diffusionsdaten. Die dem Programm
zugrunde liegenden Korrelationen werden an die neu vorgeschlagenen Werten ange-
paldt (1. Quartal 97).

A.3.4 Materialverlagerung

Wichtigste Verbesserung des Verlagerungsmodells ist die Verlagerung in Strahnen,
d.h. die Hullrohroberflache wird nicht komplett benetzt - es bleiben, wie in den Experi-
menten beobachtet, Hillrohroberflachen frei, die weiter oxidiert werden kénnen. Damit
andert sich auch das Verlagerungsverhalten der Schmelze und die Debrisbettbildung.
Die Auswirkungen auf den Ablauf der Kernzerstérungen wurden in den Validierungs-
rechnungen untersucht /4/.

A.4 Validierungsrechnungen

Die aktuelle, korrigierte Code Version (Rel. E) wurde anhand von Rechnungen zu
CORA-7 und CORA-13 getestet. Die entsprechenden Rechnungen zu Phebus FPTO
und FPT1 sind noch nicht abgeschlossen. Mit den Verbesserungen des Oxidationsmo-
dells wurden Rechnungen zu CORA-7 und CORA-13 durchgefiihrt.

A.4.1 CORA-13

Die Auswirkungen des neuen Oxidationsmodells sind sehr gut anhand von Wasser-
stoffproduktion und Hullrohrtemperaturen zu erkennen ( s. Abb. 7 ). Wahrend in der al-
ten Version (Rel.D) ca. 50 g Wasserstoff produziert wurde (Kurve 5 und 6), erreicht
man mit der neuen Code Version (Rel.E) ca. 140 g., ohne Limitierung der Hulirohr-
oxidation (limit-off, Kurve 3). Damit wurde der im Experiment gemessenen Wert von
145 g unter Berucksichtigung der experimentelien Genauigkeit erreicht. Wird hingegen
angenommen, daf} die Oxydation durch Diffusion von Sauerstoff limitiert wird, so wer-
den nur ca. 120 g vor Beginn der Quenchphase produziert (limit-on, Kurve 1), dieser
Wert liegt jedoch auch noch knapp im Bereich der experimentelle Unsicherheiten. Die
Kurven 2 und 4 zeigen die Ergebnisse der unkorrigierten Version von Rel.E.

Beide Ergebnisse deuten darauf hin, dal3, wie im stationéren Fall bekannt und gemes-
sen, auch bei transienten Oxidationsprozessen der Sauerstoffdiffusionsprozess nicht
limitierend wirkt. Daher werden die Reaktorrechnungen in 1997 ohne Limitierung durch-
gefuhrt werden.
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Die Validierung der Modelle fiir die Quenchphase wird in Kapitel B.2 behandelt.

A.4.2 CORA-7

Mit der Version Et. konnten die Elektrodenzone des CORA Heizstabes in voller Lange
modelliert werden. Die ersten Temperaturergebnisse aus S/R5 zeigen keine ausge-
préagten Unterschiede zwischen den beiden Optionen fir die Limitierung der Oxidations-
rate wie in CORA-13 (s. Abb. 8). Die Abweichungen in 0.15m Hoéhe sind durch die tur-
bulente Queranstrémung des Stabbindels erklarbar, die in 0.55m sind derzeit nicht
verstanden. In der oberen Elektrodenzone sind die radialen Warmeverluste durch
Strahiung und Konvektion etwas Uberschatzt worden. Eine Bewertung der Codeversion
Rel.E anhand der beiden out-of-pile Experiment wird zur Zeit durchgeftihrt.

A.4.3 Phebus FPTO

Die Nachrechnungen des Experiments Phebus FPTO mit SCDAP/RELAPS5 /5/ sind im
Rahmen einer umfangreichen Parameterstudie fortgesetzt worden, ein FZK-Bericht
dariber wird im Februar 1997 erscheinen /4/. Seitdem die neue korrigierte Version
S/R5 mod3.1 Rel.E zur Verfigung steht, sind damit erste Rechnungen fur FPTO
durchgefihrt worden. Vorlaufige Ergebnisse zeigen insbesondere eine Verbesserung
der Genauigkeit in der Berechnung der erzeugten Wasserstoffmasse, die auf das neue
Debris-Oxidationsmodell zurlickzufihren ist (s. Abb. 9).

Abb. 9 a-d zeigt einen Vergleich gemessener und mit S/R5 Rel.E berechneter Tempe-
raturverlaufe in verscheidenen Blindelhthen, Abb. 9 e die zeitlichen Verlaufe der be-
rechneten nuklearen Leistung und der Oxidationswarme im Blindel und Abb. 9 f die
kumulative Wasserstoffmassen. Eine detaillierte Diskussion der neuen Rechenergeb-
nisse im Vergleich mit denen der Version S/R5 Rel.D wird in /4/ vorgenommen.

A.4.4 Phebus FPT1

Entsprechende Rechnungen fiir FPT1 nach Durchfilhrung des Experiments im Juli
1996 sind ebenfalls weitergeflihrt worden, ein Vergleich mit den experimentellen Daten
war noch nicht moglich. Neben S/R5 wird hier auch ICARE2 mod 2 eingesetzt werden
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B. Quenchversuche

(Prof. Elias®, V.H. Sanchez-Espinoza, Ch. Homann, W. Hering, D. Struwe)

Zielsetzung

Die Vorbereitung der Quenchversuche wird unterteilt in Auslegungsrechnungen und
Validierung der verfigbaren Reflood- und Quenchmodelle in RELAP5 und S/R5.

B.1 Auslegungsrechnungen

In der geplanten QUENCH-Anlage im FZK/IMF sollen die physikalischen und chemi-
schen Vorgénge bei einer Abschreckung des Uberhitzten Blindels mit Wasser oder der
schnellen Abkulhlung durch Dampf untersucht werden.

Im IRS werden diese Versuche durch Rechnungen, vor allem mit S/R5, analytisch be-
gleitet. In einer ersten Phase ("pre-design") waren Fragen zur Auslegung und Optimie-
rung der Teststrecke einschliesslich der radialen Warmeabfuhr zu klaren. Einerseits
sollen vorgegebene Temperaturgrenzwerte vor dem Quenchen nicht Gberschritten wer-
den, um ein vorzeitiges Versagen von Komponenten zu vermeiden. Andererseits soll
eine Kondensation des Dampfes vermieden werden, um eine Verfalschung der Ver-
suchsabldufe durch Kondensat in der Teststrecke auszuschlieBen. Als Obergrenzen
sind 2000 K fir die Brennstédbe, 900 K fir den Kihimantel und 320 K fir das Contain-
ment festgelegt.

Die geplante QUENCH-Anlage wird in axialer Richtung mit den beheizten und unbe-
heizten Teilen der Teststrecke betrachtet. In radialer Richtung wird die gesamte Anlage
einschliesslich des Containments modelliert, da die einzige verldssliche Randbedin-
gung flr die radiale Warmeabfuhr die Umgebungstemperatur im Labor ist. Aus den er-
sten Erfahrungen wird das Blindel jetzt nur mit einem Kuhlkanal dargestellt. Einzelhei-
ten der Modellierung wurden dem jeweiligen Stand der Planung der Anlage angepal’t
(s. Abb. 10) /6/.

Nach den ersten Rechnungen kann der Grenzwert fir die Stabtemperaturen nicht ein-
gehalten werden, wenn die Teststrecke nicht aussen durch einen Kihlkreislauf mit
Zwangskonvektion gekuhlt wird. Als Kihimitte! ist Argon vorgesehen, die Kihlung ist in
Gegenstromrichtung, um das axiale Temperaturprofil im Blindel méglichst flach zu hal-
ten. Die Rechnungen zeigen weiter, daRdie Isolation des Bundels zwischen der Test-
strecke und der Argonkihlung im oberen unbeheizten Teil des Bilindels zu Stabtempe-
raturen oberhalb des Schmelzpunktes des Elektrodenmaterials fiihren kann, so daf in
diesem Teil des Blndels keine Isolation des Blindels in Betracht gezogen werden
sollte.

Fur eine solche Konfiguration sind die berechneten Oxidschichtdicken fiir eine Vor-
oxidationszeit von 30 Minuten deutlich geringer als die angestrebten 0,3 mm. Eine Ver-
langerung der Voroxidationszeit flihrt zu Temperaturen oberhalb der genannten Sicher-

! Gastwissenschaftler Technion HAIFA, Israel
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heitsgrenzen. Eine deutliche Reduktion der Massendurchsétze, vor allem des Dampf-
durchsatzes, kann zu Dampfmangel (,steam starvation“) im oberen Bereich des Biin-
dels fiihren.

Der Shroud muf im Bereich der oberen unbeheizten Zone des Bindels mit Wasser
statt, wie bisher vorgesehen, mit Argon gekihit werden, damit die Shroudtemperatur
unterhalb von zuléssigen Grenzwerten bleiben. Abbildung 10 zeigt die Modellierung der
geplanten Anlage fur eine solche Konfiguration. Abbildung 11 zeigt die axialen Profile
von Kuhimittel- und Strukturtemperaturen (Abb 11 a) und die erreichten Oxidschichtdik-
ken vor Beginn des Quenchens (s. Abb. 11 b). Alle Grenzwerte flir Strukturtemperatu-
ren werden nach der Rechnung eingehalten. Bei einem angenommenen Durchfiuss
von 100 g/s im Wasserkreislauf ist die Aufheizung des Wassers vernachlassigbar. Als
Folge dieses Wasserkreislaufs bleibt das Argon deutlich kalter als bei den friheren
Rechnungen. Die Kihlung im Blindel wird dadurch verbessert, und es kénnen hdhere
Temperaturen im Bundel erreicht werden, ohne dal} es zu einer Temperatureskalation
durch heftige Oxidation der Hillrohre kommt.

Die gewtlinschte maximale Dicke der Oxidschicht auf den Stadben von 0,3 mm wird nach
etwa einer Stunde Voroxidation erreicht. Die axialen Profile der Oxidationschichtdicken
sind als Folge des flachen radialen Temperaturprofils im Blindel bei allen Komponenten
ahnlich. Rechnungen zum Quenchen des heilen Bindels mit Wasser waren wegen
des erforderlichen kleinen Zeitschrittes sehr aufwendig. Erste Ergebnisse zum schnel-
len Abktihlen mit Wasserdampf liegen vor. Eine Temperaturerh6hung am oberen Ende
des Bindels durch die zusatzliche Wasserstoffproduktion bei der schnellen Abkiihlung
wurde jedoch bisher nicht berechnet.

Bei der Durchfilhrung der Experimente wird es erforderlich sein, die elektrische Lei-
stung flr das Blindel wahrend der Versuche kontrolliert zu variieren, um eine Tempe-
ratureskalation zu vermeiden. Wie bei den CORA-Experimenten ist das ein kritischer
Punkt, da die lokale Einkopplung der elektrischen Leistung mit der Temperatur steigt
und die Reaktionsrate mit zunehmender Temperatur ebenfalls steigt.

Die Rechnungen werden mit Untersuchungen zur Optimierung der Versuchsdurchfih-
rung fortgesetzt.

B.2 Validierung der Reflood- und Quenchmodelle

Das Warmeiubertragungsmodell des Programms RELAP5/MOD3.1 (R5M3) wurde aus-
fuhrlich Gberprift und bewertet. Dabei hat sich herausgestellt, daf die bisherige Model-
lierung des Ubergangssiedens einen wesentlichen Mangel dieser Programm-Version
ist. Das bisherige Modell des Ubergangssiedens unterschatzt die Warmeiibertragungs-
rate in die Flussigkeit. Da der Beitrag der Flussigkeitsverdampfung den groéssten Anteil
des gesamten Warmelbergangskoeffizients im Ubergangssieden unter Bedingungen
geringen Dampfgehalts darstellt, wird die Quenchtemperatur und -rate in den meisten
Fallen unterschatzt, was fir LOCA- und Kernschmelzunfallbedingungen relevant ist.

Es wurde daher ein neues Modell fir das Ubergangssieden entwickelt, getestet und in
der Programmversion R6M3 implementiert. Das Modell erweitert, analog zu der ur-
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springlich von Chen vorgeschlagenen Formulierung /7/, die phanomenologische Be-
schreibung, so daf’ nur von R6M3 berechnete, lokale Zustandsparameter (Wand- und
Fluidtemperatur, Druck, Void, Massenstrom und statischer Dampfgehalt) benutzt wer-
den. Die bisher benutzten Parameter wie Quenchfrontposition, kritischer Warmestrom,
minimale Filmsiedetemperatur, welche in Experimenten nur schwer zu ermitteln sind,
werden nicht mehr benétigt.

Eine Vielzahl von Einzelstab- und Blindelversuchen wurden mit der modifizierten Pro-
grammversion R5M3 untersucht. Die dabei erzielten Ergebnisse wurden mit denen der
Originalversion und mit den experimentell ermittelten Daten verglichen. Zahlreiche Va-
riable wie Wandtemperatur, Flussigkeits- und Dampfgeschwindigkeit und Dampfgehalt
wurden analysiert zur Bewertung des Rechenprogramms bei der Simulation von transi-
enten Verdampfungs- und Flutsituationen. In "stand-alone"-Versionen wurde das ur-
springliche und das modifizierte Ubergangssieden-Modell an einer breiten experimen-
tellen Daten-Basis fir die stationare Post-Dryout Warmetibertragung getestet. In allen
untersuchten Fallen hat sich gezeigt, daB die Einfihrung des neuen Modells die Uber-
einstimmung der berechneten mit den gemessenen Daten erheblich verbessert. Dar-
tiber hinaus sind die berechneten Temperaturverliufe realisticher und sie geben den
physikalische Sachverhalt besser wieder als die der urspriinglichen Code-Version.

Einige typische Ergebnisse der "stand-alone" - Rechnungen mit dem bisherigen und
modifizierten Modell sind in Abb. 12 gegen die gemessenen, stationdren Daten des ge-
samten Warmestromflusses aufgetragen. Die Daten umfassen mehr als 360 MefRpunk-
te in einem grofRen Parameterbereich ( Druck bis 7 MPa und Massenstrom bis 5000
kg/m?s). Abbildung 12 oben, zeigt, dal das urspringliche Modell vom R5M3 die
meisten experimentellen Daten unterschatzt, in einigen Fallen um mehr als eine
GréRBenordnung. Lediglich die Daten nach dem kritischen Warmestrom und mit hohem
Dampfgehalt, wo der Warmestrom vorwiegend durch die Konvektion zur Dampfphase
bestimmt wird, werden relativ gut vom bisherigen Modell ermittelt. Eine deutlich bessere
Ubereinstimmung mit den gemessenen Daten zeigen die mit dem neuen Modell be-
rechneten Warmestrome, Abb.12 unten. Mehr als 90 Prozent der ermittelten Werte lie-
gen innerhalb von ca. 40 % der MelBwerte. Ein detaillierter Bericht wird zur Zeit fur das
CAMP-Programm vorbereitet.

Als Beispiel fur die Leistungsfahigkeit werden die Ergebnisse der berechneten und
gemessenen Temperaturen sowohl des FZK Einzelstab-Quenchtests T16106 (s. Abb.
13 oben) und des PSI Flut-Blindeltests NEPTUN-5036 (s. Abb 13 unten) mit niedriger
Einspeiserate dargestellt. Im Einzelstabversuch wird ein kurzer, mit ZrO, Pellets ge-
fullter Zirkaloy-Hullrohrabschnitt mit Dampf oder Wasser gequencht.

Die experimentell gemessenen Temperaturen sind als Kreise dargestellt, die der bishe-
rigen R5M3-Version als gestricheite Linien und die Ergebnisse der modifizierten Ver-
sion als durchgehende Linien dargestellt. In Abbildung 13 oben ist die Temperatur im
Spait zwischen Hiullrohr und Pellet in der H6he von 0.075 m dargestellt. Fir die modifi-
zierte Version zeigt sich wéhrend der ganzen Transiente eine sehr gute Ubereinstim-
mung mit den gemessenen Temperaturen. R5M3 berechnet hingegen eine zu niedrige
Quench-Temperatur, wodurch auch die Temperatur im Spalt wéahrend des Ubergangs-
siedens Uberschatzt wird.
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Die Ergebnisse des Fluttests NEPTUN des PSI sind in der Abb. 13 unten dargestelit.
Bei diesem Versuch wurde eine elektrische Heizleistung, die der Nachzerfallsleistung
entspricht, wahrend der ganzen Flutphase aufgepréagt. Daher steigt die Temperatur
anfanglich bis ein Wendepunkt erreicht wird, wenn der konvektive Warmeverlust die
Heizleistung Ubersteigt. Die Temperaturen sinken allmahlich, bis das Hullrohr gequen-
ched wird. Die Ergebnisse der modifizierten Version zeigen eine gute Ubereinstimmung
mit dem MefRdaten, der Quenchzeitpunkt wird gut vorhergesagt. Dem gegentber zeigt
die bisherige Code-Version ein frihzeitiges Abfallen der Temperatur und keine erkenn-
bare Wiederbenetzung /8/.

Eine ausfiihrliche Validierung des neuen Modells unter Einbeziehung einer gréReren
Anzahl verschiedener Transienten ist notwendig, um das neue Modell im ganzen Be-
reich der erwarteten Betriebs- und Storfallsituationen zu qualifizieren. Arbeiten laufen
zur Zeit, um die Vorhersagbarkeit des Modells unter Bedingungen hohen Dampfgehal-
tes zu verbessern. Es wird empfohlen, dieses neue Modell in die neuste Version
R5M3.2 zu implementieren, um die Leistungsfahigkeit und Vorhersagbarkeit des Mo-
dells beziiglich Flutprozesse und allgemeiner Warmelibergangsprobleme weiter zu be-
werten. Das neue Modell wird auch in S/R5 Version Rel.E eingebaut.
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Abbildung 11: Stand der QUENCH-Auslegungsrechnungen fur die Voroxidationsphase:

(a) axiales Temperaturprofil zum Ende der Voroxidationsphase, (b) axiales
Oxidationsprofil, und (c) axiale Verteilung der Wasserstoffproduktionsrate

Abbildung 12: Validierung des thermohydraulischen Quenchmodelle in R5M3 bzw. S/R5

fur den Bereich des ,Ubergangssiedens” (transition boiling): (a) Original
R5M3 Ergebnisse und (b) Verbesserung des Modells durch Modifikation der
zugrundeliegende CHEN-Korrelation.

Abbildung 13: Ergebnisse der Validierungsrechnungen fir das verbesserte RSM3-Modell:

(a) Versuch T-16106 in der Einzelstab-Quenchanlage (FZK/IMF) und (b)
Blindel-Flutexperiment NEPTUN-5036 (PSI).
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Abbildung 2:

Ergebnisse der S/R5 Rechnungen zum ,surge line rupture* Szenario,
(a) Warmelbertragung vom Primar- auf den Sekundarkreis,

(b) Primar- und Sekundarkreisdruck,

(c) Wasserstande im Kern, unterem und oberen Plenum, und

(d) Einspeiseraten und Wasserinhalt der Druckspeicher.
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Abbildung 3: Ergebnisse der S/R5 Rechnungen zum ,surge line rupture® Szenario®,

(a) Leistungsbilanz im Kern und maximale Kerntemperatur,

(b) Gastemperaturen im Kern,

(c) Wasserstand im Kern und im unteren Plenum flir epr594 und epr5A2, sowie
(d) Wasserstoffproduktionsrate und H,-Gesamtmasse fiir epr594 und epr5A2.
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Abbildung 4: Ergebnisse der S/R5 Rechnungen zum ,surge line rupture® Szenario®,
(a), (c), (e) Hullrohrtemperaturen der Brennstabe im 1., 3., und 5. Ring,
(b), (d), (f) Hullrohrtemperaturen der Absorberstabe im 1., 3., und 4. Ring,
(@), (i) Temperaturen des ,heavy reflectors*
(h), (k) Oxydschichtdicken fiir die Brennstébe im 1. und 5. Ring.
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Abbildung 5: Mdogliche In-Core-Poolzustande und Wechselwirkungen zwischen Pool, Kruste
und Kerneinbauten: (a) in radialer Richtung und (b) in axialer Richtung.
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Abbildung 6: Erste Ergebnisse der Untersuchung des Verhaltens der Kerntragestruktur unter Annahme vereinfachter Randbedingungen:

(a) ohne Verlagerung der aufgeschmolzenen Stahimassen und (b) bei instantaner Verlagerung in das untere Plenum.
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Abbildung 7: Ergebnisse der CORA-13 Validierungsrechnungen mit S/R5 Rel. E (IRS):

Vergleich der gemessenen und berechneten Temperaturen in:

(a) 0-0.1 mund 0.1-0.2 m Bundethdhe, (b) 0.9-1.0 mund 1.0.1.2 m

Bundelhdhe, (¢) 0.3-0.4 m und 0.6 - 0.7m Blindelhdhe, und (d) gemessenen

und berechnete Wasserstoffmassen fur Rel.D und Rel.E.
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Abbildung 8. Ergebnisse der CORA-7 Validierungsrechnungen mit S/R5 Rel. E (IRS) in ver-

schiedenen Blindelhdhen: (a) 0.15m, (b) 0.35m, (c) 0.55m, (d) 0.75m, (e) 0.95m

und in der oberen Elektrodenzone (f) 1.050m.
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Abbildung 9: Vorlaufige Ergebnisse der Phebus FPTO Rechnungen mit Rel. E (IRS)
(a) - (d) Vergleich der gemessenen (Symbole) und berechneten Temperaturen,
(e) Leistungsbilanz und (f) integrale Wasserstoffproduktion.
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Abbildung 11: Stand der QUENCH-Auslegungsrechnungen fir die Voroxidationsphase:

(a) axiales Temperaturprofil zum Ende der Voroxidationsphase,

(b) axiales Oxidationsprofil, und

(c) axiale Verteilung der Wasserstoffproduktionsrate
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Abbildung 12: Validierung des thermohydraulischen Quenchmodelle in R5SM3 bzw. S/R5 fur
den Bereich des ,Ubergangssiedens* (transition boiling):
(a) Original R5M3 Ergebnisse und (b) Verbesserung des Modells durch
Modifikation der zugrundeliegende CHEN-Korrelation.
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Abbildung 13: Ergebnisse der Validierungsrechnungen fur das verbesserte R5M3-Modell:
(a) Versuch T-16106 in der Einzelstab-Quenchanlage (FZK/IMF) und
(b) Bundel-Flutexperiment NEPTUN-5036 (PS).
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Il Abschreckexperimente mit Brennelementsimulatoren, QUENCH-Anlage
(D. Piel, L. Schmidt, IMF 1II)

Abstract

At the end of March 1996, the Siemens company was awarded the contract to
manufacture and supply the complete QUENCH facility. Prior to this, a concept had
been developed by FZK for QUENCH experiments with a 21-rod fuel element -

simulator.

Design of the entire system was largely completed at the end of 1996 in close co-
operation between Siemens and FZK using design calculations by IRS, AEA Tech-

nology and the Ruhr University, Bochum.

The instrumented fuel element simulator is provided by FZK for each experiment.
Design work including various preliminary experiments, e.g. with high-temperature
thermocouples, and procurement of the partly exotic semifinished products were

accomplished in 1996.

1 Einleitung

Am 27.03.96 wurde der Firma Siemens der Auftrag erteilt Uber die Konstruktion,
Planung, Herstellung, Lieferung, Montage und Inbetriebnahme einer QUENCH-
Versuchsanlage zur Durchfiihrung von Abschreckexperimenten an Brennelement-
simulatoren. Zuvor war im IMF eine Konzeptstudie erarbeitet worden, die als

Grundlage fur die Ausschreibung der Anlage diente.

Ziel der QUENCH-Experimente ist die quantiative Bestimmung des Wasserstoff-
quelitherms (Erzeugungsrate, Gesamimenge) beim Fluten eines teilzerstorten, stark
Uberhitzten LWR-Kerns. Die Ergebnisse werden flur weiterfliihrende Untersuchungen

zum Verhalten des Wasserstoffs im Reaktor-Containment benotigt.




— 370 —

Die Auslegung des Gesamtsystems konnte in enger Abstimmung zwischen Siemens
und FZK mit begleitenden Auslegungsrechnungen von IRS, AEA Technologie und

Ruhr Universitat Bochum Ende 1996 weitgehend abgeschlossen werden.

Der instrumentierte Brennelementsimulator wird fiir jedes Experiment vom FZK neu
beigestellt. Die Designarbeiten einschlieBlich diverser Vorversuche, z.B. mit speziel-
len Hochtemperatur-Thermoelementen wurden in 1996 durchgefiihrt und die

Beschaffung der zum Teil exotischen Halbzeuge getatigt.

Als Aufstellungsort fur die QUENCH-Anlage wurde das Technikum im IMF IllI-
Gebdude 618 gewahlt. Umfangreiche, kostenintensive Baumalnahmen mufiten in
die Wege geleitet werden, um die anlagenspezifische Infrastruktur (Wasserkihi-
kreislauf, Elektroversorgung, Gasversorgung, usw.) bereitzustellen. Daneben wird
fur Nachuntersuchungen ein Metallographie-Labor und eine Mikroskopie (Licht-

mikroskop und REM) eingerichtet.

2 Testbiindel

Die QUENCH-Anlage besteht im wesentlichen aus der Teststrecke, dem Wasser-,
Dampf- und Gassystem, dem WasserstoffmeRsystem, der Hochstromanlage fur die

Bindelheizung, dem ProzelBleitsystem und der MeRdatenerfassungsanlage.

Herzstlick der Anlage ist die Teststrecke mit dem instrumentierten Testblindel, dem
Brennelementsimulator. Das Testblindel, Abbildung 1, ist mit 21 Brennstabsimula-
toren beladen. 20 Brennstabsimulatoren sind elektrisch beheizt, der Zentralstab ist
unbeheizt. Die Stabe sind auf einem quadratischen Gitter mit 14,3 mm Mitten-
abstand in Original-LWR-Abstandshaltern angeordnet. Die vier Eckpositionen im
Bundel sind mit sogenannten Instrumentierungsstdben von 6 mm Durchmesser
beladen. Ein Stab wird nach der Voroxidationsphase aus dem heil3en Biindel ge-
zogen, um die Oxidschichtdicken vor dem Quenchen zu ermitteln. Der gegentiber-

liegende Stab dient zur Oxidschichtdickenermittelung nach dem Experiment.

Das Testbundel ist umgeben vom Dampffiihrungsrohr, dem sogenannten Shroud,
aus Zircaloy mit einem Innendurchmesser von 80 mm und einer Wandstérke von
2,38 mm.
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Abbildung 2 zeigt einen vertikalen Schnitt durch das Testbiindel. Bis zur Oberkante
der beheizten Zone ist der Shroud nach auRen zum Kuhimantel hin mit Zr0,-Faser-
material isoliert (ca. 40 mm Dicke). In diesem Bereich wird der Kithimantel mit
Argongas gekuhlt (ca. 6 g/s). Im oberen nicht isolierten Bereich des Biindels wird
der Kihimantel mit Wasser gekiihlt, da bei einer Gaskiihlung am Kihlmantelinnen-
rohr die maximal zuldssige Temperatur von 600 °C Uberschritten wirde. Durch
Weglassen der Isolierung konnte das Temperaturmaximum im Blindel vom Ende der

beheizten Zone nach unten hin verschoben werden.

3 Brennstabsimulator

Der beheizte Brennstabsimulator, Abbildung 3, ist ca. 2,5 m lang und hat ein Huill-
rohr aus Zircaloy-4 mit den typischen Abmessungen, Durchmesser 10,75 mm, 0,725
mm Wand, wie sie auch fliir Reaktor-Brennstdbe verwendet werden. Die beheizte
Lange betragt ca. 1 m. Der Wolframheizer (¢6 mm) ist oben und unten Uber
Molybdan- und Kupferelektroden an die Stromversorgung angeschlossen. Die
Materialkombination Molybdan an den Heizerenden und Kupfer an den auferen
Enden wurde wegen der hohen Temperaturen an den Heizerenden gewahit. Kiihl-
kammern am Bindelkopf und -fuR sorgen daflr, dal® die Kupferelektroden nicht
Uberhitzt werden. Die Elektroden sind mit einer 0,2 mm dicken Isolierschicht aus

Zr0, uiberzogen. Im Bereich des Heizers ist der Stab mit Zr0,-Ringpellets gefilit.

Der Festpunkt zwischen Hulle und innerer Stabbeladung (obere Elektrode, Heizer
mit Ringpellets, untere Elektrode) befindet sich am oberen Ende des Hiilirohres. Die
Kupferelektrode ist hier auf einen kleineren Durchmesser verjlingt, auf diesen wird
eine Bornitridhtilse aufgeschoben und das Hllrohr dann aufgehammert. Am unteren
Ende ist der Stab offen, so daf} sich bei unterschiedlichen thermischen Dehnungen
Hulle und innere Stabbeladung frei bewegen kénnen. In der Isolierplatte am Blindel-
ful wird das Stabinnere durch eine O-Ring-Kombination nach auflen hin abge-
dichtet. Durch ein Kanalsystem in der Isolierplatte ist es méglich, die Stabe wahrend
des Experimentes mit Helium zu beflillen. Am oberen Stabende ist ebenfalls eine

Isolierplatte mit O-Ringen zum Abdichten des Stabes angeordnet.
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Der unbeheizte Zentralstab, Abbildung 4, ist ca. 2,6 m lang und hat die gleiche Huille
wie der beheizte Brennstabsimulator. Im Zentralstab sind zwei Zentraltemperatur-
mefstellen angeordnet. Die Hochtemperatur-Thermoelemente werden (iber Dicht-
‘verschraubungen in den Stab geflihrt. Korrespondierend zu den Zentraltemperatur-
meRstellen werden aulen auf der Hulle wahrend der Biindelmontage Hoch-

temperatur-Thermoelemente angebracht.

4 Thermoelementinstrumentierung

Testbilindel, Shroud und Kihlmantel sind mit insgesamt 90 Temperaturmelistellen

ausgerustet:

- 37 Thermoelemente im Testbindel
(26 W/Re-Thermoelemente, 11 NiCr/Ni-Thermoelemente)

- 26 Thermoelemente am Shroud
(18 W/Re-Thermoelemente, 8 NiCr/Ni-Thermoelemente)

- 22 Thermoelemente in der Innenwand des Kuhlmantels

(NiCr/Ni-Thermoelemente)

- 5 Thermoelemente auf der Auflenwand des Klihimantels

(NiCr/Ni-Thermoelemente)

Die Thermoelemente sind auf 17 MeRebenen von Teststreckenniveau -250 bis
+1350 angeordnet (siche Abbildung 2). Der Beginn der beheizten Zone ist Niveau 0.
Der Abstand der MelRebenen betragt 100 mm.

Die Positionen der Thermoelemente auf den 17 MeRebenen sind in Abbildung 5
dargestellt. Die MeRstellen auf der KiihimantelauRenwand sind in dieser Darstellung
nicht bericksichtigt. Bis Ebene 7 (+350 mm) sind Biindel und Shroud mit NiCr/Ni-
Thermoelementen instrumentiert, weil hier die Temperaturen auch wahrend der
Quench-Phase unterhalb 1.000 °C liegen. Ab Ebene 8 (+450 mm) werden fir
Bindel und Shroud Hochtemperatur-Thermoelemente verwendet. In die Kiihimantel-
Innenwand sind NiCr/Ni-Thermoelemente, Durchmesser 0,5 mm, eingelétet (T600
°C). Bis Ebene 10 (+650 mm) werden die Thermoelemente (7 Hochtemperatur-

Thermoelemente und 11 NiCr/Ni-Thermoelemente) nach unten durch den Buindelfuf3
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nach auflen gefiihrt und ab Ebene 11 (+750 mm) nach oben durch den Biindelkopf

(19 Hochtemperatur-Thermoelemente).

Die radiale Anordnung der MeRstellen im Btindel und am Shroud projeziert auf eine
Ebene ist in Abbildung 6 dargestellt. Die Darstellung ist maRstéblich. Man sieht, daR
die Hochtemperatur-Thermoelemente mit 2,1 mm Durchmesser kaum eine Ver-

sperrung der Kihlkanale bewirken.

5 Hochtemperatur-Thermoelemente

Die Hochtemperatur-Thermoelemente, sogenannte Duplex-Thermoelemente, Abbil-
dung 7, wurden seinerzeit fir die CORA-Experimente entwickelt, anfangs in der
Hauptwerkstatt des FZK und spéater dann bis zur Einsatzreife von einem kleinen
Unternehmen eines ehemaligen FZK-Mitarbeiters. Nur diese Firma ist derzeit in der
Lage, die Hochtemperatur-Thermoelemente fur die QUENCH-Testbilindel zu ferti-
gen. Die Thermoelemente haben einen AuRendurchmesser von 2,1 mm und einen
Doppelmantel innen aus Tantal und auRen aus Zircaloy. Das Adernmaterial ist aus
W5%Re und W26%Re. Als Isolation wird Hf0, verwendet. Die aufwendige Ferti-
gungsprozedur ist in Tabelle 1 aufgelistet. Die Lange der Hochtemperatur-Thermo-
elemente ist von der jeweiligen Position im Bundel bzw. am Shroud abhéangig und
liegt zwischen 500 mm und 1800 mm. Uber eine spezielle Kupplung wird das
Hochtemperatur-Thermoelement mit der edelstahlummantelten Ausgleichsleitung
verbunden. Die Kosten fiir die Hochtemperatur-Thermoelemente sind relativ hoch,
z.B. bei 1m Lange 2.000 DM, wovon 1200 DM auf die Halbzeuge entfallen und 800
DM auf die Fertigungskosten.

Vor der Fertigung der Thermoelemente fiir die ersten beiden Testblindel wurde eine
Pilotserie von funf Thermoelementen gefertigt und bei Temperaturen bis 1.700 °C
und 2.000 °C getestet. Die Thermoelemente funktionierten auch bei den hohen
Temperaturen einwandfrei. AnschlieBend wurden Schliffe angefertigt. Das Thermo-
element bis 1.700 °C zeigte keine Veranderungen nach dem Test, Abbildung 8. Ein
vorangegangener Lecktest ergab, daR die Hulle noch voéllig intakt war. Das
Thermoelement bis 2.000 °C zeigte Verdnderungen an der auleren Zircaloy-Hiille,

Abbildung 9. Die Thermoelemente waren jeweils senkrecht hdngend, mit der Mel-
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spitze nach unten, in einen Hochtemperatur-Vakuumofen eingebaut. Aus dieser
Anordnung lassen sich auch die Materialbewegungen der Zircaloy-Hille
(Schmelzpunkt 1.850 °C) an der Spitze des (2.000 °C) Thermoelementes erkléren.
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Cleaning of Zircaloy and tantalum tubes inside

* rinsing with a mixture of Al,0, powder and water
* rinsing with pure water

 drying with Ar

Cleaning of W/Re wires with acetgne

Lead-in W/Re wires into Hf0, insulators (double
hole insulator)

High-temperature thermocouples main fabrication steps

4 Reduce Ta tube from 2.15 mm g to 1.8 mm @
by drawing process

5  Slide Hf0, insulators with W/Re wires into Ta tube

6 Swage Ta tube to 1.4 mm g

7 Cleaning of surface of Ta tube with acetone

8 Slide Ta tube into Zircaloy tube

9 Swage Zircaloy tube on Ta tube

10 Remove Zircaloy tube from Ta tube about 1 mm
at one end

11 Remove Hf0, insulation from cable tip to depth
of 2to 3 mm

12 Weld W/Re wire tips together by laser to form the
hot junction

13 Fill Hf0, powder into Ta tube around hot junction tip

14 Close Ta tube with disc by laser welding

15  Slide Zircaloy end cap over Ta tube tip and
seal-weld by laser

16  Store in oven at 150 °C also between different fabrication steps

17 Connect thermocouple with compensating cable by special transition piece
(developed by manufacturer)

18  Mount connector to compensating cable end

19 Electrical tests: wire resistance, loop resistance, insulation resistance after
every fabrication step

20 Leak test with complete thermocouple including transition piece in
demineralized water at 100 °C for about 24 hours, check insulation resistance
(2000 MQ)

Remark: This described fabrication procedure was initially developed for CORA

experiments.
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unheated rod instrumentation tube
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removed after
preoxidation

heated rod
cooling jacket
tungsten heater ,
Ar cooling
ZrO, annular pellet gap 5-10 mm
Zircaloy cladding insulation
®10.75 mm ZrO, fiber
wall thickness 0.725 mm 35-40 mm

Fig. 1: 21 Fuel Rod Simulaftor Bundle




— 377 —

temperature measurement elevations
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Fig. 2: QUENCH Test Rig
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Fig. 6 : QUENCH Facility TC Instrumentation of the Test Bundle
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Zry sheath 2.1 mm

HO, insulation wall thickness 0.35 mm
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Fig. 8: High-temperature thermocouple heat-up test 1700°C
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Fig. 9: High-temperature thermocouple heat-up test 2000°C
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.. Experimente zum Wasserstoff-Quellterm und zur UO, und ZrO,Auflésung durch
geschmolzenes Zircolay
(P. Hofmann, V. Noack, M. Steinbruck, L. Steinbock, J. Stuckert, J. Burbach,
H. Metzger, IMF 1)

Zusammenfassung

Im Rahmen dieses Vorhabens werden Experimente zum Wasserstoff-Quellterm sowie
zur UO,- und ZrO,-Aufldsung durch geschmolzenes Zircaloy durchgefiihrt. Die
Fragestellung beim Woasserstoff-Queliterm ist, wieviel Wasserstoff beim Fluten
(Abschrecken) eines teilweise ausgedampften Reaktorkerns mit Wasser entsteht. Zur
quantitativen Abschatzung reichen die herkdmmlichen Zircaloy/Wasserdampf-
Oxidationskorrelationen nicht aus. Es werden deshalb Abschreckexperimente mit
kurzen Brennstababschnitten durchgefihrt. Von Interesse ist dabei u. a. die Bildung
neuer Oberflachen infolge Ribildung im Hlllrohr wahrend des Abschreckens. Parallel
dazu erfolgen Grundlagenuntersuchungen zur Wasserstoffaufnahme und -abgabe im
Zircaloy. Die Quantifizierung der UO,- und ZrO,-Auflésung durch geschmoizenes
Zircaloy ist im Hinblick auf die modellmaRige Beschreibung der physikalisch-
chemischen Vorgange von Bedeutung. Infolge der chemischen Auflésung kommt es
zur Verflissigung von UO, und ZrO, etwa 1000°C unterhalb ihrer Schmelzpunkte, zu

Materialverlagerungen und zur Bildung von Kiihlkanalblockaden.
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Single rod quench tests

The separate effects tests with short fuel rod segments to study the formation of new
metallic surfaces by cracking and fragmentation of the oxygen embrittled cladding
during fast cooldown and the corresponding hydrogen generation have been continued.
The new tests were subjected on the investigation of the impact of preoxidation in
steam on crack formation in the cladding and the hydrogen storage in the metal. In
former tests an argon-oxygen mixture was used for preoxidation. The new test series
was performed with similar boundary conditions as in the tests conducted before.
Specimens were preoxidized to 100 or 300 pm thickness of the oxide layer, the
cladding temperature before cooldown amounted to 1200, 1400 or 1600 °C,
respectively. The steam flow rate was kept constant at 0.08 g/s during preoxidation and
cooldown and was lower than in the experiments with preoxidation in argon-oxygen and
subsequent steam cooling. The cooldown of the specimens was mainly determined by

the radiative heat losses to the environment.

The mechanical behavior of the cladding tube segments corresponds to that in the
former experiments. Large cracks, penetrating the oxide and the metal substrate, can
be found in specimens with an initially 300 pm thick oxide layer. Surfaces of the cracks
are partially oxidized, indicating thus their contribution to oxidation and hydrogen
generation. The cracks are more pronounced if the cooldown staris from lower
temperatures. A new method was applied to determine the amount of hydrogen stored
in the specirhens. It was proved that the error of this method is smaller than 10 % of the
measured value. Results of the hydrogen storage in specimens of the new tests series

are depicted in the diagram below (Fig. 1).
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Fig. 1: Hydrogen stored in Zircaloy tube specimens after preoxidation and
cooldown in steam (flow rate: 0.08 g/s)

The generation of cracks in the specimens with 300 pm thick oxide layers is
accompanied by an increased storage of hydrogen. However, the absolute values of
stored hydrogen are lower than in the previously performed experiments with
preoxidation in an argon-oxygen mixture. This can possibly be attributed to the in

comparison to the former experiments reduced steam flow rate (0.08 g/s compared to 2

a/s).

A second test series has been performed to determine the extend of crack formation in
dependence on the initial thickness of the oxide layer. The crack formation in different
specimens with oxide layers between 100 and 300 pm has been investigated. The
specimens were preoxidized and subsequently cooled down by a steam flow rate of
0.08 g/s. The specimen temperature at onset of cooldown amounted to 1200 °C. It exist
clear boundaries for the formation of through-wall cracks. Axial through-wall cracks form
if the oxide layer thickness exceeds 150 pm. Either axial or a combination of axial and
circumferential cracks were observed in the intermediate zone of 200 to 230 pm
thickness of the oxide scales. A combination of axial and circumferential cracks was
generated during cooldown of specimens with oxide scales thicker than 230 pm. The
crack density remains more or less constant if the oxide scale thickness exceeds 230

um. In further experiments the cooldown will be initiated at 1400 °C and 1600 °C, the
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steam flow rate will amount to 1.5 g/s. Additionally, the influence of the cooldown rate

on crack formation will be investigated.

The QUENCH-rig was also used for sensitivity studies of the mass spectrometer
system, which is foreseen for the hydrogen measurement in the large bundle quench
facility. After the optimization of the calibration procedure of the mass spectrometer,
known mixtures of argon and hydrogen were diluted in steam and measured. The error
of the hydrogen measurement of concentrations of 5 to 0.05 Vol% hydrogen in steam

was smaller than 2 % of the measured value.

Determination of the crack patterns of quenched Zircaloy tubes

When partially oxidized Zircaloy fuel rod cladding tubes are quenched from high
temperatures by water or steam, cracks develop in the oxide layer and the brittle o-
Zr(O) substrate. With respect to the enhanced oxidation of the cladding during
quenching and the generated hydrogen it is important to determine the crack density in
the specimen. Cracks reduce the length of the diffusion paths for oxidation in the ZrO;
layer or form surfaces in the o-Zr(O) which may be quickly oxidized. Therefore the
cracks were visualized with a stereo microscope and a digitizing video camera and
methods were developed in order to analyze the crack pattern and crack density

analytically.

The cracked Zircaloy tubes, after cooldown by steam in the quench rig, are scanned in
axial and azimuthal directions and a series of contiguous images are generated which
cover the whole circumference. The injection of a solvent darkened the surface of the
tubes in the vicinity of through-wall cracks. The crack length per unit area is a measure
for the stresses in the tube wall during quenching. The crack patterns may be extracted
from these surface images either by hand tracing or by automatic tracing with
programmed algorithms and an image processing system. Fig. 2 shows a
circumference image of a cracked Zircaloy tube, the patterns generated with the
,2aceton.mac” macro written for the OPTIMAS image system and a crack pattern
generated by hand tracing. In both cases the crack density was determined with a

macro calculating the total crack length.

The crack densities of several pins from a series of recent quench experiments are
listed in table 1. The oxide layer thickness was measured optically on polished cross

sections of the tube. The crack densities were calculated from hand tracing, because
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the algorithms for crack determination can not yet distinguish between thin and thick

crack patterns and dark stains not associated to cracks.

It seems that the dependence of the crack density from the initial oxide layer thickness
(fig. 3) resembles a step-like function with a critical oxide layer thickness of about 200
mm for tubes with dimension 10.75x0.75 mm. Since the oxide layer thickness until now
is measured at some isolated axial points only, this is a rather preliminary result and
may be changed in the future when oxide layer thickness maps may be generated with

the new eddy current device.

Tab. 1: Axial distribution of crack density in pre-oxidized Zircaloy cladding
during rapid cool-down by steam
Preoxid. Quench Condition Digital Image Analysis
Probe Zr0, Veteam | DY Temp | Coord.,mm Crack density, mm"
um g/s °C {(from bottom) Distribution Mean
200272a 230-260 0.08 1400 70-112 0.85;0.99;0.67;0.48;0.57;0.31 0.65
090472a 225-240 0.08 1200 20-118 0.52;0.66;0.42;0.42;0.42;0.42;0.30 0.46
100471a 220 1.5 1200 27-101 0.77;0.57;0.45;0.40;0.33 0.50
E)
8
®
o
N’
a
g
o
2
eh
l Len :
gth of cracks: 232 mm
87 mm 101.4 mm Crack density: 0.46 mm/mm* |

Fig. 2: Pin 303 (cool-down by steam at 1200°C, 200 um oxide thickness)
left: circumference scan, center: automatic tracing, right: hand tracing.
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Fig. 3: Crack formation in preoxidized Zircaloy cladding during rapid
cooldown from 1200°C by steam

Hvdrogen absorption of Zircaloy at high temperatures

Besides the oxidation of Zircaloy by steam the interaction of hydrogen produced during
this reaction with the remaining Zircaloy metal is of interest.

It is well known that zirconium and Zircaloy, respectively, can dissolve large amounts of
hydrogen. This reaction may have important consequences on the course of events
during and after quenching of an overheated core. So, Zircaloy may act as a sink or
source of hydrogen, depending on the prevailing conditions. In this way, the hydrogen

solubility of the cladding material can alter the hydrogen source term.

A literature study was performed at FZK to define the state of the art concerning the
hydrogen solubility at high temperatures. The main statements found in literature are:

e Zircaloy has a high capacity for the absorption of hydrogen, even at the high temperatures considered
for the quench process. The solubility of hydrogen in Zircaloy is well described by Sievert's law up to
high hydrogen concentrations.

¢ The diffusivity of hydrogen in Zircaloy is very high at the high temperatures considered. Thus, large
amounts of hydrogen can be taken up or released, respectively, within short times.

¢ The hydrogen uptake of Zircaloy is an exothermic reaction. Therefore, the chemical heating due to the
steam oxidation can be significantly increased by the absorption of the produced hydrogen.

¢ The diffusivity as well as the solubility of hydrogen in ZrO, is by some orders of magnitude lower
compared to the metal. Therefore, the hydrogen uptake or release, respectively, can significantly
impeded by the existence of an intact oxide scale.
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e Alloying element influence the hydrogen solubility of zirconium only slightly. For that reason, the
behavior of Zircaloy is comparable to that of pure zirconium.

Additionally, it was shown that there is a lack of data for temperatures above 1000 °C.
Therefore, measurements of the uptake and release of hydrogen by Zircaloy have been
performed at high temperatures. A first test series concerning the hydrogen solubility of

pure Zircaloy-4 at temperatures between 950 °C and 1450 °C has been completed.

The tests are performed in a thermobalance (NETZSCH STA-409) coupled with a mass
spectrometer (Balzers Prisma). This arrangement (Fig. 4) permits the continuous and
simultaneous recording of mass changes, energetic effects (by using a DTA measuring
head), and the composition of the off-gas. The furnace of the thermobalance is
designed for maximum temperatures of 1600 °C, the accuracy of the micro-balance is
better than 0.2 mg, and the mass spectrometer used measures hydrogen
concentrations down to about 100 ppm. A sophisticated gas supply system reproducibly
provides any needed argon/hydrogen mixture between 0(5) % and 100 % H,. Two
types of measuring heads for the thermobalance are available: One with type-S
thermocouples (Pt10%Rh-Pt) for tests under inert or oxidising atmosphere and one with
type-D thermocouples (W3%Re-W25%Re) used in tests under hydrogen containing
atmosphere. Specimens investigated in the most tests are customary Zircaloy-4
cladding tube segments, for some tests specimens are fabricated from Zry-4 rods as
disks or cylinders.

In a first test series the hydrogen solubility of Zircaloy-4 in dependence on temperature
(950-1450 °C) and hydrogen partial pressure (0-1 bar) is investigated (Fig. 5). The
specimens are heated up to about 1450 °C under argon, then the gas composition is
switched to 0.1, 0.5, and 1.0 bar hydrogen pressure, respectively.

Due to the hydrogen absorption of the specimens their mass increases up to the
equilibrium hydrogen concentration given by SIEVERT’s law is achieved. After that, the
temperature is decreased up to 950 °C in 100 K steps, during each step the specimen
was equilibrated. Finally, the specimens are cooled down under argon gas. As it is
expected from SIEVERT’s law the hydrogen solubility of the Zircaloy-4 specimen

increases with increasing hydrogen pressure and decreasing temperature.
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Fig. 4: Test set-up for the investigation of the hydrogen solubility of
Zircaloy-4 at high temperatures (STA = Simultaneous Thermal
Analysis)

Figure 5 shows also that the hydrogen uptake proceeds very fast, the mass increase

follows the changes in temperature almost instantaneously.
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Fig. 5: Hydrogen uptake of Zircaloy-4 vs. temperature and H partial
pressure

The agreement between our data for the SIEVERT constant and literature values is
very good (Fig. 6).

Further tests demonstrated that the uptake and release of hydrogen by Zircaloy is a
fully reversible process and that the hydrogen absorption is connected with a

considerable heat release.
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Fig. 6: Sievert's law constant for hydrogen in zirconium alloys (pB-phase)

An intact oxide scale significantly impedes the hydrogen uptake of the metal phase, as
can be seen in Fig. 7. Two tests are performed in the QUENCH rig under comparable
conditions (Py2 = 0.5 bar, T = 1000-1400 °C). Whereas the specimen without an oxide
scale takes up and releases hydrogen during changes in temperature as expected, the
pre-oxidised specimen shows almost no reaction on the changes in temperature.
However, after dissolution of the oxide layer the hydrogen solubility of the formed a-

phase is in the same order as of pure Zry-4.
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The dependence of the hydrogen solubility on the oxygen content in the B- as weli as in
the a-phase will be the subject of the next tests planned to be performed in the

thermobalance.

UO, and ZrO- dissolution by molten Zircaloy

Dissolution of UO; and ZrO, by molten Zircaloy is an important chemical process
influencing core degradation and melt progression as well as the fission product source
term. Since the available experimental data base, obtained by different investigations,
results in controversial conclusions concerning the modeling of the phenomena a series
of new dissolution experiments is being performed. First experimental results are

available which have to be evaluated.

With respect to UO, dissolution there exist no principal disagreements on the basic
reaction mechanism. During the first stage of UO, dissolution, the so-called saturation
stage, the molten Zircaloy dissolves the crucible wall and reaches quickly saturation
composition (liquidus line of the two-phase field (Zr, U, O) melt and (U, ZrO;
precipitates). During the second stage, the precipitation period, the oxygen diffusion
from the UO; crucible to the Zircaloy melt is the rate determining diffusion process
which governs the kinetics of (U, Zr)O, ceramic phase precipitation in the oxygen-
containing metallic (Zr,U,0) melt and possible crucible wall dissolution. The main
disagreement concerns the continuation of the UO, crucible wall dissolution during the

precipitation period. Therefore, experimental clarification is needed.

The ZrO, dissolution kinetics is important with respect to the definition of a ZrO, oxide
layer failure criteria. During a high-temperature transient in a severe reactor accident
the outer surfaces of Zircaloy cladding will be oxidized, forming a layer of ZrO,. After
reaching the melting points of the underlying cladding and the oxygen-stabilized o-Zr(O)
the molten alloy, held in contact with the fuel by the outer layer of ZrO,, will begin to
dissolve both UQ; fuel and ZrO, simultaneously until failure of the oxide layer occurs. At
this time, the molten (U, Zr, O) material will relocate by “candling” down the fuel rods or
by slumping. These relocation events, which produce pools of molten material around
undissolved fuel in the lower cooler reactor regions, has been observed in both in-
reactor and out-reactor integrated experiments with LWR fuel elements. Thus, the
dissolution rate of the outer ZrO, layer on oxidized Zircaloy cladding is an important

factor in determining:
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¢ the residence time for fuel/molten cladding contact,
o the amount of molten o-Zr(O) available for fuel dissolution, and
e the molten o-Zr(O) oxygen content, which will determine the extend of fuel

dissolution.

For this reason, values for the dissolution rate and solubility of ZrO, in molten Zircaloy
as functions of temperature are required important input parameters for SFD code
systems, such as ICARE2 and SCDAP/RELAPS.

The available experimental results on ZrO, dissolution show a rapid dissolution of solid
ZrO, by molten Zircaloy similar to the UO, dissolution. After a temperature dependent
short time the oxygen diffusion from the ZrO, crucible to the molten Zircaloy a solid
ZrOs.« layer forms at the crucible/melt interface which had a strong impact on the

subsequent reactions.

Solubility limits for UO, dissolution by molten Zircaloy

To determine the solubility limits new UO, dissolution experiments are being performed
at the Whiteshell Laboratories of AECL (Canada), with AECL acting as a subcontractor
to FZK The results will subsequently be interpreted by P.Hofmann (FZK), P.J.
Hayward (AECL), M.S. Veshchunov (NSI-RAS-Moscow) and D.R. Olander (UCB).

The objective is to repeat the original UO, dissolution tests performed by P. Hofmann
and co-workers [1] but with use of alternative chemical analysis methods to remove any
uncertainty in the earlier data and to allow the different interpretations of UO;
dissolution to be reconciled. Isothermal heating tests at 2000, 2100 and 2200°C are
being used to study the dissolution of UO; crucibles in molten Zircaloy-4. The crucibles
have been supplied by FZK and are from the original batch [1], while the test and
analysis methods are broadly similar to those used in previous Canadian dissolution

tests.

Nine isothermal heating experiments at 2100°C have been performed up to now with
nominal times at temperature of 2, 5, 10, 15, 20 and 30 min. The 10, 20 and 30 min

tests were repeated to check for reproducibility of the results.
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After cooling and sectioning the test specimens, representative melt specimens were
analyzed for U, Zr, Sn, Fe and Cr by ICP spectrometry, with results for oxygen being
obtained by difference. The other half of each sectioned specimen was polished and
used for SEM examination. The individual melt phases at numerous locations within
each specimen were analyzed by EDX for U, Zr and Sn, with oxygen values being
obtained by difference. Phase-area analyses were also performed on SEM
micrographs from different regions within each specimen. Finally, the dissolved-
crucible fractions were estimated from optical micrographs of the sectioned specimens
by AECL and FZK (see below).

The detailed results have been documented in an interim report [2]. No interpretation
of the 2100°C data has been attempted, apart from noting the obvious trends, which

are as follows:

e The ICP melt analyses (U/(U + Zr) wt. % ratio) appear to reach a fairly constant value

of 55.8 + 3.8 after reaction times of > 383 s.

e The features observed by SEM were very similar to those reported from earlier tests.
Formation of a significant transition zone occurred after ~15 min reaction time. The
major melt phases were a (U,Zr)O,., ceramic phase and a o-Zr(O) alloy phase
containing traces of U and Sn. However, the shortest-duration (223 s) test specimen
also contained significant quantities of U-rich alloy inclusions in both major phases.
At longer times, these inclusions were confined to the o-Zr(O) phase and diminished

in volume,

e The EDX analyses indicate that the mean y value in the (Uy, Zr1)O2 ceramic phase
of the cooled specimens decreased progressively from ~ 0.94 + 0.02 after 223 s

reaction time to ~0.77 £ 0.12 after ~ 1816 s reaction time.

¢ The EDX and phase-area analysis results showed no statistically-significant variation
in the phase compositions or distributions at different locations within each cooled
melt, although the microstructures became progressively coarser in moving from top

to bottom. The area fraction of the (U,Zr)O.x phase appeared to increase with
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increasing reaction time up to ~ 50% after ~ 20 min at 2100°C, and remained

approximately constant thereafter.
e The measurements for the dissolved-crucible fraction as a function of reaction time
showed no clear trend. However, the lowest values occurred with the two shortest-

duration test specimens.

Image processing method to determine the extend of UO, crucible dissolution by

molten Zircaloy

Photographs, showing the molten Zircaloy attack of UO, crucibles at 2100°C after
various reaction times (fig. 8), were digitized and then analyzed with the program
Photoshop. The whole image was classified into 6 different areas (fig. 9): initial melt
volumes in the crucible bore (1), solidified melt in the attacked bottom of the crucible
(2), solidified melt in the dissolved interior wall of the crucible (3), a second phase
between the solidified melt and the crucible at the base and interior wall (4), the voided
zone of the interior wall above the melt (5) and the macroscopic unchanged material of
the crucible (6). The border of these areas were hand traced and the image coordinates
were calibrated with the known vertical dimensions of the crucible. Fig. 10 shows
classified areas for specimens with typical time duration of interaction. For all
specimens the relative area fractions were determined by means of image analysis
methods and compared with the initial cross-section area. The relative area fractions as
a function of melt attack are shown in table 2. These melt areas are not melt volumes
since the volume element increases with radius r from center to outside. Furthermore
the U/Zr melt has a different specific volume than UO, and pure Zircaloy. Therefore any
physical-chemical modeling of the melt attack needs further analytical work for

determining the volumetric constitution of the crucible.
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HF-3

Fig. 8: Cross .section of UO; crucible, Fig. 9: Typical interaction zones
as-polished in UO; crucible

N e e

Fig. 10: Image analysis of interactions between liquid Zry and solid UO,
at 2100°C after different reaction times
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Table 2: Dissolved "areas" of crucible cross-sections

Time |Meit. Area|Diss. Area| Bottom | Trans. Zone | B.+T.Z. Walls

Test 1+2+3 2+3+5 2 4 2+4 3+5
s % % % % % %

HF-6 223 32,9 8,02 4,11 4,11 3,92
HF-7 383 35,7 11,74 4,38 4,38 7,36
HF-8 623 38,2 10,36 4,02 4,02 6,40
HF-9 634 38,8 10,83 4,72 4,72 6,13
HF-1 916 40,1 12,27 517 5,17 7,46
HF-4 1217 39,4 10,84 4,69 0,35 5,04 6,16
HF-10 1236 40,5 12,44 4,81 0,57 5,38 7,90
HF-3 1801 41,2 10,72 4,20 1,78 5,98 6,64

ZrQ, dissolution by molten Zircaloy

In the past two sets of ZrO, crucible experiments were performed to determine the
dissolution rate for ZrO, in molten Zircaloy by P. Hofmann et al. in 1987 [3] and P.
Hayward et al. in 1997 [4]. The results of these experiments show a rapid dissolution of
solid ZrOy by molten Zircaloy similar to the UO. dissolution. After a temperature
dependent short time the oxygen diffusion from the ZrO, crucible to the molten Zircaloy
a solid ZrO,.4 layer forms at the crucible/melt interface which had a strong impact on the
subsequent reactions. Since the interpretation of the results is still controversial a new
set of selected experiments is being performed in the témperature range of 2100
through 2400°C. As crucible materials MgO-stabilized ZrO; has been used. The results

of the chemical analysis of the first crucible experiments are not yet available.

Analytical work on the modeling of the UO, and ZrO, dissolution by molten zircaloy

Dissolution of UO2 by molten Zircaloy (Zry) at high temperatures 21760°C (melting
point of Zry) is an important chemical process influencing core melt progression in
nuclear reactor severe accidents. Owing to this process, liquefaction and relocation of
UO, take place about 1000 degrees below the melting point of the fuel (=2850°C).
Dissolution of ZrO, by molten Zry is another important process which takes place
competitively with the UO; dissolution in the same temperature interval. Owing to this
process, thickness of the oxide scale which keeps the fuel rod cladding intact after

metal Zry melting can be significantly reduced. This leads to the cladding failure and
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downward relocation of the melt and, therefore, determines the commence of core melt

progression.

The UO, dissolution process has been intensively studied during the last few years by
different experimental groups. In order to describe theoretically the experimental
results, several models have been proposed. Despite the joint efforts of
experimentalists and theoreticians, no common point of view on the physics of this
complicated phenomenon could be developed. New investigations of the dissolution

process are therefore necessary to resolve this extremely important problem.

In the presented interim report [5] a detailed overview of the current status of the
problem, including laboratory tests and current models has been performed. The model
which was elaborated earlier by the present authors [6,7] for the description of
laboratory test results on UO, dissolution by molten Zircaloy, was further developed. On
this basis, recommendations to the future tests boundary conditions were proposed and

necessary additional measurements were specified.

The present model was also extended for the description of ZrO, dissolution by molten
Zircaloy. On this basis available experimental data of earlier FZK tests [8] were
analyzed and reinterpreted. As a result, some discrepancies between optical
observations (revealing the oxide layer growth at a late stage of the process) and melt
chemical composition measurements (revealing continuous dissolution of the oxide
layer in this stage) were resolved. Recommendations for future test conduction in order
to extract form the obtained data important model parameters (such as solid state

diffusion and liquid phase mass transfer coefficients) were elaborated.
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Interpretation der mechanischen Auswirkungen bei Einzelstab-Abschreck-

versuchen
(H. Steiner, IMF 1)

The most important mechanical effect in the single rod guench tests is the occurence
of through-wall cracks observed mainly for thick oxide scales in water quenched and steam
cooled tests. A few examples of through-wall cracks were also detected with 100 pm oxide
scales. The calculations with WSPAN suggest that the stress pulse occuring during the
phase change in the oxide is the cause for the through-wall cracks. There is also direct ex-
perimental evidence which is supporting this interpretation (some oxidation of the Zry, dis-
turbance of inductive heating of the clad by the cracks).

But the precise mechanism by which the through-wall cracks form is still a question of
research. One feasible mechanism is the propagation of surface flaws or cracks in the ox-
ide scale which reach into the tensile stress region. In this way one should obtain also nor-
mal cracks in the oxide going only to the interface if the energy release rate is sufficiently
high for cracking in the oxide scale but not high enough to lead to substrate damage. In
steam cooled tests only through-wall cracks are observed and no other mechanical effects.
This is a strong indication to discard this mechanism. Also, for such a mechanism to work,
cracks or flaws of sufficient depth in the oxide scale must exist. It is evident from
metallographic examinations of test samples that the oxide scales were in a very good me-
chanical condition, with flaw sizes much lower than 10 um. This is due to the high oxida-
tion temperature of 1400 °C. At such a temperature creep rates in the oxide are presum-
ably sufficient for effective relaxation of oxidation stresses.

Under the high strain rates during phase change in the oxide, a-Zr{O) behaves in a
brittle elastic manner. This would lead to high tensile stresses in the a-Zry and the
through-wall cracks could then initiate from flaws pre-existing in the a-phase. Indeed, the
metallographic examinations revealed that the occurence of through-wall cracks is linked to
cracking in the a-Zry, also the through-wall cracks observed in PTE are all opening to-
wards the inside of the cladding. ZrOs and a-Zr(O) are known to be rather brittle at low
temperatures. At higher temperatures and under low strain rates both phases are expected
to have some ductility. But the regime of high strain rates which should be relevant at the
phase transition has never been investigated.

Calculations with WSPAN under the assumption of a purely elastic a-Zr(O) yielded
the stress values given in Table Il. Normally, the flaw size should scale with the grain size.
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Table ll:  Stresses in the cladding for purely elastic behaviour of o-Zr(O),

T = 1150 °C
oxide scale Og [MPa] 0gg [MPa] Og [mPa]
thickness [pum} B-Zry a-Zry 210y
300 - 1600 - 2150
200 2 (1850)* (- 1950)*
150 400 1200 - 2500
200 300 900 -2850
(2)* (1400)* (- 2400)*

*plastic flow in B-Zry

But for the basaltic grains in the a-phase grain size is very large and cannot give us a clue
on the flaw size. Also, it is difficult to obtain values from the metallographic examinations,
as the a-phase has suffered severe degradation from the quench tests. If 10 um is a real-
istic value for the flaw size, then critical stresses are at about 1400 MPa. The stresses in
the a-phase calculated with WSPAN under the premises of a purely elastic behaviour are
above this value. Thus, cracking in the a-phase is to be expected.

The cracks, which have been initiated in the a-Zry, could propagate right through the
oxide scale, if part of the oxide is still above phase change and therefore in a tensile stress
state. Otherwise, the cracks stop in the oxide scale or even at the interface. The cracking
of the oxide scale could then be completed at lower temperatures when high tensile stress-
es arise in the scale by the radial temperature gradient. These different mechanisms might
explain the different oxidation state of the through-wall crack faces. Many examples for
crack arrest in the oxide phase and even in the B-phase have been found in PTE.

With thick oxide scales, the inner part of the cladding consists only of a-Zry and then
there is a high probability for the formation of through-wall cracks. With oxide scales of 100
um there is still a layer of B-Zry in the cladding. The ductile nature of this layer should then
prevent the formation of through-wall cracks. But with a high oxygen content the B-phase is
also rather brittle. This would explain why also some through-wall cracks have been ob-
served in test samples with 100 um oxide scale thickness. Furthermore, some examples
for cracks initiated in the a-phase propagated into the B-phase and arrested there, have
been found in PTE. '

According to the findings of PTE, cracks appear in the a-phase at layer thickness val-
ues of about 20 - 25 um. Under the assumption of elastic behaviour of the oxygen-stabi-
lized a-Zry at phase change the code WSPAN calculates tensile stresses of about 2000
MPa in this phase, rather independent of the layer thickness. For a layer thickness of
about 20 um the critical stress for tunneling cracks is at about 2100 MPa, a value compa-
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rable with the calculated elastic stress level. For layers of about 10 um the critical stress
(=3000 MPa) is far above the elastic stresses. Thus, no cracking is to be expected in this
case. This interpretation is in accord with the findings of PTE.

The number of cracks increases with decreasing Tg temperature. With very low Tg
temperature (Tg < 1000 °C) the fuel rods are severely damaged and they could not be
withdrawn from the test section in an intact form. Well, the stress pulse in the oxide scale
occuring upon phase change should be rather independent of the Tg temperature. But the
amount of subcooling could depend on this parameter. This would then change the propa-
gation velocity of the phase change and consequently the strain rates in the a-Zry. Thus,
with higher T temperature the a-Zry could still have some ductility.

There was no spalling observed in steam cooled tests and only a rather small amount
in water quenched tests with oxide scales of 100 um. For thick oxide scales of 300 um the
radial stress profile in the oxide is unfavourable for spalling in water quenched tests. In or-
der to have spalling, first normal cracks going to the interface must be formed. With a high-
ly compressive stress state in the inner part of the oxide scale, the normal cracks cannot
reach the interface.

In thin oxide scales, at temperatures below about 1000 °C the stress level increases
with ~1/h, whereas the critical stress should increase with ~1/v/h. Thus, there could be a
critical scale thickness below which we would obtain extensive cracking and eventually
spalling of the oxide scale. With the high oxidation temperature, the flaw size in the oxide
seems to be very low. This means high critical stress values. This could explain why even
in very thin oxide scales no cracking originating from surface flaws has been observed.

The spalling observed in water quenched tests with 100 pm oxide scales is most
probably due to local effects, like cold spots on the cladding. in steam cooled tests local
effects should be unimportant. That spalling was so unimportant in the single rod quench
tests might be due to the high oxidation temperature. It would be very interesting to study
the effect of lower oxidation temperatures on the mechanical behaviour of the oxide scale.

In this work interest focused on cracking mechanisms under tensile stresses. But at
phase change the outer part of the oxide scale is in a high compressive stress state. Thus,
azimuthal crack propagation is in principle possible via a buckling mechanism. The critical
buckling stress for a clamped flat circular plate is given by :

E t \2
0¢ = 14,680 ———— e | —
12 (1-v2) a
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) thickness of the buckling layer

a crack radius

With stress levels of about 2000 MPa in the outer oxide scale, the thickness of the buck-
ling layer is bounded by:

t £ 015 « a

There are some indications from PTE that buckling of thin surface layers of the oxide scale
has indeed occured.
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32.21.09 Entwicklung von Methoden zur Abschétzung und Minimierung der

radiologischen Folgen von Reaktorunfillen

Probabilistische Abschétzung von Unfalifolgen und rechnergestiitzte

Entscheidungshilfeinstrumentarien fir den Katastrophenschutz
(J. Ehrhardt, D. Faude, F. Fischer, I. Hasemann, A. Lorenz, J. Pasler-Sauer,

T. Schichtel, O. Schiile, C. Steinhauer, INR; G. Benz, Ch. Haller, M. Rafat,
T. Sauder, D.T.I. GmbH)

Abstract

Probabilistic Accident Consequence Assessments

After the release of the mainframe version 95/1 and the PC-Version 2.0 of the program
package COSYMA, both software products were distributed to 20 and 100 users, re-
spectively, together with the updated documentation. Work has been started to imple-
ment the mainframe COSYMA on UNIX workstations as a consequence of the shut-
down of the FZK mainframe computer IBM 3090. The conditions, time schedules and
responsibilities for performing sensitively and uncertainty analyses with COSYMA have
been negotiated and fixed with the partner institutes University of Delft, NL and NRPB,
UK.

Decision Support Systems for Off-Site Emergency Management

With support of the BMU and the European Commission, RODOS, the real-time on-line
decision support system for nuclear emergency management, has been further devel-
oped with the improved pre-operational version PV 3.0 being ready by mid 1997. With
the start of the 4th Framework Programme of the European Commission at the beginning
of 1996, some 20 institutes on the EU and about the same number of institutes in Central
and Eastern Europe including the former Soviet Union cooperate in the RODOS project
until mid 1999. Two training courses with the contract partners were organised at FZK in
February and November 1996 to familiarise the future users with system functions,
models and data processing, aiming at enhancing and customising the RODOS system

in the partner countries for operational use.
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1. Probabilistische Abschatzungen von Unfalifolgen

Nach Fertigstellung der Grofirechnerversion 95/1 und der PC-Version 2.0 des in Zu-
sammenarbeit mit dem National Radiological Protection Board (NRPB), UK, entwik-
kelten Programmsystems COSYMA wurden beide Softwarepakete zusammen mit
der aktualisierten Dokumentation an 20 bzw. 100 Benutzer innerhalb und auBerhalb
der EU verteilt.

Wegen der Abschaltung des FZK-GroRrechners IBM 3090 (Betriebssystem MVS) Mitte
1997 mull das Programmsystem COSYMA einschlieRBlich seiner Auswerteprogramme
und Graphiksoftware zum Betrieb auf UNIX Workstations angepaft werden. Die Arbeiten

hierzu wurden bereits begonnen.

Im Rahmen des Vertrags FI4P-CT95-0006 mit der Europaischen Kommission (EK)
werden in Abstimmung mit der Universitat Delft, NL, und dem NRPB in den Jahren
1997 und 1998 Unsicherheits- und Sensitivitdtsanalysen mit dem Programmsystem
COSYMA durchgefiihrt. Die Randbedingungen, die Zeitlaufplane und die Verant-
wortlichkeiten fiir die Rechenlaufe mit COSYMA und deren Auswertungen wurden

festgelegt und dokumentiert.

2. Rechnergestiitzte Entscheidungshilfeinstrumentarien fiir den
Katastrophenschutz

2.1 Durchgefiihrte Arbeiten

Mit Unterstiitzung des BMU (Vorhaben St. Sch. 1054/1) und der EK (Vertrage Fl14P-
CT95-0007 und FI4C-CT96-0006) wird das Entscheidungshilfesystem RODOS fir
den anlagenexternen Notfallschutz nach kerntechnischen Unfallen bis zur Einsatzrei-
fe entwickelt. Im RODOS Projekt sind im 4. Rahmenprogramm der EK seit Anfang
1996 etwa 40 Vertragspartner in der EU, den mittel- und osteuropaischen Staaten
und den GUS Republiken mit FZK/INR als Koordinator involviert. Die Vertragsver-
handlungen Uber einen weiteren INCO-COPERNICUS Vertrag mit der Zielsetzung
der Implementierung des RODOS Systems in das nationale Katastrophenschutzma-
nagement osteuropaischer Lander beginnend Anfang 1997 wurden erfolgreich ab-
geschlossen. In diesem Zusammenhang missen auch zwei weitere Projekte der EK
im Rahmen von TACIS/PHARE/ECHO Programmen gesehen werden, die die be-

schleunigte Implementierung von RODOS in Notfallschutzzentren der Ukraine und
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Ungarn, sowie die Errichtung eines Informationsnetzes zwischen ost- und westeuro-
paischen Staaten fur den schnellen Austausch von radiologischen Informationen zur
Zielsetzung haben. Die finanzielle Férderung aus allen Vertragen erstreckt sich bis
Mitte 1999.

Die technischen, administrativen und finanziellen Aspekte der zukiinftigen Nutzung
von RODOS in Katastrophenschutzzentralen wurden in verschiedenen Gremien des
Bundes und der Lander diskutiert. Insbesondere wurde von Fachausschissen des
Landerausschusses fir Atomkernenergie der Beschlul gefalt, den BMU aufzufor-
dern, ein Gesamtkonzept fur die Errichtung und den dauerhaften Betrieb des
RODOS Systems an zentraler Stelle einschlieRlich der Kostenfrage zu erarbeiten

und mit den zusténdigen Landesbehodrden abzustimmen.

Mit Ende des Jahres 1996 sind die Arbeiten zur Fertigstellung der ersten operationel-
len RODOS Version PV3.0 weitgehend abgeschlossen. Zu den wesentlichen Arbei-
ten am Betriebsabwicklungssystem gehorten Entwurf, Implementierung und Test der
Real-time Datenbank und Bereitstellung der zugehorigen Softwarewerkzeuge zur
beidseitigen Adaptierung von SQL-C Programmen in ALLBASE-SQL Syntax an die
INGRES-SQL Syntax. Die Anzeige und graphische Darstellung von Real-time Daten
wurde entwickelt. Weiterhin wurde eine anpassungsfahige Benutzerschnittstelle zur
Eingabe und Modifizierung der Initialisierungsdaten der externen Programme bereit-
gestellt. Die Client- und Server-Software zum Transfer von on-line Daten auf verteilte
Rechner wurde entwickelt und mit den FZK-MeRmast-Daten getestet. Dariiber hin-
aus wurde die Funktionalitdten des Betriebsabwicklungssystems im Hinblick auf neu
hinzukommende Anforderungen modifiziert und verbessert. Eine erste Version des

Systemhandbuchs liegt vor.

Als Erweiterung der in RODOS integrierten Graphiksoftware wurde in 1996 das
"Desktop-GIS" ArcView beschafft. Die in ArcView integrierte Scriptsprache Avenue
erlaubt seine Anpassung an RODOS. Gleichzeitig wurden die Schnittstellen von
RoGlIS, dem internen geographischen Informationssystem von RODOS, derart er-
weitert, dal3 ein Datenaustausch zwischen RoGIS und ArcView mdoglich ist. Flachen-
deckende geographische Daten von Deutschland im MaRstab 1:25000 wurden in
Arcinfo- (und damit ArcView-) kompatiblen Formaten beschafft. Sie umfassen u.a.

das StraRennetz, Flachennutzungsdaten, administrativ-politische Grenzen und
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Punktinformationen zu Sondereinrichtungen. Sie werden erganzt durch digitale Ho-

hendaten mit 1km Gitterauflésung.

Inhaltlich wurde eine neue Version des atmosphérischen Ausbreitungsmodells
ATSTEP erstellt und in RODOS integriert; mit dieser Version kann der Transport in
raumlich und zeitlich variablen Windfeldern berechnet werden. Weiterhin wurde die
Modellierung der trockenen Ablagerung auf verschiedene Bodennutzungs- und Be-
wuchsarten erweitert, um eine bessere Ankopplung an das Nahrungskettenmodell in
ECOAMOR, dem radiodkologischen Programmodul, zu erzielen. Mit den Arbeiten
zur Implementierung des dosisratenabhangigen Modells zur Berechnung determini-
stischer Gesundheitsschdden wurde begonnen. Test- und Vergleichsrechnungen mit
dem in der Phase der Integration befindlichen deutsch-franzésischen Ausbreitungs-
modells (RIMPUFF) wurden durchgefiihrt. Das deutsche und das englischsprachige
Benutzerhandbuch wurden angepafit und die Modell-, Funktions- und Schnittstellen-
beschreibungen der Module ATSTEP und EMERSIM weitgehend fertiggestelit.

Das Evakuierungssimulationsmodell EVSIM wurde beziiglich seiner Benutzerober-
flache verbessert. Insbesondere wurde die Steuerung des Simulationsablaufs fur
den Benutzer transparenter gestaltet. Das gesamte Programm wurde weiter modu-
larisiert und mit Standardprifsoftware getestet. Es wurde mit der Entwicklung von
Programmen begonnen, die es erméglichen, Verkehrsnetzdaten nicht wie bisher aus
einer von Hand editierten Datei, sondern aus geographischen Datenbanken einzule-
sen. Die Dokumentation wurde durch ein Modellbeschreibung in deutscher Sprache

erganzt.

Die Modellkette, die den Run-off von Radionukliden im Einzugsgebiet groRRer Fliisse,
den Transport in den FluBsystemen und das Verhalten in Seen beschreibt, ist in ei-
ner ersten Version fertiggestellt, an RODOS angekoppelt aber noch nicht vollstandig
integriert. Zusammen mit den Vertragspartnern KEMA(NL), SPA TYPHOON
(RuBland) und IMMS CC (Ukraine) wurden Einzelmodelle der Modellkette am Rhein-
hochwasser 1893, am FluB llja und auch im Rahmen von BIOMOVS || getestet.

Im Februar und November 1996 wurden zwei RODOS Benutzerireffen mit den Ver-
tragspartnern aus Ost- und Westeuropa organisiert. Zielsetzung war die Schulung in
der Benutzung des RODOS Systems und seiner Software-Werkzeuge zur Integrati-

on externer Programme. Die jeweils aktuelle RODOS Version (derzeit PRTY 2.1)
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wurde an die Vertragspartner weitergegeben. Im April 1996 fand in der FTU der er-
ste "Computer-Based Training Course on Off-Site Emergency Response to Nuclear
Accidents" statt, bei dem das RODOS System als Trainingsinstrument eingesetzt
wurde. Weitere Kurse befinden sich in Vorbereitung. Zwei weitere der in 1994 be-
gonnenen Expertenbefragungen unter Benutzung von RODOS fanden mit engli-
schen und franzosischen Katastrophenschutzbehérden statt und wurden vom FZK
RODOS Team unterstitzt.

2.2 Geplante Weiterarbeit

Far 1997 ist vorgesehen, die Pilotversion RODOS-PV3.0 bis zum operationellen Ein-
satz fertigzustellen. Die Diskussion mit zukiinftigen Benutzern sowohl wahrend der
geplanten Trainingskurse als auch im direkten Dialog bei Einzelzugriff auf das
RODOS-System wird wesentlich zur Verbesserung der Benutzeroberflache beitra-
gen. Nachdem auch in 1996 die On-Line Ankopplung der Prototypversion an meteo-
rologische und radiologische Datennetze aufgrund von datentechnischen Schwierig-
keiten auf seiten der KFUs nicht erfolgte, wird dies ein Schwergewicht der Arbeiten
in 1997 bilden.
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32.21.10 Beteiligung am PHEBUS-Projekt

Theoretische Interpretation der experimentellen Ergebnisse
(W. Hering, W. Sengpiel, S.0. Smith, IRS)

Abstract:
The participation of IRS in the PHEBUS project covers

— supporting pre-calculations for the preparation of the experiments in order to define the
experimental boundary conditions,
— analyses of the experiments and interpretation of the experimental results.

The analyses of the mechanical and physico-chemical processes of the damage propagation in
the fuel rod bundle under the conditions of a severe core malt accident are of special interest.
Up to now, a number of post-test analyses have been done for the experiments FPTO and
FPT1, and the development of models has been initiated which are important to take into
account special features of the PHEBUS test facility, e.g. the heat transport through the shroud
of the PHEBUS test bundle. Furthermore, the investigation of the influence of the burnup-
dependent physico-chemical processes onto the bundle degradation has been initiated. The
code systems SCDAP/RELAPS and ICARE?2 are the basic tools for the analyses.

Because of the proximity in substance to the PSF project 32.01.08 (Untersuchung der
Kernzerstrung/contribution of IRS) the PHEBUS activities are reported there in the context
of code validation effort.

Kurzfassung:
Die Beteiligung des IRS am PHEBUS-Projekt erstreckt sich auf

— unterstlitzende Vorausrechnungen im Zuge der Vorbereitungen der Experimente zur
Festlegung der Versuchsbedingungen,
— Analysen der Versuche und die damit einhergehende Ergebnisinterpretation.

Von Interesse ist insbesondere die Analyse der mechanischen und physico-chemischen
Prozesse bei der Schadenspropagation im Brennstabbiindel unter den Bedingungen eines
Kernschmelzunfalles. Der Schwerpunkt der Arbeiten lag bisher auf Nachrechnungen der
Versuche FPTO und FPT1 und auf der Verbesserung von Rechenmodellen zur
Beriicksichtigung PHEBUS-spezifischer Anlageneigenschaften. Das betrifft die Modellierung
des Wirmetransports durch den das PHEBUS-Biindel einhiillenden Shroud. Ein weiteres
wichtiges Gebiet betrifft die Untersuchung der Einfliisse des Brennstoffabbrandes auf das
Brennstabverhalten und auf die Prozesse der Materialverlagerungen. Zum Einsatz kommen
die Rechenprogramme SCDAP/RELAPS und ICARE2.

Da eine sehr enge thematische Anbindung an das Vorhaben 32.21.08 (Untersuchung der
Kernzerstorung/IRS-Arbeiten) besteht, wird dort iiber die Arbeiten zu PHEBUS unter dem
Aspekt der Codevalidierung berichtet.
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32,22 INNOVATIVE SYSTEME

32.22.02 Passive Nachwiarmeabfuhr

l. Entwicklung von Thermofluiddynamikprogrammen und ingenieurtechnische

Anwendungen
(G. Grotzbach, M. Worner, T. Ammann, A. Blahak, L. Carteciano, B. Dorr,

Y. Kimhi, W. Olbrich, W. Sabisch, Q. Ye, IRS; M. Alef, St. Genz, A. Hennemuth,
G. Janfien, M. Linder, D. Seldner, HIK)

Abstract

The turbulence model developed for the analysis of heat transport processes by means of
natural convection was integrated into the FLUTAN code. The results of first applications
of the programme on the model experiment SUCO-2D were in good agreement with the
experiment, but only in those cases where the thermal conductivity of the surrounding

structures was considered.

Zusammenfassung

Das fur die Analyse von Warmetransportvorgangen durch Naturkonvektion entwickelte
Turbulenzmodell wurde in der Arbeitsversion des Thermofluiddynamikrogrammes
FLUTAN verfugbar gemacht. Es beschreibt den Impulsaustausch mit geeigneten Varian-
ten des k-e-Modells und den Warmeaustausch durch ein Modell zweiter Ordnung und
wurde fur Zwangs- und Mischkonvektion verifiziert. Zur Vorbereitung effizienter numeri-
scher Analysen von Varianten eines Sumpfkiihlkonzeptes wurde eine Methode zur lokalen
Verfeinerung von strukturierten Gittern entwickelt und ihre Einsatzfahigkeit nachgewiesen.
Erste Anwendungen des Programms auf das zweidimensionale Modellexperiment SUCO-
2D zur Analyse der Sumpfkiihlung erbrachten mit dem Experiment vergleichbare Ergeb-
nisse nur, wenn die Warmeleitung in den umgebenden Strukturen mitbericksichtigt wur-
de. Damit sind einige der wesentlichen Vorarbeiten fiir die anstehende Analyse des drei-
dimensionalen Experimentes und der Strémung im Sumpf des Reaktorgebaudes abge-

schlossen.
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Die begleitenden Arbeiten zur Verbesserung der Turbulenzmodelle flr stabil und instabil
geschichtete Naturkonvektion wurden weitergefiihrt. Insbesondere wurden Modellansatze
aus dem neuen Turbulenzmodell von FLUTAN durch Vergleich mit Simulationsergebnis-
sen des Rechenprogramms TURBIT genauer untersucht. Fir Rayleigh-Bénard-
Konvektion konnten die Ansétze in der Dissipationsgleichung von Temperaturschwankun-
gen bestatigt werden. Neue direkte numerische Simulationen von Turbulenz in Kern-
schmelze bei relativ hohen Rayleigh-Zahlen bestatigen die schon friiher bei kieinen Ray-
leigh-Zahlen gezogene Schluf¥folgerung, daR diese Konvektionsart nicht mit ausreichen-
der Genauigkeit mit gangigen Turbulenzmodellen beschrieben werden kann, sondern nur
mit Modellen zweiter Ordnung. Die Simulationen stellen die einzigen zuverlassigen Daten
bereit, mit denen Turbulenzmodelle fir diesen Strémungstyp entwickelt und kalibriert wer-

den kdnnen.

Aufbauend auf den in TURBIT verwendeten Methoden und den Kenntnissen aus dem Ex-
periment TWOFLEX wurde ein Konzept fir eine detaillierte, lokale und zeitabhangige Mo-
dellierung turbulenter Zweiphasenstréomung erarbeitet. Es ist geplant, unter Verwendung
von einer weiterentwickelten Version von TURBIT die Turbulenz um wenige Blasen ge-
nauer zu studieren und aus diesen Simulationen, wie auch aus den im TWOFLEX-Umfeld
bereitzustellenden Erkenntnissen zur Blasenstrémung Feinstrukturmodelle zu entwickeln.
Diese sollen schlieBlich in einem gerade ausgewahiten Code zur Beschreibung der Kon-
vektion in komplexen Geometrien fiir Grobstruktursimualtionen von Zweiphasenstromun-

gen zur Anwendung kommen.

Rechenprogramm FLUTAN fiir thermo- und fluiddynamische Anwendungen

Das Rechenprogramm FLUTAN wird bei FZK fiir die Analyse der Nachwarmeabfuhr in
neu konzipierten Reaktorsystemen weiterentwickelt [1] und eingesetzt. Entsprechend be-
ziehen sich die Arbeiten zu diesem Arbeitsschwerpunkt hauptséchiich auf die Entwicklung
von physikalischen Modellen, die fiir Anwendungen auf Naturkonvektion geeignet sind,
wie z. B. auf das Turbulenzmodeli fiir Auftriebsstromungen TMBF [2,3], auf die Verbesse-

rung der Effizienz der verwendeten numerischen Methoden und auf die Bereitstellung von
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Methoden flir den Einsatz bei Zweiphasenstrémungen, wie sie z. B. bei der Analyse der

Sumpfkihlung fur neue Druckwasserreaktorkonzepte erforderlich sind.

Die in den Vorjahren begonnenen Weiterentwicklungen von FLUTAN haben folgenden
Stand erreicht: Die zwei neu implementierten k-e-o; Turbulenzmodelle fiir kleine Reynolds-
Zahlen wurden unter Verwendung von Ergebnissen aus direkten numerischen Simulatio-
nen Uberprift [4]. Das k-e-o; Modell hach Nagano ist besonders fir Wandstrémungen ge-
eignet, weil es die vom Wandabstand abhangigen Korrekturfunktionen enthalt. Das zweite
implementierte k-e-o; Modell nach Launder sollte eine gréRere Allgemeingiiltigkeit besit-
zen, da auch eine Relaminarisierung in der wandfernen Kernstrémung berlicksichtigt wer-
den kann. Als Testbeispiel diente die turbulente Zwangskonvektion zwischen parallelen
Platten mit und ohne Warmelibergang an den Wanden. Die Nachrechnung der Simulati-
onsdaten zeigt, die Modelle sind richtig implementiert und liefern zufriedenstellende Er-
gebnisse. Abweichungen zwischen den Ergebnissen der Modelle ergeben sich beim be-
rechneten turbulenten Warmetransport. Diese Abweichungen sind mit den unterschiedli-

chen Modellierungsansatzen erklarbar.

Das im Vorjahr theoretisch entwickelte und analysierte Verfahren zur lokalen Verfeinerung
eines strukturierten Gitters wurde in FLUTAN in den Impuls-, der Druck-, der Enthalpie-
und den Transportgleichungen des k-¢ Turbulenzmodells implementiert [5]. Es wurde an
verschiedenen zweidimensionalen Experimenten erfolgreich verifiziert. An der Anbindung
und Optimierung der im HIK und an der University of Virginia entwickeiten iterativen Pois-
son-Gleichungsloser wird noch gearbeitet. Mit diesen Losern werden spater die Verifikati-
on des Verfahrens an dreidimensionalen Strémungsaufgaben und Untersuchungen zur
Effizienz des Verfahrens ebenso mdoglich sein wie technische Anwendungen. Eine Effi-
zienzsteigerung fur die teilweise sehr rechenintensiven Simulationen wird zudem uber ei-
ne Entkopplung der Zeitintegration der verschiedenen Transportgleichungen angestrebt.
Die theoretischen Untersuchungen hierzu wurden abgeschlossen [6] und die Umsetzung
der Entkopplung der Zeitintegration in den Transportgleichungen von Impuis und Enthal-
pie realisiert. Das Potential einer weiteren Beschleunigung des Rechenprogramms wurde
durch Entwicklung und Tests von verschiedenen Konzepten zur Parallelisierung des Re-

chenprogrammes im Zusammenarbeit mit dem HIK untersucht.
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Bisheriger Schwerpunkt der Tatigkeiten des FLUTAN-Entwicklungsteams im IRS war die
Weiterentwicklung und Verwaltung des Rechenprogramms [7] und die Hilfestellung fiir die
Anwender im IATF, die unter 32.21.05 Untersuchungen fur das PASCO-Experiment mit
FLUTAN durchfiihren [8], und fur die externen Anwender. Nachdem die Weiterentwicklun-
gen von FLUTAN weit fortgeschritten sind, ist es im IRS jetzt méglich, Anwendungsrech-
nungen zur Untersuchung der Sicherheitseigenschaften von neuen Reaktorkonzepten
durchzufthren. In einem ersten Schritt konzentrieren sich die Arbeiten zur Zeit auf die
Nachrechnung und Interpretation der zweidimensionalen Modellversuche SUCOS-2D aus
dem IATF zum einphasigen Langzeitverhalten eines optionalen Sumpfkiihlkonzepts flr
den Europaischen Druckwasserreakior EPR. Anschliefiend soll das dreidimensionale Ex-
periment mit Hilfe des neu implementierten Verfahrens zur lokalen Verfeinerung unter-

sucht und die Interpretation der Bedingungen im Reaktor vorgenommen werden.

Lj =konst

Abb. 1: Mit FLUTAN berechnetes momentanes Isothermenfeld und Stromungswege in
SUCOS-2D. Die Rechnung beriicksichtigt den gesamten Warmetransport im Fluid und die

Warmeleitung in den schraffierten Strukturen.
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Abb. 2: Warmestromverteilung am Fluidrand der Heizplatte zu verschiedenen Zeiten.

Im Experiment SUCO-2D wird Wasser Uber einer unten positionierten Heizplatte aus
Kupfer, die die Kernschmelze simuliert, mit dem Warmestrom Q beheizt und durch drei
horizontale bzw. vertikale Warmetauscher mit -Q, , -Q, und -Q; gekuhit, Abb. 1. Hier wur-
de der spezielle Fall mit zwei Kiihlern (-Q, und -Q3 ) nachgerechnet. Die Kupferplatte wird
an der Unterseite mit einem konstanten Warmestrom von Q, =3091 W/m? beheizt. Erste
phanomenologische numerische Untersuchungen haben gezeigt, dal erhebliche Anspri-
che an die Modellierung des Wérmetransports in den Strukturen und an die rédumliche
Diskretisierung des Fluidraumes zu stellen sind. Als Folge dessen miissen die Kihler
durch ein Warmetauschermodell reprasentiert werden. Fur den Warmetransport in den
Strukturen ist ein dreidimensionales Warmeleitungs-Strukturmodell fir FLUTAN entwickelt
worden. Der damit berechnete Warmeflu Q/Q, am Fluidrand der Kupferplatte zeigt Uber
seine stark ortsabhéangige Verteilung die Notwendigkeit des Einsatzes eines solichen
Strukturmodells, Abb. 2. Der Warmelibergang in das Fluid ist rechts im Bereich des Rezir-
kulationsgebietes grof3, und links ebenso, wo von Zeit zu Zeit vom horizontal liegenden
Kuhler kalte Fluidballen herunterfallen und zu starken Schwankungen im Wandwar-
mestrom fihren, Abb. 1 und 2. Um die Grenzschichten der wandnahen Stréomung optimal
auflésen zu kdnnen, ist eine feine raumliche Diskretisierung notwendig. Die Maschenweite
der Zellen variiert von 0,5 mm in Wandnahe bis 5 mm im Innern. Die Rechnungen wurden
ohne Turbulenzmodell durchgefiihrt, da die Stromung laminar ist. Als Differenzenverfah-

ren fur die konvektiven Terme wurde sowohl das Upwind-Verfahren erster Ordnung als
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auch das LECUSSO Verfahren, fir das inzwischen eine tUberarbeitete Wandformulierung
zur Verfligung steht, benutzt.

In der Rechnung stellt sich durch Naturkonvektion eine Zirkulation ein, wie sie auch im
Experiment beobachtet wird. Durch die asymmetrisch angeordneten Warmetauscher wird
eine Grundstromung im Uhrzeigersinn induziert, Abb. 1. Die berechnete vertikale Vertei-
lung der horizontalen Geschwindigkeit U nahe der Stufe bei x=47,6 cm zeigt, dall das ab-
gekihlte Fluid vom vertikalen Schacht strahiférmig zur Kupferplatte stromt, Abb. 3. AuRer-
halb dieses Strahles stromt das Fluid zurlick, d.h. es bildet sich links der Stufe eine Rezir-
kulation aus. Die vertikale Verteilung von U zwischen Heizplatte und Kamin bei x=10 cm
laRkt ein Grenzschichtprofil erkennen. Fir y>12 cm nimmt U positive Werte an, weil das
Fluid im oberen Kaminteil zum horizontalen Wéarmetauscher strémt. Beide berechneten
Geschwindigkeitsverteilungen zeigen eine gute Ubereinstimmung mit den MefRwerten von

[9].

Die angekindigte Reduktion der von HIK unter dem MVS-Betriebssystem angebotenen

Rechenleistung erfordert es, ein neues grafisches Analysesystem fir FLUTAN unter UNIX
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Abb. 3: Vertikale Verteilungen der horizontalen Geschwindigkeit. Vergleich zwischen
MeRBwerten [9] und FLUTAN-Rechnungen.
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verfligbar zu machen. Als Schnittstelle zu neuen Grafikprogrammen wurde das im INR
entwickelte VISART-Fileformat ausgewéhlt. Die friiher bereits vorgenommene einfache
Implementierung dieser Schnittstelle in FLUTAN wurde um alle wichtigen thermofluid-
dynamischen Ergebnisse, besonders der neuen Turbulenzmodelle, ergénzt. Das VISART-
Format wird sowohl fiir die Visualisierung mittels AVS als auch fur den Datentransfer zu
anderen Grafikprogrammen verwendet, die Uber die Ubliche Rechteck- bzw. Quader-

geometrie die in FLUTAN typische komplexe Geometriestruktur darstellen kénnen.

Numerische Simulation turbulenter Naturkonvektion

Die Arbeiten am Rechenprogramm TURBIT zur numerischen Simulation von Turbulenz in

Kanalstromungen [10] dienen dazu, die im Rechenprogramm FLUTAN verwendeten Tur-
bulenzmodelle auf eine breitere Basis zu stellen. Insbesondere soll mit Hilfe der Ergebnis-
se aus numerischen Simulationen der Anwendungsbereich von Turbulenzmodellen auf
Naturkonvektion in verschiedenen Fluiden Uberprift und methodisch erweitert wer-
den [11]. SchlieBlich soll eine Detailabstimmung der Koeffizienten der Turbulenzmodelle

vorgenommen werden.

Die von TURBIT mit der direkten Simulationsmethode, bei der alle Skalen von Geschwin-
digkeits- und Temperaturfeld durch das Maschennetz aufgelost werden, zuvor bereitge-
stellte Datenbasis fur Rayleigh-Bénard-Konvektion wurde weiter analysiert. insbesondere
wurde die Transportgleichung flr die Dissipation der Varianz der Temperaturschwankun-
gen, die z.B. auch in FLUTAN im Rahmen des erweiterten Warmestromturbulenzmodells
zweiter Ordnung gelést wird, detailliert untersucht. Die Analyse der TURBIT-Ergebnisse
hat gezeigt, dal® Modelle fir diese Gleichung aus der Literatur fir Naturkonvektion zufrie-
denstellende Ergebnisse liefern [12]. Fir Fluide mit kleinen Prandti-Zahlen sind in dieser
Transportgleichung also keine besonderen Anpassungen der Modellkoeffizienten not-

wendig.

Eine aktuelle technologische Fragestellung zur Reaktorsicherheit ist, ob nach einem

schweren hypothetischen Stoérfall die Kernschmelze im unteren Teil des Reaktordruck-
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behalters durch Naturkonvektion gekiihlt werden kann. In diesem Zusammenhang sind
grundlegende Untersuchungen der Konvektion in Fluidschichten mit interner Warmequeile
von Interesse, um z.B. die physikalischen Modelle fir Giberwiegend stabil geschichtete
Konvektion zu ertiichtigen. Mit TURBIT wurden frihere Arbeiten zu dieser Konvektionsart
wieder aufgegriffen und neue direkte numerische Simulationen der Konvektion in einer
horizontalen Fluidschicht mit volumetrischer Warmequelle bei isothermer oberer und unte-
rer Wand durchgefiihrt [13]. Die relevante dimensionsiose Kennzahl des physikalischen
Problems ist die interne Rayleigh-Zahl Ra,. Gegentiber den fritheren Simulationen konnte
Ra, um einen Faktor 250 gesteigert werden. Mit der hdchsten bisher jemals direkt simulier-
ten Rayleigh-Zahl von Ra, =10° wurde damit ein deutlicher Schritt hin zu reaktortypischen
Bedingungen von Ra, >=10"? getan. Die Abbildung 4 zeigt einen Vergleich der mit TURBIT
fir verschiedene Werte der internen Rayleigh-Zahl berechneten Nufielt-Zahlen an der
unteren und oberen Wand mit experimentellen Ergebnissen. Die Warme(ibergangszahlen
dieser neuen Simulationen belegen, dall bei diesen Konvektionsbedingungen der turbu-
lente Beitrag zum Warmetransport um mehr als eine GroRenordnung den molekularen
Beitrag Ubersteigt. Damit ist der simulierte Turbulenzzustand von einer GroRRe, die bei der
Auswertung von Termen aus Turbulenzmodellen fiir die Praxis relevante Schluflfolgerun-

gen erméglicht.
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Abb. 4: Aus numerischen Simulationen ausgewertete NuRelt-Zahlen Nu fur die untere und
obere Wand einer intern beheizten horizontalen Fluidschicht im Vergleich zu Korrelationen

aus Experimenten, aufgetragen Uber der Rayleigh-Zahl Ra,.

Zur Untersuchung der Strukturen und dynamischen Vorgange der Konvektion wurden die
zeitabhangigen Ergebnisse dieser Simulationen verfiimt. Fir Rayleigh-Zahlen gréRer-
Ra=10" findet man Konvektion in Form von irreguldren Zellen an deren Randern kaltes
Fluid schnell nach unten fallt und in deren Zentrum warmes Fluid groRflachig mit kleiner
Geschwindigkeit aufsteigt. Die GréRe der irreguldren Zellen wird mit steigender Rayleigh-
Zahl kleiner.

Mit Hinblick auf die Anwendung von Turbulenzmodellen auf die Konvektion mit interner
Warmequelle wurde mit der numerischen Datenbasis die Gliltigkeit Ublicher empirischer

SchiieBungsansatze Uberprift. Dabei ist das Verhalten von Modellen fiir den vertikalen
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turbulenten Warmestrom <u,;'T'> von besonderem Interesse. Ein in einfachen Turbulenz-
modellen haufig verwendeter SchlieBungsansatz, der auf dem Gradienten der mittleren

Temperatur <T> und der Wirbelviskositat v, basiert, ist:

(ugT'>=—;—r't%T}. ey

Hier ist x5 die dimensionslose vertikale Koordinate (0<=x,<=1). Fir die turbulente Prandit
Zahl Pr, wird haufig der empirische Wert 0,9 verwendet. Um das Verhalten des Modells (1)
zu Uberprufen, ist in Abbildung 5 die separat aus den numerischen Ergebnissen fir
Ral=108 ausgewertete linke und rechte Seite der Modellgleichung gegenlibergestellt. Es
wird deutlich, dal® das Modell fiir die Konvektion in einer intern beheizten Fluidschicht vél-
lig unzureichend ist. Zum einen ist der Betrag des turbulenten Warmestroms in weiten Be-
reichen des Kanals viel zu klein. Zum anderen liefert das Modell im Bereich 0,2<x3<0,85
negative Werte, wahrend der ausgewertete turbulente Warmestrom dort positiv ist. Diese
Unzulanglichkeiten des Modellansatzes sind darauf zuriickzufihren, dafl im nahezu iso-
thermen Kernbereich des Kanals der vertikale Gradient von <T> sehr klein ist, und der
turbulente Warmetransport entgegen diesem Gradienten erfolgt. Es bleibt festzuhalten,
daB in Ubereinstimmung mit friheren Untersuchungen fiir wesentlich kleinere Rayleigh-
Zahlen auch bei der hier erstmals untersuchten hohen Turbulenzintensitéat einfache Gra-
dientenmodelle fir den turbulenten Warmetransport nicht sinnvoll anwendbar sind. Eine
detaillierte Beschreibung der Warmeubertragungsvorgange bei der Konvektion mit inter-
ner Warmequelie erfordert also Turbulenzmodelle, die auf den vollen differentiellen Trans-
portgleichungen fir die turbulenten Warmefliisse basieren, wie sie beispielsweise jetzt in

FLUTAN angewandt werden kénnen.

Die in TURBIT verfugbaren Analysemdglichkeiten wurden weiter ergéanzt. Ein neues Ana-
lysepaket ermdglicht es, Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen von Geschwindigkeits-,
Temperatur- und Druckfluktuationen in den numerischen Simulationen turbulenter Stré-
mungen auszuwerten [14]. Darliber hinaus kénnen alle Verbundwahrscheinlichkeitsdich-
ten dieser SchwankungsgréRen analysiert werden. Diese neue Auswerteoption ist fiir die
Untersuchung der statistischen Eigenschaften der Turbulenz und deren Modellierung mit
Turbulenzmodellen von besonderer methodischer Bedeutung, da alle interessierenden

Turbulenzgréfen als Momente von Wahrscheinlichkeitsdichten definiert sind.
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Abb. 5: Vergleich des aus den DNS-Daten ausgewerteten vertikalen turbulenten

Warmestroms mit dem Profil des Modellansatzes nach Gleichung (1), Ra|=108.

Andere Weiterentwickiungen von TURBIT betrafen die Méglichkeit der automatischen Ge-
nerierung von unsymmetrischen nicht-aquidistanten Maschennetzen [13], wie sie bei Si-
mulationen physikalischer Anwendungsfalle mit an beiden Wanden unterschiedlich dicken
Grenzschichten benétigt werden. Desweiteren wurde die Umstellung des Rechenpro-
gramms auf Anforderungen von UNIX-Betriebssystemen weitgehend abgeschlossen [15];

auch grafische Ausgaben von TURBIT sind jetzt in beschranktem Umfang unter UNIX
moglich.

Im World Wide Web wurde eine Seite eingerichtet, Gber die Analysedaten aus Simulatio-
nen mit TURBIT in Form von Tabellen heruntergeladen werden kénnen [16]. Die Daten-
bank umfalt umfangreiche statistische Auswertungen zur Rayleigh-Benard Konvektion in
Natrium, Quecksilber und Luft sowie zur Konvektion in Fluidschichten mit interner Warme-
quelle. Die Ergebnisse dieser friher durchgefiihrten direkten numerischen Simulationen

stehen damit der Fachwelt Uber das Internet zur Verfligung und kénnen als Vergleichs-
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und Verifikationsdaten fur Rechnungen mit statistischen Turbulenzmodellen verwendet
werden.

TURBIT wurde erneut an eine externe Forschungsgruppe vergeben. Am ,Royal Institute
of Technology® in Stockholm wird es fur Grobstruktursimulationen der Konvektion in

Fluidschichten mit volumetrischer Warmequelle weiterentwickelt und eingesetzt werden.

Theoretische Untersuchungen fiir turbulente Zweiphasenstromungen

Ziel dieses Vorhabens ist die Bereitstellung von numerischen Methoden und physikali-
schen Modellen, mit denen auch lokale Vorgéange in turbulenten Zweiphasenstrémungen
simuliert werden kénnen. Grundlegende numerische Untersuchungen sollen den aus lau-
fenden Experimenten [17] ableitbaren Kenntnisstand zu den Eigenschaften der Turbulenz
in Blasenstromung erweitern und erganzen. Daraus werden dann physikalische Modelle

abgeleitet, wie sie in Rechenprogrammen fir Zweiphasenstromung benétigt werden.

Flr die numerische Berechnung von Zweiphasenstromungen wurde ein neues Modellie-
rungskonzept erarbeitet, das sich aus der von einphasigen Strémungen her bekannten
Methode der Grobstruktursimulation ableitet. Die Grundidee ist, fur groRraumige Wirbel
und Blasen und flr separierte Stromungen sowohi die Turbulenz als auch die Phasen-
grenzen direkt zu beschreiben. Effekte von Wirbeln und Blasen, deren Durchmesser in der
GroRenordnung der Maschenweite und kleiner sind, sollen mit ahnlichen Modellen, wie sie
in dem gangigen Zwei-Fluid-Modell zur Berechnung von Zweiphasenstromungen verwen-
det werden, berticksichtigt werden. Das erarbeitete Konzept zur Grobstruktursimulation
von Zweiphasenstrémungen sieht vor, neben den Uber das Maschenvolumen gemittelten
physikalischen Erhaltungsgleichungen von Masse und Impuls zusatzlich je eine Trans-
portgleichung fiir die Volumenfraktion der flissigen Phase und flr die Konzentration der
Phasengrenzflachen zu i6sen. Mit den beiden letztgenannten GroRen liefert die Simulati-
on Informationen Uber die lokale Struktur der Zweiphasenstrémung. Dies bietet den An-
satzpunkt fir eine detaillierte physikalische Modellierung der Austauschvorgange tber die

nicht durch das Maschennetz aufgelésten Phasengrenzen.
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Realisiert werden soll dieses Konzept in einem existierenden Rechenprogramm. Im Rah-
men der Auswahl eines geeigneten Mehrfeldrechenprogrammes, mit dem sofort Zweipha-
senstromungen mit herkémmlichen Modellen berechnet werden kénnen und welches als
Basis fUr die eigenen Entwicklung dienen kann, wurde ein Katalog notwendiger und wiin-
schenswerter Anforderungen entwickelt. Anhand von wissenschaftlichen Veréffentlichun-
gen, persénlichen Kontakten und Angaben aus dem Internet wurde die Liste mdoglicher
Anbieter zusammengestellt. Programme, die die notwendigen Kriterien erfiillen, wurden
einer detaillierten Analyse unterzogen. Die Bewertung umfalte die implementierten
Zweifluidmodelle, die Mdglichkeiten der Diskretisierung durch hochauflésende numerische
Verfahren, die verfugbaren Turbulenzmodelle, die Moglichkeiten der Geometrieabbildung
und Kriterien wie Effizienz und Erfahrungen anderer Benutzer. Ergebnis der umfangrei-
chen Recherchen war die Auswahl des fiir die gestellten Anforderungen geeignetsten

Kandidaten und die Beschaffung und Installation einer Testversion.

Zur Erweiterung des grundlegenden Verstandnisses der Vorgénge in schwach turbulenter
Blasenstromung und zur Unterstiitzung der Interpretation von zugehé&rigen Experimenten
ist geplant, numerische Simulationen einfacher Blasenstromungen durchzufiihren. Hierzu
soll das bisher auf einphasige Strémungen beschrénkte Rechenprogramm TURBIT um
die ,Volume-of-Fluid“ Methode erweitert werden, um damit einige wenige Blasen be-
schreiben und das turbulente Umfeld analysieren zu kdnnen. Die Arbeiten zur Vorberei-
tung der Programmentwicklung wurden aufgenommen. Parallel dazu wurden neue Mitte-

lungskonzepte fir die Herleitung geeigneter Grundgleichungen untersucht [18].
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Il.  Experimentelle Untersuchung von Wechselwirkungsmechanismen und Phasentrans-
portprozessen in Zweiphasenstrémungen
(W. Cherdron, J. Aberle, G. Grétzbach, P. Philipp, H. Sauter, K. Selber, W. Sengpiel,
IRS; A. Hennemuth, HIK)

Abstract

In order to examine turbulent two-phase flows, measurements on the upward and down-

ward flows were performed at the TWOFLEX facility. This facility was also improved.

Zusammenfassung

Zur Untersuchung turbulenter Zweiphasenstrémungen wurden an der Twoflex |-Anlage
Messungen zur Aufwarts- und Abwartsstromung durchgefiihrt. Die Anlage selbst wurde
weiter verbessert. Desweiteren wurden die Laboruntersuchungen zum Verhalten von
invasiven Sonden aufgenommen, ebenso wurde mit den Arbeiten an optischen Sonden
begonnen. Der Twoflex lI-Versuchsstand konnte, bis auf die Schaltwarte, fertiggestellt

werden.
Experimentelle Untersuchungen in turbulenter Zweiphasenstrémung

in der TWOFLEX I-Anlage [1] wurden 1996 die Messungen zum Blasenverhalten in
adiabaten Aufwarts- und Abwartsstromungen fortgesetzt. Fir die Messungen der
Blasenverteilung im Stromungsrohr kam wieder die Rontgen-Tomographie zum Einsatz.
Es zeigte sich im Fall der Aufwartsstromung, dal bei symmetrischer Gaszufuhr und hoher
Stromungsgeschwindigkeit ein radialer Blasentransport zur Kanalwand hin stattfindet,
Abb. 1. Da ein Transport in umgekehrter Richtung nicht stattfindet, trit am Ende der
Melistrecke der hoéchste Gasgehalt an der Wand und der niedrigste im Zentrum der
Stromung auf. Bei unsymmetrischer Gaszufuhr strebt die Strémung einem symmetrischen
Gasprofilverlauf zu, Abb. 2. Mit den in [2] dokumentierten MefRreihen konnte nicht
eindeutig geklart werden, ob diese Wanderung der Blasen zur Wand lediglich ein Effekt
ist, der bei hohen Geschwindigkeiten auftritt, oder ob bei kleinen Geschwindigkeiten zur
Umverteilung groRere Kanallangen notwendig sind. Dies wurde mittels einer neuen

MeRreihe fir eine mittlere Geschwindigkeit von 0,72 m/sec geklart und in [3] dokumentiert.
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Eine Gegenuberstellung der MeRergebnisse fir alle untersuchten Geschwindigkeiten in

der Aufwartsstrecke ist in Abb. 3 gegeben.
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Abb. 1: Symmetrische Gaszufuhr: Blasentransport von der Kanalmitte (unten: Messung
bei 3D, ca. 21 cm) zur Kanalwand (oben: Messung bei 63D), bei 1,44 m/s Grundstromung
und 10% Gasgehalt.
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Abb. 2: Unsymmetrische Gaszufuhr: Blasentransport (unten: Messung bei 3D, ca. 21 cm)
zu einer homogenen Verteilung in Wandnahe (oben: Messung bei 53D),

bei 1,08 m/s Grundstrémung und 10% Gasgehalt.
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Abb. 3: Vergleich der a-Profile am Rohrende (H = 65 D) bei verschiedenen Stromungsge-

schwindigkeiten (B= 5 %, nur Zentraldiise und alle Dusen, auRer v = 0,72 m/s alle von [2])
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Abb. 4: Axialer Verlauf der radialen Gasverteilung in der Abwéartsstrecke
(B=5%, v = 0,72 m/s und v = 1,44 m/s)
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Die relative Gasverteilung am Rohrende zeigt sowohl bei Gaszufuhr alleine Uber das zen-
trale Dlisensystem, als auch bei Zufuhr Ober alle sieben Diisensysteme, daly die Blasen-
wanderung zur Wand mit zunehmender Geschwindigkeit starker ausgepragt ist. Damit gibt
es also keinen Schwellwert der Geschwindigkeit, ab dem die Gasumverteilung einsetzt,
vielmehr deutet sich an, da®, wie auch theoretisch zu erwarten, die Umverteilungskrafte
mit zunehmender Geschwindigkeit wachsen und auf kirzeren axialen Transportlangen

schon eine deutlichere Verlagerung der Blasen zur Wand hin bewirken.

Messungen dieser Art wurden ebenfalls in der Abwartsstromung durchgefuhrt [3]. Dabei
mufdte zunachst der Blasengenerator fir die Abwartsstromung modifiziert und der Arbeits-
bereich der Anlage fir stabile Blasenstromung ermittelt werden. Bei geringen Geschwin-
digkeiten kann wegen des Auftriebes der Gasblasen keine stabile Blasenstromung er-
zeugt werden, da die entgegen der Abwartsstromung aufsteigenden Gasblasen sich im
Blasengenerator ansammeln und von dort von Zeit zu Zeit in Form von grof3en Pfropfen
mit dem Wasser mitgerissen werden. Auch haben die Sondenhalter einen wesentlich sto-
renden Einflul auf die Stréomung in deren Umfeld. Teilweise konnten ausgepragte, zu-
sammenhangende Luftschleier hinter den Haltern beobachtet werden. Diese Stérungen
schranken wesentlich den Bereich ein, fir den zuverldssige Ergebnisse fur die relative
Gasverteilung bereitgestellt werden kdnnen.

Wie sich die radiale Gasverteilung in der Abwartsteststrecke auf dem Weg von oben nach
unten flir zwei verschiedene Geschwindigkeiten entwickelt, ist in Abb. 4 dargestellt. Da
das Gas Uber sieben Dusensysteme zugefiihrt wurde, findet man oben eine weitgehend
homogene radiale Gasverteilung. Mit zunehmender Laufstrecke abwaérts verschwindet das
Gas jedoch aus dem wandnahen Bereich; es konzentriert sich alles zur Rohrmitte. Dieser
Wanderungseffekt zur Rohrmitte ist als ,Core Peaking" bekannt. Auch bei diesem Effekt
zeigt sich eine deutlich scharfere Umverteilung mit zunehmender Geschwindigkeit. Erste
Turbulenzmessungen wurden inzwischen auch fur die Abwartsstrémung durchgefihrt. Sie

werden zur Zeit ausgewertet.

Der EinfluR von invasiven Sonden auf die Blasenstromung wurde in separaten Labor-

experimenten untersucht. Dabei wurden "Chip"-Kameras eingesetzt, um optisch das Ver-
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halten einer Blase bei Sensorberiihrung mit dem zugehdrigen elektrischen Signal verglei-
chen zu kdnnen. Selbst im adiabaten Fall zeigten sich Probleme, die mit Hilfe gednderter
Sonden und Signalinterpretation geldst werden sollen. Ahnliche Probleme wurden auch
bei den nicht-invasiven (optischen) MeRverfahren aufgegriffen und untersucht. Hier ist es
der Blasendurchgang durch das Mellvolumen, der besonders bei nicht-kugelférmigen Bla-
sen eine besondere Signalanalyse erfordert. Abb. 5 zeigt die Annaherung einer Blase an
eine Doppelsonde und gibt einen Eindruck von der Wechselwirkung der Sonde auf die zu
untersuchende Blase. Die Untersuchungen zeigen, dall eine Blase vom ersten Sensor
sowohl deformiert als auch zu Schwingungen angeregt werden kann. Damit wird das Si-
gnal am zweiten Sensor deutlich schwieriger auswertbar. Die weiteren Arbeiten sollen
zeigen, wie weit dieses Blasenverhalten die Genauigkeit der Messungen beeinflul3t.

Abb.5: Anndherung einer Blase an einen Doppelsensor

Ein besonderer Schwerpunkt war die Planung und der Bau der Anlage TWOFLEX |l. Die-
se Anlage zur Untersuchung nicht-adiabater Zweiphasenstromungen wird eine Mel-
strecke von 100 mm Innendurchmesser bei einer Hohe von 10 m (Gesamthdhe der Anla-
ge: 14 m) erhalten. In Erganzung zu TWOFLEX | werden in dieser neuen Anlage damit
vor allem Untersuchungen an Dampfblasen in turbulenter Rohrstrémung méglich, bei de-

nen sowohl Stoff- als auch Energietransport eine Rolle spielen.
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32.22.04 Strukturelle Integritat

I, Untersuchungen an austenitischen und martensitischen Stahlen
(A. Falkenstein, S. Heger, R. Hubner, E. Materna-Morris,. M.Schirra,
W. Schneider, T. Stober, IMF |)

Abstract

The research area "Structural integrity" comprises different activities. The examina-
tions on structural materials concentrate on the creep behaviour of the austenitic
steel 316L(N) - DIN 1.4909. The irradiation project PFR M2 is aimed to determine the
influence of minor alloying elements on volume swelling and in-pile creep for different
steels as well as the influence of mechanic tension on volume swelling. The
influence of the irradiation exposure and time on a martensitic wrapper tube was
examined in the irradiation experiment SAMARCANDE.

Zusammenfassung

In diesem Vorhaben sind verschiedene Aktivitdten des IMF | zusammengefaft. Die
Untersuchungen an Strukturmaterialien konzentrieren sich auf das Kriechverhalten
des Stahls 316L(N) - DIN 1.4909 bei 550 und 600°C bei niedrigen, konstanten
Spannungen bzw. bei ansteigender Spannung im Vergleich zu konstanter Span-
nung. Das Bestrahlungsprojekt PFR-M2 dient der Bestimmung des Einflusses
minorer Legierungselemente auf Volumenschwellen und In-pile Kriechen
verschiedenster Stahle, sowie der Bestimmung des Einflusses mechanischer
Spannung auf das Volumenschwellen. Der Einflu® von Bestrahlung und Standzeit
auf einen Brennelementekasten aus einem martensitischen 10% Chromstahl wurde
im Bestrahlungsprojekt SAMARCANDE untersucht.
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1. Untersuchungen an Strukturmaterialien

1.1 Einleitung

Fir das im europaischen Rahmen geplante Briiterprojekt wurde als Anlagenstruk-
turwerkstoff der 17/12/2 CrNiMo-Stahl 316L(N) - DIN 1.4909 gewahlt. Das Zeitstand-
festigkeits- und Kriechverhalten dieses Stahltyps ist im Ublichen Spannungs- und
Temperaturbereich experimentell hinreichend untersucht, u.a. durch eigene Arbeiten
an 3 Chargen im Temperaturbereich 500 - 700°C und bis zu Zeiten von 70 000
Stunden. Im auslegungsrelevanten niedrigen Spannungsbereich bei 550 und 600°C
ist ein vélliger Mangel an Daten festzustellen, die z.B. eine Aussage zur Spannungs-
abhangigkeit der minimalen Kriechgeschwindigkeit oder zu den technisch wichtigen
Zeit-Dehngrenzen erlauben wiirden.

Innerhalb der AGT9A/SG1 wurde die Bestimmung von Kriechdaten fir die Aufstel-
lung zuverlassiger konstitutiver Auslegungsformeln zum Werkstoffverhalten fur un-
bedingt notwendig erachtet, und das Forschungszentrum / IMF | erklarte sich bereit,

spezielle Langzeitversuche im Rahmen des mefRtechnisch Méglichen durchzufiihren

1.2 Stand der Untersuchungen

Die Versuche mit konstanter Spannung bei 550 und 600°C (250-60 MPa) werden mit
Uberlangen Proben (L, = 200 mm) durchgefihrt, um die zu erwartenden extrem
niedrigen Kriechraten (<1O'7 / h) meRtechnisch zu erfassen. Z. Zt. sind rund 40 000
Stunden Versuchszeit erreicht. Aus dem kontinuierlich registrieten Kriechverlauf
wird in 1000 bzw. 5000 h Intervallen die jeweilige Kriechrate bestimmt, wie es bei-
spielhaft in der Abb. 1.1 fur die 600°C-Versuche dargestellt ist. Es ist versténdiich,
daR bei Kriechraten ¢ <107 /h (abs), dies entspricht einem Dehnbetrag von
<0,1 mm /5000 h fur L, = 200 mm, gewisse Streuungen auftreten, sei es mefitech-
nisch oder werkstoffbedingt, aber fiir die Spannungen bis 80 MPa dtirfte die minima-
le Kriechgeschwindigkeit erreicht sein. Dagegen &Rt sich fur 60 und 70 MPa der
Wert in etwa abschéatzen. Fur die 550°C Versuche gilt sinngemal eine ahnliche,
vorlaufige Aussage. Ubertragt man die sicher bestimmten bzw. abgeschatzten Werte

fur die minimale Kriechgeschwindigkeit in das Diagramm ¢, — c (Abb. 1.2), so

erkennt man, daB jeweils im unteren Spannungsbereich der beiden Pruftemperatu-

ren eine deutlich geanderte Spannungsabhéangigkeit von ¢ .. vorliegt im Vergleich

pmin
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zu den oberen Spannungsbereichen (schraffiert), d.h. es treten deutlich héhere
Kriechraten auf, als man aus dem bisher experimentell abgedeckten Spannungsbe-
reich extrapoliert hatte. Auffallend und eine plausible Erklarung liefernd ist die Tatsa-
che, dal} alle bisher realisierten Versuche bei 550 und 600°C in einem Spannungs-
bereich liegen, bei denen bei Versuchsbeginn auf Grund der niedrigen Warmstreck-
grenze plastische Anfangsdehnungen > 5% auftreten, was schematisch links als sich
6ffnende Schere dargestellt ist. Das bedeutet, das Kriechverhalten bei Spannungen
< 150 MPa bezieht sich tatséchlich auf den spezifizierten I6sungsgegliihten Zustand,
wohingegen bei Spannungen > 150 MPa das Material im Zustand Isg + verformt (bis
30% bei 400 MPa) vorliegt. Aus dieser geénderten Spannungsabhé&ngigkeit von &, .
resultiert dann auch ein deutlich kieinerer Spannungsexponent n (nach Norton).
Auch die technologisch wichtigen Zeit-Dehngrenzwerte (1) zeigen jeweils im oberen
und unteren Spannungsbereich deutlich verdnderte Abhangigkeiten. Fiir eine be-
lastbare Aussage sind allerdings noch wesentlich langere Versuchszeiten erforder-
lich, weil bei den jeweils niedrigsten Spannungen erst t. ¢ 4o, erreicht ist [1].

Versuche mit ansteigender Last, als Simulation eines stetigen Spannungsanstieges,
wurden bei 600°C und Lastrampen von 2,5 MPa / Woche bis 20 MPa / Woche
(= 0,015 MPa / h bis 0,12 MPa / h) durchgefiihrt und der Kriechverlauf als Folge
dieser Lastrampen mit den Kriechkurven der Versuche mit konstanter Last, wie im
Abschnitt zuvor beschrieben, verglichen (Abb. 1.3). Der Vergleich der vier Rampen-
versuche mit den Versuchen mit konstanter Spannung (A - E) ergibt, dak, unabhan-
gig von der Hohe der Lastrampe, der absolute Dehnbetrag bei Erreichen eines be-
stimmten Spannungsniveaus (a - e) immer deutlich niedriger ist, wie im Detail am
Rampenversuch mit 10 MPa / Woche gezeigt ist [2]. Flr die beiden Rampenversu-
che mit 0,015 MPa/ h (2,5 MPa / Woche und 10 MPa / Monat) ergeben sich bei glei-

chem Dehnbetrag folgende aquivalente Endspannungen im Vergleich zum Iso-

Spannungsversuch:
Iso-Spannung stufenweise Belastung
60 MPa ~7000h= 0,037 % aquiv. 107 MPa
80 MPa ~7700h= 0,078 % aquiv. 118 MPa
100 MPa ~ 8500 h = 0,2 % aquiv. 131 MPa
120 MPa ~9600 h = 0,6 % aquiv. 151 MPa

[11 Jahrestagung Kerntechnik ‘97 (Aachen)




— 438 —

Tagungsband Beitrag 506, S. 656-659
[2] Jahrestagung Kerntechnik ‘95 (Niirnberg)
Tagungsband Beitrag 507, S. 325-328

2. EinfliiRe minorer Legierungselemente auf das Schwellen und das In-pile

Kriechen, Bestrahlungsprojekt PFR-M2

2.1. Einleitung

Zu den wichtigsten Eigenschaften von Struktur- und Hillmaterialien gehéren das
Schwell- und In-pile Kriechverhalten. Im Bestrahlungsexperiment PFR-M2 sollen
diese Eigenschaften fiir verschiedene Gruppen von Stahlen systematisch untersucht
werden. Zu diesem Zwecke wurden Druckréhrchen mit 6 mm Durchmesser und
28 mm Lénge hergestellt und im Prototype Fast Reactor (PFR) in Dounreay, Schott-
land bei nominell 420, 500 und 600°C bestrahit. Die Proben wurden mehrfach dem
Reaktor entnommen um die Durchmesser- und Langenénderungen zu bestimmen.
Aus den Durchmesseranderungen wurden die Schwell- und Kriechdehnungen be-
stimmt, wahrend aus den Langenanderungen Aussagen Uber das spannungsindu-
zierte Schwellen nach dem sog. Soderberg-Theorem gewonnen werden. Die bei Be-
endigung der Bestrahlung akkumulierten maximalen Dosen betragen 106 dpaygt bei
420°C, 81 dpaygy bei 500°C und 61 dpaygy bei 600°C. Nach Beendigung der Be-
strahlung wurden die Proben nach Karlsruhe transportiert, wo in den HZ die nicht-
zerstérenden Untersuchungen abgeschlossen wurden und mit den zerstdrenden

Untersuchungen begonnen wurde.

2.1 Stand der Untersuchungen

Die Dimensionsvermessungen der 420°C-Proben konnten nach der letzten Bestrah-
lung nicht mehr in Dounreay durchgefiihrt werden. Um die Daten dieser Proben mit
der héchsten Dosis nicht zu verlieren, wurde in den HeiRen Zellen ein Lasermikro-
meter zur Bestimmung des Durchmessers installiert. Zur Absicherung der gewonne-
nen Daten wurden Proben, die bereits in Dounreay vermessen wurden mit dem neu-
en Lasermikrometer erneut vermessen, was eine gute Ubereinstimmung zwischen

den Messungen ergab. Nach dem AbschluR der Dimensionsvermessungen kénnen
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die Proben zerlegt werden um die Dichte zu bestimmen und um Proben fiir das
Transmissionselektronenmikroskop (TEM) zu fertigen.

Als erste Materialien wurden verschiedene Chargen des Werkstoff-Nr. 1.4970 fiir die
Nachuntersuchungen ausgewahlt. Bei diesem Stahi zeigt sich ein sehr deutlicher
EinfluR der minoren Legierungselemente auf das Schwell- und Kriechverhalten (Abb.
2.1). Die B-Charge mit niedrigem Si-Gehalt (0,4%) und Ti-Uberstabilisierung (0,47%
Ti bei 0,08% C) zeigt das starkste Schwellen. Die Neigung zum Schwellen verringert
sich bei der K- und der L-Charge durch Erhéhung des Si-Gehaltes (1% Si). Die et-
was unterschiedliche Losungsglihtemperatur zwischen K- und L-Charge (1100°C «
1120°C) zeigt keinen Einflul auf das Schwellen. Die |-Charge mit der niedrigsten
Schwelineigung ist gegenuber der K- und L-Charge noch unterstabilisiert (0,3% Ti)
Fir alle vier Chargen nimmt das Schwellen mit steigender Temperatur ab. Bei 600°C
konnte fiir keine Charge ein Schwellen bis zur Enddosis von 61 dpaygr hachgewie-
sen werden. Der Einflud der Temperatur auf die Porenstruktur wurde fir die B-
Charge untersucht. Das Ergebnis der TEM-Analyse zeigt Abb. 2.2. Der mittlere Po-
rendurchmesser der 500°C-Probe ist doppelt so gro® wie der der 420°C-Probe, al-
lerdings ist die Porenkonzentration um nahezu den Faktor 20 kleiner.

Der Effekt des spannungsinduzierten Schwellens konnte durch die Ergebnisse der
Dichtemessungen bestatigt werden. In Abb. 2.3 sind die Ergebnisse fur die I- und die
K-Charge zusammengestellt. Das spannungsinduzierte lineare Schwellen wurde als
Differenz der Langenanderung bzw. als Differenz eines Drittels des Volumenschwel-
lens von druckbeaufschlagter und druckloser Probe bestimmt. Das Volumenschwel-
len wurde aus der Dichtednderung berechnet. Als Ursache des spannungsinduzier-
ten Schwellens sind sowohl eine beschleunigte Keimbildung als auch eine erhéhte
Porenwachstumsgeschwindigkeit denkbar. Der erste Effekt wiirde zu einer erhéhten
Porenzahl in einer druckbeaufschlagten Probe flihren, wéahrend der zweite Effekt zu
gréReren Poren fuhrt. Erste Ergebnisse der TEM-Analyse an Proben der |-Charge
zeigen einen komplizierten EinfluR der Spannung auf die Porenkonzentration und
den Porendurchmesser. Jedoch kann eine beschleunigte Keimbildung ausgeschlos-

sen werden.
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3. Die mechanischen Eigenschaften und die Mikrostruktur eines hochdosis

bestrahlten martensitischen 10% Chromstahls;

Bestrahlungsprojekt SAMARCANDE.
Die Nachuntersuchungen an dem martensitischen Kasten aus dem Werkstoff
X18CrMoVNDb 12 1 konnten als eines der letzten Materialuntersuchungsprojekte zum
EFR abgeschlossen werden. Die Untersuchungen hatten das Ziel einen Brennele-
mentekasten aus deutscher Frabrikation im franzésischen Schnellen Brutreaktor
PHENIX einzusetzen, um ihn dann anschlieRend auf die Einflisse durch die Bestrah-
lung oder Standzeit zu Gberprifen. Hierzu wurden umfangreiche mechanische Pri-
fungen und Strukturuntersuchungen durchgefiihit um die Materialeigenschaften
nach zwei Jahren Reaktoreinsatz zu bestimmen. Uber eine Zeit von 719 Vollasttage
wurde in der Mitte des Kastens eine Dosis von 105 dpaygr akkumuliert. Die Bestrah-
lungstemperatur variierte von 380°C NatriumeinfiuRtemperatur, am Fuf® des Kastens
bis zum obersten Bereich mit einer Natriumaustrittstemperatur von ungefahr 630°C.
Besonderes Interesse galt den Schweifdverbindungen, die den eigentlichen Bren-
nelementekasten mit den austenitischen Manschetten am oberen und unteren Ende
verbinden. Aber mindestens ebenso wichtig fur die Charakterisierung der Material-
eigenschaft war der Bereich der hochsten Dosis in Kastenmitte.
Durch die Untersuchungen, zunachst mit nichtzerstérenden Materialpriifungen und
spater mit Zug-, Kriech- und Kerbschlagbiegeversuche, konnten wesentliche Daten
ermittelt werden. Alle diese Prifverfahren wurden am Grundmaterial, wie an ge-
schweillten Proben, bei Raumtemperatur und bei verschiedenen Reaktortemperatu-
ren durchgefihrt.
Die ersten Vermessungen des Kastens in Frankreich zeigten stets Werte, die inner-
halb der Toleranzen des unbestrahlten Materials lagen. Weitere Vermessungen der
Wanddicke an Einzelsegmenten konnten dies bestatigen. Ebenso war keine Defor-
mation feststellbar.
Mit der Transmissionselektronenmikroskopie konnten die Einflisse durch die Neu-
tronenstrahlung auf das Material sichtbar gemacht werden. Im Temperaturbereich
von 380°C bis ca. 410°C (10 bis 50 dpaygt) konnten bestrahlungsinduzierte kohéren-
te o’-Ausscheidungen in den Martensitlatten festgestellt werden. Im Temperaturbe-
reich von 400°C bis 480°C (bis 105 dpangy) wurden Poren vorgefunden, aber die

quantitative Auswertung des Porenvolumens zeigte einen max. Schwellwert von
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0,05%. Somit konnte das gute Schwellverhalten des Materials bestétigt werden. Bei
héheren Temperaturen, ab ca. 430°C wurden He-Blasen an Versetzungen und Sub-
kérnern beobachtet. Die Dichte der He-Blasen nahm mit hoherer Bestrahlungstem-
peratur weiter zu und es wurde bis zur WarmeeinfluRzone der oberen SchweifRnaht

eine homogen Verteilung von 3,5 x 10" cm™ He-Blasen im Material beobachtet.

Die Materialeigenschaften wurden durch die bestrahlungsinduzierten Mikrostruktu-
randerungen kaum beeinfluft. Im Bereich der oc‘-Ausscheidungen (380°C bis 430°C)
wurde eine leichte bestrahlungsinduzierie Hartung beobachtet. Im Bereich der
hochsten Dosis, in Kastenmitte, konnte kein Unterschied zum unbestrahiten Material
in der Festigkeit gefunden werden (480°C). Dagegen zeigte das geschweifite Mate-
rial unterschiedliche Daten, welches aber im Wesentlichen darauf zurlickzufiihren ist,
da die Materialtrennung in der unteren Schweinaht in der Schmelzzone erfolgte
und in der oberen Schweillnaht in der WarmeeinfluBzone des Martensits. In beiden
Schweiflverbindungen wurde eine Reduktion der Dukdtilitdt im bestrahlten Material
festgestellt.

Kriechversuche wurden bei 550°C und 600°C durchgeflihrt und die Ergebnisse, ob
Grundmaterial, bestrahlter Kastenwerkstoff oder Schweillverbindung liegen im glei-
chen Streuband.

Bei den Kerbschlagbiegeversuchen wurde ein leichter Abfall in der Hochlage beim
bestrahlten Material beobachtet. Die Ubergangstemperaturen zwischen den einzel-
nen Materialzustanden wurden ebenfalls kaum beeinflufit.

Zusammenfassend zeigte der martensitische 10% Chromstahl gute mechanische
Eigenschaften als Brennelementekasten nach einem Reaktoreinsatz von zwei Jah-
ren und dies besonders im Bereich der hochsten Dosis. Damit kann gewéahrleistet
werden, dal bei der eigentlichen Handhabungstemperatur, ausreichende Material-

festigkeiten und immer ein duktiles Werkstoffverhalten vorliegen [3].

[8] MATERNA-MORRIS E, et. al.: demnéchst im FZKA 5660, Forschungszentrum

Karisruhe.
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Abb. 1.2: Minimale Kriechgeschwindigkeit in Abhangigkeit von der
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1. Charakterisierende Werkstoffuntersuchungen von Strukturmaterialien
(R. Schmitt, M. Pfeifenroth, IMF )

The austenitic stainless steel AlSI 316 L(N), X2 CrNiMoN 17-12-2, will be used as struc-
tural material for the EFR (European Fast Reactor). The austenitic Type 316L(N)-IG

stainless steel is also reference steel for a future NET / ITER fusion reactor.

The operational conditions of EFR cause creep as well as fatigue damage in the struc-
tural material. To simulate these conditions, hold-time tests have found extensive appli-
cation. The introduction of hold-times, which corresponds to the stationary phase of the
operational cycle, causes mostly a reduction of the number of cycles to fracture N;due to

creep damage.

Within an joint-programme with the ,Materials Department® of ECN-Petten (M. de Vries
and M. G. Horsten), The Netherlands, the creep-fatigue behaviour has been studied for
AISI 316 L(N) in the temperature range of 450°C to 700°C performing axial strain con-
trolled test with hourglass-shaped specimens. From tests without hold-time, the number
of cycles to fracture Ny was determined as function of temperature, strain amplitude and
strain rate. In tests with hold-time, the reduction of Nf depends strongly on whether the
hold-time is introduced in the tension phase, the compression phase, or in the tension
and compression phase (symmetrical hold-time) of the cycle. In addition, the creep-
fatigue behaviour of austenitic stainless steel material was found to be prone to neutron-
irradiation exposure. Such pertinent data, which are also required by safety authorities on
unirradiated and irradiated 1.4909-specimens, were only available in very limited num-

bers up to now.

The influence of neutron-irradiation upon cyclic fatigue behaviour has been investigated
at a temperature of 550°C. The irradiations were carried out in the High Flux Reactor
(HFR) of Petten in The Netherlands. The test specimens were irradiated in a sodium
filled capsule for one cycle (about 1 month) in an in-core position of the HFR. A fast flu-
ence of about 7x10% n/m? corresponding to about 0.1 dpa was reached within 600 hours.
The accumulated amount of helium in the material during irradiation was between 1 and
5 appm, depending on the initial B contents of the material. These conditions are repre-

sentative for the above-core structures (ABS) of the EFR.
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Examinations of failed specimens, deformed at 550°C, revealed for continuous cycling

tests fatigue striations indicating a transgranular fracture mode. For tensile hold-time
tests a corresponding change in failure mode from transgranular to intergranular was ob-
served. The absence of fatigue striations for tensile dwell-tests is a hint, that for this

loading condition creep damage is the dominating damage mode.

A newly developed damage model for time dependent damage was applied to describe
the failure behaviour of AISI 316 L(N) in the cyclic tests performed. The ability of the
damage model to consider the creep-fatigue interaction and the effects of irradiation is
discussed. The resuits obtained with the new damage model are presented in compari-
son to those of the often used linear summation rule and of the damage envelope ac-
cording to the French RCC-MR Design Code and the ASME Code N47 in the United
States.
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32.22.06 Untersuchungen zum Brennstoff- und Brennstabverhalten innovativer

Systeme

. Bestrahlungsnachuntersuchungen und modelitheoretische Analyse
(D. Freund, W. Ernst, IMF [l)

Kurzfassung

Die in-pile-Versuchsreihe POTOM des PSF zur Untersuchung von Brennstoffschmelzen
wurde mit dem Experiment POTOM-4 im HFR Petten beendet. Drei Priflinge mit
(U,Pu)O1 gs Brennstoff mit Pu-Gehalten von 15, 20 bzw. 30 % wurden nach einer Vorbe-
strahlung mit einem Abbrand von 3 at % einer Leistungstransiente auf 800 W/cm unterwor-
fen. Wie die zerstérungsfreie Nachuntersuchung zeigt, trat in allen drei Stdben massives
Brennstoffschmelzen auf. Alle Stabe blieben intakt. Rechnungen mit dem Programm
SATURN-S ergeben Schmelzleistungen im Bereich von 674 - 749 W/cm in Abhangigkeit
von Pu-Gehalt. Im Falle eines Schnellen Neutronenflusses sinken diese Leistungen um et-
wa 100 W/cm.

Abstract

The in-pile irradiation series POTOM (POwer TO Melt) of the Project Nuclear Safety has
been terminated with the experiment POTOM-4 in the HFR Petten. Three fuel pins with
(U,Pu)Oq gg fuel with Pu contents of 15, 20 and 30 % have been subjected after a burnup
of 3 at % to a power-to-melt ramp up to 800 W/cm. As shown by non destructive examina-
tion fuel melting was reached in all of the pins, which remained intact. Calculations with the
computer code SATURN-S resulted in power-to-melt values of 674 - 749 W/cm, depending
on the Pu content. In the case fast neutron flux these values decrease by about 100
W/em.

Analyse des Bestrahlungsexperimentes POTOM-4

In dem letzten Experiment POTOM-4 der Brennstoffschmelzversuchsreihe POTOM des
Projekts Nukleare Sicherheitsforschung im HFR Petten wurden drei Pruflinge mit
(U,Pu)O1 g6-Brennstoff hoher Dichte (> 95 % th.D.) bis zu einem Abbrand von ca. 3 at %
bei Leistungen zwischen 400 und 500 W/cm bestrahlt und im AnschluB einer Leistungs-
transiente mit Leistungen Uber 800 W/cm unterworfen. Aufgabe des Experiments war die
Bestimmung der Leistung, bei der gerade Schmelzen (POwer-TO-Melt) eintritt sowie des
Schmelzausmales.
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In dem Bestrahlungsexperiment kam ein (U, Pu)Oo.-Brennstoff des OKOM-Typs der Firma
ALKEM mit Pu-Gehalten von 15, 20 und 30 % zum Einsatz. In Tabelle Il sind die Herstel-
lungsdaten dieses Brennstoffs, die in den Rechnungen verwendet werden, zusammenge-
stellt

Tabelle I: Herstellungsdaten der Brennstdbe POTOM-4

Stab Nr. P 158 P 212 P 304
Brennstoffdichte [g/em3] 10,575 10,575 10,450
Porositét [%] 2,562 2,564 4,311
Stoichiometrie [-] 1,960 1,949 1,952
Pu/(U+Pu) [%] 15,57 20,10 30,00
U 235/U [%] 83,01 83,12 83,05
Tablettendurchmesser [mm] 6,350 6,350 6,338
Hillmaterial 1.4970
HlllauBendurchmesser [mm] 7,594
Hdllinnendurchmesser [mm] 6,595

Die heterogenen Brennstoffsdulen bestehen aus sechs (U,Pu)Os-Tablettenteilsdulen von
40 mm und einer oberen Teilsdule von 64 mm, die jeweils durch zwei UO»-Tabletten mit
insgesamt 16 mm L&nge voneinander getrennt sind. Diese heterogene Anordnung ist ge-
wahit worden, um die lokalen Schmelzvorgange ohne axiale Brennstoffbewegungen unter-
suchen zu kénnen. Die Gesamtlange der Tablettensaule betrédgt 376 mm.

Vor und nach der Transiente wurden die Priflinge neutrografiert. Anhand dieser Aufnah-
men konnte in allen Féllen Schmelzen nachgewiesen werden. Weitere qualitative Nachwei-
se von Brennstoffschmelzen ergaben die eingehenden y-spektrometrischen Untersuchun-
gen. Wie die Dimensionskontrollen (Abb. 1) zeigen, ist es in allen Stdben zu mechani-
schen Wechselwirkungen zwischen Brennstoff und Hulle mit bleibenden, wenn auch
schwachen Hullverformungen (< 0,15 %) gekommen. Alle Stabe blieben intakt.

Die modelltheoretische Analyse wurde mit dem Rechenprogramm SATURN-S durchge-
fuhrt. Wie die Rechnungen zeigen, tritt Schmelzen im Leistungsmaximum bei Leistungen
von 749 W/cm, 702 W/cm bzw. 674 W/cm flr die Brennstdbe mit 15, 20 resp. 30 % Pu-
Gehalt auf. In Abb. 2 ist der Verlauf der Brennstoffzentraltemperatur der drei Priflinge als
Funktion ihrer spezifischen Leistungen waéhrend der Bestrahlung dargestelit. Hierbei ent-
spricht der erste Teil der Kurven dem ersten Anfahren, der anschlieBende Temperaturriick-
gang der stationdren Langzeitbestrahlung und der letzte Teil dem zweiten Bestrahlungsab-
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Abb. 1: POTOM-4-Wendelschriebe

schnitt mit der abschlieBenden Leistungstransiente. Der Schnittpunkt mit der Schmelztem-
peratur ergibt die Anschmelzleistung (POwer-TO-Melt).

Von Bedeutung ist weiterhin die Abhangigkeit des SchmelzausmafBes von der Stableistung
zu dem jeweiligen Betriebszeitpunkt. Dieses ist fir POTOM-4 in Abb. 3 dargestellt. Uber-
wiegend aufgrund der radialen Temperaturverteilung verringert sich das radiale Schmelzin-
krement mit zunehmender Leistung, die Auswirkungen der radialen Verteilungen von
O/Me, Pu-Gehalt und Abbrand, die sich in diesem speziellen Fall z.T. gegenlaufig Uberla-
gern, spielen nur eine untergeordnete Rolle.

Die Brennstoffschmelzleistungen sind axialabhéngig aufgrund der axialen Leistungs- und
Temperaturgradienten. Wie die Rechnungen ergeben, tritt in allen drei Praflingen in der
vierten Teilsdule Brennstoffschmelizen auf. Infolge der in diesem Bereich geringeren Um-
strukturierung sinken die Anschmelzleistungen, durch die niedrigeren Hulltemperaturen
werden sie angehoben. Fir die Stabe P 158, P 212 und P 304 betragen sie 765 W/cm,
714 W/cm bzw. 692 W/cm. Fir die Stabe P 212 und P 304 wird auch in der finften Teil-
saule noch Schmelzen berechnet. Aufgrund der die Saulen separierenden UOo»-
Isoliertabletten wird jedoch die Brennstofftemperatur in den angrenzenden UO»2-(U,Pu)O2-
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Abb. 3:  Schmelzradius als Funktion derStableistung

Tabletten so stark abgesenkt, daB Schmelzen unterdriickt wird. In Abb. 4 sind die axialen
Leistungsprofile mit den axialen Schmelzgrenzen dargestelit.
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Abb. 4: POTOM 4 Axiale Leistungsverteilung und Schmelzgrenzen

Da die POTOM-Experimente in einem MischfluB mit einem hohen Anteil thermischer Neu-
tronen und der daher resultierenden FluBabsenkung (@i/@, = 0,5) durchgeflihrt wurden,

erhebt sich die Frage nach den Anschmelzleistungen im Schnellen FluB, d.h. ohne FluBab-
senkung.

Zur Beantwortung dieser Frage wurden Rechnungen mit den Brennstoff- und -stabdaten
von POTOM-4 durchgeflihrt. Bei einer Bestrahlungsdauer von 4900 h wurden stationare
Leistungen im schnellen FluB von 450 W/cm gewahit, die dann in etwa zu den gleichen
Umstrukturierungen und Abbréanden im Brennstoff fihren wie bei POTOM-4

Die maximale Leistung der Transiente betrug 750 W/cm. Im Leistungsmaximum ergeben
sich die in Tabelle I aufgefiihrten Ergebnisse.

Tabelle Il: Brennstoffschmelzen im Schnellen FluB (nach t = 4900 h)

Stab Nr. P 158 S P212 S P 304 S
Stationére Leistung [W/em) 450 450 450
Maximale Leistung [W/em] 750 750 750
Anschmelzleistung [W/em] 632 583 558
Schmelzradius bei 750 W/cm [mm] 1.45 1.65 1.79

Gegenilber den Anschmelzleistungen im Mischfiu3 gehen die entsprechenden Werte im
Schnellen FluB um ca. 100 w/cm zurlck.
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Il Improvement and qualification of the DEFORM-4C programme packaqe for

evaluation of the steady state and transient fuel pin behaviour

(D. Struwe, B. Porscha, M. Eigemann, W. Pfrang, IRS)

Evaluation of safety aspects of innovative core designs for actinide burning and
transmutation as the CAPRA 4/94 core design with mixed oxide fuel concentrated on
the behaviour of the hollow pellet fuel pin design during power operation up to high
burn-up values and the determination of the power to melt value in case of slow
power transients (< 1% Py/s). Analyses have been performed with the SAS4A.Ref.96
code which is developed in close cooperation by the French IPSN, the Japanese
PNC and the German FZK.

In a first step the reliability of code calculations for the behaviour of a hollow pellet
fuel pin design during power operation has been evaluated. For this purpose
preirradiation campaigns were recalculated which were performed in the framework
of the CABRI-2 and CABRI-FAST projects. In these projects three hollow pellet fuel
pin designs were preirradiated in the PHENIX reactor, i.e. the OPHELIE-6 pins up to
a peak burn-up of 5.8 at%, the SCARABIX pins up to a peak burn-up of 6.4 at% and
the QUASAR pins up to a peak burn-up of 12 at%. Comparison of experimental
results with calculations performed with the Rel. 0.1 code version of SAS4A.Ref.96
revealed reasonable agreement when integral characteristics as fission gas release
were considered. However, extending the comparison to more detailed data as fuel
pellet stack dimensions and axial distributions of fission gas retention, non-negligible
differences between experimental data and calculations were identified. As a
consequence of these findings several modelling aspects of the SAS4A fuel pin
mechanics model DEFORM-4C were revised. These were the radial distribution of
the solid fission product swelling, the temperature dependence of the fission gas
induced fuel swelling, the burn-up dependent axial fuel pellet stack expansion, the
calculational route to determine the behaviour of a fully cracked fuel pellet, the
thermal expansion of solid fission products, JOG material behaviour and the
consideration of contact pressure effects on the fuel to clad heat transfer in case of

gap closure. When comparing resuits of calculations with the revised DEFORM-4C
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model with the experimental observation, better agreement was obtained, especially
with regard to the burn-up dependent axial fuel pellet stack expansion and the axial

distribution of retained fission gases for the three irradiation campaigns considered.

The revised code version was used to investigate the fuel pin behaviour of the
CAPRA 4/94 core design with mixed oxide fuel during power operation. For this
purpose fissile subassemblies located at about the same radial position in the core
cross-section and having a similar power output at EOEC conditions, the same
residence time and the same coolant flow have been combined to one representative
subassembly group. With the foreseen three batch loading scheme this procedure
led to a core representation with 21 subassembly groups. Seven subassembly

groups have the same residence time, but a different power production.

The power variation of individual subassemblies during the equilibrium cycle
operation with the simulation of the subcycling of heavy and light diluents was newly
calculated. The burn-up behaviour of the subassemblies was determined dependent
on the actually established power distribution. As a result of these calculations a fully
consistent power distribution along the core cross section was provided for EOEC
conditions.

For the evaluation of the fuel pin behaviour during power operation simplified power
histories during residence times were used. Results have shown no peculiarities,
though rather high fuel to clad contact pressures were calculated to occur for burn-up
values around 10 at%. At EOEC conditions the average fuel temperatures amount to
about 1700 K to 1800 K for more than 80% of the fuel pins. Clad swelling becomes
considerable especially for the high burn-up pins. Integral fission gas release values
of fuel pins with 12 at% peak burn-up amount to 72% which is just the value
observed in the QUASAR pin preirradiation which reached a peak burn-up of 12 at%
as well. The as fabricated central hole becomes slightly smaller with higher burn-up
which is consistent with the experimental observation. On basis of the calculations
no anomalies were identified which might indicate difficulties arising from the fuel pin
behaviour during power operation. As a next step a more realistic power variation

with the residence time is to be simulated and the results are to be analysed in detail.
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One important result of transient tests performed in the CABRI-2 and CABRI-FAST
programmes was that hollow pellet fuel pin designs seem to result in rather low
power to melt values if power transients with a power increase rate of about 1% Py/s
are imposed. These experimental results make it necessary to evaluate whether this
might pose a more serious problem in case of the specific CAPRA fuel pin design.
However, it seemed firstly necessary to identify the reason of this unexpected
behaviour of the hollow fuel pellet design in the CABRI-tests. Extensive
investigations were therefore performed to evaluate whether the experimental
observations are specific for the CABRI test conditions only or whether they
represent é generic feature of the hollow fuel pellet pin design. As one important
result of this investigation it was demonstrated that the resuits of the CABRI tests are
partly influenced by the fact that the fuel pins remain only for a short time on nominal
power levels prior to the performance of the transient tests. This implies that the fuel
pellets remain in a fully cracked configuration up to the start of the transient, because
there is not sufficient time for a complete preconditioning of the fuel pellet, i.e. crack
healing is not complete at the time of the transient testing onset. However, the power
to melt values for a fully cracked fuel pellet and for a preconditioned fuel pellet are
different from each other. As consequence of these findings one has to differentiate
between power to melt values applicable to start-up transients and power to melt
values applicable to transients starting from long-term power operation. The later
values are higher than the former ones. On this background transient analyses of the
CAPRA core behaviour will be performed for the two conditions separately as a next

step.
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32.22.07 Containmentuntersuchungen fiir innovative Systeme

KAREX-Experimente zum radiologischen Quellterm infolge Reentrainment
(J.Minges, W. Schitz, IRS; M.K. Koch, RUB-NES)

Abstract

This topic deals with experimental and theoretical work on resuspension of low-volatile
material from liquids. In the reporting period, the KAREX experiments were continued
and the code RESUS was further developed and improved in cooperation with the uni-

versity of Bochum (RUB).

im Rahmen dieses Vorhabens werden experimentelle und theoretische Arbeiten
zur Resuspension schwerfllichtiger Substanzen aus Flussigkeiten durchgefuhrt.
Zunachst werden mechanische Prozesse betrachtet. Die Resultate sollen benutzt
werden zur Abschatzung des Quellterms infolge Reentrainment (RESUSPENSION)
aus dem Sumpfwasser. Beim EPR interessiert insbesondere die Freisetzung aus
dem siedenden Pool im Core-Catcher zur Schmelzekiihlung nach der Schmelze-
ausbreitung.

Fortgesetzt wurden die KAREX-Experimente zur Untersuchung der Jettrépfchen,
die beim Zerplatzen von aufsteigenden Gasblasen entstehen, sowie der damit
einhergehenden Freisetzung von Feststoffpartikeln aus Oberflachenschichten
der Flussigkeitsvorlage. Zu diesem Zweck wurde eine Apparatur im Labormaf-
stab errichtet, die eine quantitative, zeitabhéngige Bestimmung der Partikelmen-
gen in den Oberfldchenschichten sowie in den Schichten am GeféaBboden ermdég-
licht und auBerdem die Erzeugung von Luftblasen im GréBenbereich von 1 -5
mm Durchmesser mit definierter GréBe und definiertem zeitlichen Ablauf gestat-
tet. Es wurden orientierte Versuche mit Pulver von Ag, Cr, Cu, Fe und Zn mit Parti-
kelgréBen 5 pm bis 50 pm durchgeflhrt. Die freigesetzten Mengen sowie die
Mengen in der Oberflachenschicht und am GefaBboden wurden mit optischen
und chemischen Nachweismethoden quantifiziert. Die verschiedenen Materialien
zeigen trotz dhnlicher PartikelgroBen ein sehr unterschiedliches Freisetzungsver-
halten. Im Hinblick auf die chemische Analytik (Nachweisgrenze) und das Freiset-
zungsverhalten sind insbesondere Ag- und Cu-Pulver flr weitere Versuche gut
geeignet.
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Der ehemalige Natrium-Versuchsstand FAUST wurde demontiert. Der Versuchs-
behéalter (0,6 m Durchmesser; 1,1 m Hbhe; Maximaldruck 2,2 MPa) wird weiter-
verwendet flr Resuspensionsversuche in gro3erem MaRBstab. Der Aufbau des Ver-
suchsstandes soll 1997 beginnen. Hierbei werden Heizleistungen, Siedebedingun-
gen und Druckwerte eingestellt, die dem EPR-Szenario entsprechen.

Begleitende theoretische Arbeiten zur Resuspension aus FlUssigkeiten wurden als
Auftrag an die Ruhr-Universitdat Bochum (RUB) vergeben. Im Rahmen dieser Ar-
beiten wird der Code RESUS weiterentwickelt. Im Berichtszeitraum wurde haupt-
sdchlich die Anlagerung partikelférmigen, schwerflichtigen Materials in Oberfla-
chenschichten betrachtet.

Um die maximale GroéBe einer an einer Flussigkeitsoberflache haftenden Partikel
zu bestimmen, wurden die an einer Partikel angreifenden Krafte im stationdren
Fall bilanziert. Beispielrechnungen flr verschiedene Stoffpaarungen zeigten,
daf3 die maximalen Radien schwimmfahiger Partikeln im Bereich von 0,06 mm
(Nickel) bis 2,6 mm (PTFE) an einer Fliussigkeitsoberflache (Wasser-Luft bei 20 °C; -
Umgebungsdruck) liegen. Stahlpartikeln sind unterhalb von 0,7 mm schwimmfa-
hig. Steigende Temperaturen und kurze Kontaktzeiten mindern den maximalen
Radius schwimmfahiger Partikeln, die Zugabe von Salz (Meerwasser) erhéht ihn.
Oxidation und glatte Oberflachen senken den Randwinkel und damit auch den
maximalen Radius.
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32.23 STUDIEN ZUR AKTINIDENUMWANDLUNG

32.23.01 Neutronenphysikalische Untersuchungen zur Transmutation von

Aktiniden und Spaltprodukten

l. Untersuchungen und Vorschidge fiir ein geeignetes neutronisches

Berechnungsschema zur Auslequnag und Optimierung von CAPRA-Reaktoren
(S. Jaag, E. Kiefhaber, INR)

The established project route was well justified for conventional core designs of Liquid
Metal Cooled Fast Reactors (LMFRs) of the type of the SUPERPHENIX (SPX 1) plant.
This calculational route was verified and validated by comparing its results with those
obtained by using more refined methods. An equivalent validation was up to now miss-
ing for more advanced core designs like those of the CAPRA reactors intended for

burning plutonium and Minor Actinides (MAs).

A unique feature of the CAPRA core is its large number of diluents. Due to their large
empty volume fractions, these diluents are rather transparent for neutrons, especially
for those traveling in axial directions; additionally, their considerable amount of
moderating material causes a remarkable variation of the neutron spectrum between
the fuel region and the positions of the diluents subassemblies (S/As). Moreover, due to
the in creased transparency, the core zones of different fuel enrichment are radially not
coupled as closely as conventional LMFR cores. Therefore, the flux and power tilting
induced e.g. by insertion of control rods in the inner or outer core region could be
considerably more pronounced than predicted for standard LMFRs. Altogether the
combination of these specific features gave rise to doubts whether the established
route and the inherent approximation might still be suitable for the CAPRA cores or it
there may be a need for a "New Fast Reactor Neutronic Formulaire" for these non-
standard LMFR designs. Furthermore, modern computers are much faster and cheaper
than those available in the past so that now advance calculational tools can be sued on
a routine basis, e.g. 3-dimensional transport codes, which would have been prohibitive

one decade ago, even if the algorithms would have existed.
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The following problems were addressed, at least in a preliminary manner, in the study

of which the main results will be described below:

Is the synthesis approximation still reliable?

Is the mesh 1 approximation still acceptable?

Is the diffusion approximation still sufficient?

Is the group collapsing to 6 coarse energy groups still suitable?

By comparing the results of the Kaplan single channel synthesis method with the fully
3-dimensional finite difference discretization method (both for diffusion theory), our
investigations revealed at a fairly early stage that although the synthesis approach is
applicable for conventional LMFR core designs such as SPX1, but that it can no longer
be relied upon for the more advanced burner designs such as the CAPRA core having

a much more complicated geometrical arrangement and material configuration.

Our studies for a configuration with all controi rods withdrawn showed that for the power
densities in the fuel at reactor midplane, the relative differences exhibit their largest dis-
crepancies, of about - 10 %, close to the core center, and of about + 11% at the border
between outer core and reflector. For a configuration where the rods are only withdrawn
just up to the core midplane, the deviations exceed considerably the + 10 % range
reaching about + 20 % at maximum. In the so-called singularities, i.e. S/As filled with

diluent or absorber material, the observed discrepancies were even larger.

For the above reasons, the KAPLAN single channel synthesis method cannot be

considered as a suitable tool for design and optimization studies of CAPRA-type cores.

Our detailed investigations showed a remarkable influence of the mesh refinement on
the criticality eigenvalue, k.4, which is more pronounced for the rods in configuration
than for the rods out configuration. The largest mesh size effect was found for the
absorber worth and for the Na-void reactivity associated to the rods in configuration.
Discrepancies roughly of the order of £ 5 % were also observed for the power distribu-
tion upon mesh refinement. Here the situation is even worse than for eigenvalues or
reactivity worths because contrary to a possibility for these integral parameters, for the
power distribution there does not exist an easy way of extrapolating the results for

decreasing mesh sized to the proper distribution representative for mesh size zero.
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Our investigations showed the following:

e The mesh 1 fin.diff. diffusion method must be considered as not being sufficient
when applied to CAPRA-type cores.

° The mesh size effect is dominated by its radial dependence.

e The largest discrepancies are found for rods in configurations, including a significant

power tilting effect between inner and outer core regions.

Having in mind (a) the shortcomings of the established project route mentioned above
and (b) the specific features of the CAPRA cores, we decided to have a closer look fo
the Variational Nodal Method (VNM) which has become available fairly recently as an
attractive option, namely the VARIANT code as a new code package within the
ERANOS system. It was particularly useful that a transport option could be applied in

addition to the diffusion option, both for 3-dimensional Hex-Z-geometry.
The main findings of our investigations were:

¢ The VARIANT transport method must be considered as the first choice when study-
ing Na-void effects.

e The discrepancies in power distribution are on an acceptable level of roughly £ 3 %
so that the diffusion option of VARIANT might be suitable for burn-up calculations
and for optimization of the core layout.

e The mesh size zero extrapolations of the fin.diff. diffusion calculations are in almost
perfect agreement with the VARIANT diffusion calculation.

e The computing costs and achieved accuracy clearly favors VARIANT diffusion calcu-
lations for condensed group schemes, sing suitable chosen medium-wise weighting

functions obtained by crude fin.diff. diffusion calculations.

The established "Neutronic Formulaire" makes use of collapsing scheme with 6 coarse
groups. Due to the large amount of moderating material in CAPRA-type cores, there is
a justified suspicion that there might be more favorable group schemes - e.g. schemes
emphasizing the low-energy part of the neutron spectrum and, particularly, the
pronounced resonance of Na, leading eventually to more than 6 coarse groups for a
better accommodation to the variation in the energy dependence of the neutron

spectrum between the fuel region and the enclosed diluent and absorber positions.
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We have studied in a fairly comprehensive manner various coarse group schemes with
respect to their properties of achieving reasonably good approximations for eigenvalues
as well as for power distributions for different configurations. Moreover, we also tried to
find out in which way one can easily obtain fairly suitable weighting functions to be used

in group collapsing.

The most important results of our efforts related to energy group condensation for a

typical CAPRA core are as follows:

e The group scheme with 6 groups of the established "Formulaire" no longer seems to
be the best choice for the CAPRA-type cores. Various group schemes having 7, 8,
and 9 groups should be preferred instead.

e For group collapsing, the concept of using HETAIRE cell fluxes is not recommended,
as it causes large discrepancies in reactivity eigenvalues and power distributions.

e The quality of the power distribution is excellent for all group schemes when con-
densing with medium-wise averaged fluxes.

e For determining the medium-wise averaged fluxes as weighting functions for group
collapsing a very low convergence accuracy of the 25 groups fin.diff. diffusion calcu-
lation is sufficient (e.g. locall/integral convergence 10'2/10'1) leading to short extra
CPU times.

As a general suggestion we would recommend for an "Advanced Neutronic Formulaire”
adapted to CAPRA-type core designs to sue slightly more than 6 groups where the
preparation of weighting functions should rely on medium-wise spectra obtained on the
basis of fairly simple and cheap 25 groups, mesh 1/finite difference diffusion calcula-
tions with rather crude convergence criteria or iteration accuracies. As a standard route
the VARIANT diffusion option will usually be sufficient for most design and optimization
studies. For more accurate results, especially regarding the Na-void reactivity effect, the

VARIANT transport option is more adequate.

As a precautious remark it should be mentioned that some of our numerical resuits and
the deduced conclusions have still to be considered as to be of a somewhat preliminary
nature and not yet the final answer to some of the questions posed at the beginning.
This restriction holds e.g. for the influences of the mesh size in fin.diff. diffusion calcula-
tions and for the comparison between diffusion and transport results. In the established

"Formulaire" it was standard practice to apply an appropriate modification e.g. of the 1o
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concentration to take into account mesh size and transport effects. No such "recipe"” for
an equivalent modification has up to now been established and validated for CAPRA

cores.

Obviously the derivations and verification of suitable and sufficiently reliable procedures
for adjustments or modifications of material compositions or macroscopic cross sections
on the basis of preserving diluent and absorber reactivities (and - hopefully - power dis-
tributions, too) will only be needed for those calculational routes using the diffusion
approximation. However, even when using the VARIANT transport method, proper pro-
cedures of dealing with the heterogeneous structure of the singularities (absorber and
diluent S/As) are needed. l.e. the application of a homogenized absorber composition
and the appropriate (maybe direction-dependent) transport cross section for these

singularities are still issues to be dealt with in future studies.
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I1. IAEA-koordinierte Neutronik-Benchmark-Rechnungen fiir Beschleuniger-

getriebene Systeme
(C. Broeders, . Broeders, INR)

Calculations for the IAEA coordinated
ADS NEUTRONIC BENCHMARK

Abstract:

Since several years the transmutation of nuclear waste (actinides and fission products)
in accelerator driven subcritical systems (ADS) is investigated in many countries. In
a recent publication, C. Rubbia and coworkers at CERN proposed a so-called Energy
Amplifier (EA) which may be used as power generator and for the transmutation of ac-
tinides and fission products. This Energy Amplifier has been chosen as the base for the
IAEA-coordinated ADS-neutronic benchmark. The aim of the benchmark is to obtain a
better understanding of the neutron physics of accelerator driven subcritical reactors, and
international comparison of the codes and data used for the calculation of these systems.

Some of the results obtained from the benchmark calculations at FZK will be presented.

Introduction:

The ADS - Neutronic Benchmark coordinated by the IAEA is based on the Energy Ampli-
fier (EA) proposed by C. Rubbia and coworkers [1],[2]. This energy amplifier uses thorium
as basic fuel and liquid lead coolant. A proton beam of 1 GeV hits a liquid lead target
and produces spallation neutrons. The constant power of 1500M Wy, is controlled by the
proton current of the accelerator. The necessary proton current depends on the reactivity
eigenvalue of the system and is about 11 mA for the fresh reactor with kesy = 0.98 . A

larger proton current is needed for lower values of k..
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Specification of the ADS-Neutronic Benchmark

Figure 1 shows the longitudinal cut through the cylindrical reactor. The reactor is sym-
metric around core midplane, only the upper half of the reactor is shown in the figure.
The fuel of the reactor is Th?*2/U?*, coolant and moderator is liquid lead. The neutron
source is produced by a 1 GeV proton beam of 20 cm diameter and parabolic profile. The
particle beam hits the liquid lead target 25 cm above the axial symmetry line. The target
is positioned within a liquid lead zone the radius of which is 32.5 cm.

The total radius of the reactor is 320 cm, its height is 640 cm. The Th22/U?33 fuelled
annular core is 150 cm high and consists of two zones both having the same U?*® en-
richment, but different volume fractions. In the inner core region the volume fractions of
fuel/coolant(moderator) /structural material are about 0.31/0.58/0.11, in the outer core
region about 0.37/0.51/0.12, which means a relatively low volume fraction of structural
material when comparing with conventional LMFR designs. The radial extent of the in-
ner core region is from 32.5 cm to 82.5 cm, the outer radius of core region 2 is 147.5¢cm,
the outer boundary of the radial blanket is 162.5 cm. An axial reflector (90 cm high)
composed mainly of lead and iron is positioned above and below the core and blanket
zones

The weight of heavy metal (HM) in the inner core region at begin of life is 6.63 t, in the
outer core region it is 20.23 t, the weight of Th?*? in the radial blanket is 6.29 t.

In the present stage 1 of the benchmark the neutron source has been provided in the
benchmark specification. The energy dependent neutron source is given in a 25 energy
group structure. The neutron source is assumed to be spatially homogeneous in the
cylindrical region of 10 cm radius and 25 cm height above and below the axial symmetry
line. For our calculations we have converted the neutron source from the 25 energy group
structure into the 69 group structure that is used in the KARBUS system [6]. The
calculation of the source using codes like HETC [3] or LAHET [4] will be part of a further
stage of the benchmark.

Calculations for the reactor at begin of life

The calculations for the reactor at begin of life have been carried out with the Sy code
TWODANT [5] in S4/P; approximation with multigroup cross sections of our 69 energy
group constant library. The group constants for the isotopes in the fresh reactor are
based on JEF-2.2 except U?* which is calculated from ENDF/B-V1. In our calculations
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the temperature of the fuel was 1200K and the temperature of structural materials and
coolant was 900K. The 25 energy group neutron source provided with the benchmark has
been transformed to the 69 group structure of our group constant set in such a way that
for each of the original 25 energy groups the average number of source neutrons per eV
was conserved. For the power normalization the energy release per fission has been set
equal to 210 MeV (default value used in TWODANT), which might a bit too large for a
realistic design. The U?* enrichment ( same enrichment in the two core zones ) had to
be adjusted to three different values of £y at begin of life, namely k¢ = 0.98, 0.96 and
0.94.

In order to avoid complications from the definition of k.;; for external source driven
subcritical systems, the benchmark specification required the k.f; determination from
the well defined eigenvalue calculation of the system.

The following U%*? enrichments have been calculated:

10.0 at% U3 for ks = 0.98

9.68 at% U?? for keff = 0.96

9.36 at% U?® for kess = 0.94

The radial power density distribution at core midplane at begin of life is shown in Figure 2.
The power is zero in the inner lead region (power production due to (n,v)- and (n,n’)-
reactions has been neglected here) and jumps to its maximum value at the inner core
boundary. From there it decreases rapidly in radial direction. The power jumps to another
peak value at the boundary between core region 1 and core region 2 corresponding to the
higher fuel volume fraction in core region 2, in the radial blanket the power is close to
zero (in the graph the jumps are simulated by steep slopes).

Figure 3 presents the radial distribution of the neutron flux density at core midplane at
begin of life for the three values of k.s; investigated in the benchmark.

Finally Figure 4 shows the radial dependence of the spectral indices: o ;s5(Th?32) /0 455 (U?%2).
The ratio of the two fission cross sections is large in the target region because of the high
energy of the spallation neutrons. The neutrons are slowed down in the buffer lead region
between 10cm and the inner core boundary at 32.5cm and the spectral indices are de-
creasing correspondingly. The slight increase of o5 (Th?3?)/04i5,(U?%) at the inner edge
of core region 2 is due to a noticeable spectrum hardening effect resulting from the lower
coolant volume fraction in the outer zone. The spectral indices are rapidly decreasing
in the radial blanket caused by the strong attenuation of high energy neutrons and the
piling up of low energy neutrons (see Figures 4a and 4b showing the group fluxes fo four

coarse energy groups).
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For two of the cores (kejy = 0.98 and k.s; = 0.94) the void reactivity effect has been
determined for begin of life (BOL) from eigenvalue calculations with TWODANT. In
both cases k.;s increases if only core region 1 is voided. If both core regions are voided,
kess decreases. The results are shown in more detail in Table 1.

If we make the conservative assumption that on the average 25 spallation neutrons are
produced per source proton, the proton current required to obtain the power of 15000 Wy,
at begin of life is 11.1 mA for k.s; = 0.98. For the fresh reactor with k.yy = 0.96 a proton
current of 22.8 mA is needed to obtain 1500M Wy,. For the case k.;; = 0.94 the proton
currrent necessary for 1500M Wy, is 35.7 mA.

According to the change of k. ;¢ during burnup a variation of the proton current is required
to obtain constant power. For constant power, the correlation between proton current and

kess is approximately proportional to (1 — keys) [8]

Behaviour of k.ss as a function of burnup

The main goal of the benchmark was to study the behaviour of the eigenvalue kes; dur-
ing burnup. Our burnup calculations have been carried out with the program chain
TWODANT/KARBUS [6] [7]. Neutron flux densities for the burnup calculations have
been obtained from source calculations with TWODANT, the k. values at begin of life
and after each burnup step are obtained from eigenvalue calculations with TWODANT.
KARBUS has been applied for the burnup calculations.

Figure 5 shows our results for k.ss as a function of burnup from 0 days to 2250 full power
days in time steps of 150 days. After 2250 days a burnup of about 115 GWyd/t(HM)
is reached. The main reasons for the strong decrease of k.;; during the first 150 days
is the buildup of Pa?®® | which has a large capture cross section (about 1 barn in the
core regions, about 4 barn in the radial blanket at begin of life). Pa®® is built up by
Th?%(n, v)Th*3 and subsequent S~ - decay of Th?* into Pa?3. The half life of Th?*? is
22.3 m and that of Pa?? (8~ -decay) is 27 d.

During the first burnup step of 150 d the U%3® enrichment decreases in both core regions.
After 150 d the U?3® enrichment increases steadily as a consequence of the U?** buildup.
This leads to the increase of k.ss between 150 d and about 900 d which is shown in
Figure 5.

The decrease of kess after about 900 days is due to the increase of fission product con-

centration in the core regions. The change of fuel isotope concentrations and the buildup
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of some actinides and of Tc® during burnup are shown in Table 2 for the inner core
region of the reactor with k.sy = 0.96. After 2250 days of burnup 72.5kg of Tc-99 are
produced in the reactor: 28.7 kg in the inner core region, 42.1 kg in the outer core region
and 1.7 kg in the radial blanket.

Table 1: Void reactivity effect at begin of life (BOL)

core region 1

core regions 1 + 2

no void voided voided
kef 0.97969325 | 0.98971642 0.97843171
(5E)00ia(BOL) .01023 -.00129
kess 0.93996718 | 0.95017181 0.93966408
(5E)40ia(BOL) .01086 -.000322

(55)v0ia(BOL) = [kesf(voided) — keps(BOL)]/key;(BOL)

Table 2 : weight of isotopes [kg] as a function of time
core region 1 (ks = 0.96)

Time T,232 1723 17235 P23 Py238 P23 T
[days]

0 5.986E+03 | 6.443E+02 | 0.00E+4+00 | 0.00E+00 | 0.0E+00 | 0.0E400 | 0.00E+00
150 5.876E+03 | 6.247E+02 | 2.21E-01 | 2.69E+01 | 2.4E-07 | 1.5E-09 | 2.25E+00
300 5.761E+03 | 6.233E+02 | 8.90E-01 | 2.88E+401 | 8.8E-06 | 1.1E-07 | 4.59E400
450 5.650E+03 | 6.324E+02 | 1.90E+00 | 2.78E+01 | 6.5E-06 | 1.2E-06 | 6.84E+00
600 5.543E+03 | 6.339E+02 | 3.16E+4+00 | 2.68E+01 | 2.5E-04 | 5.9E-06 { 9.00E+00
750 5.439E+03 | 6.332E+02 | 4.60E4+00 | 2.60E+01 | 7.0E-04 | 2.0E-05 | 1.11E+01
900 5.338E+03 | 6.310E+02 | 6.17E4+00 | 2.53E+01 | 1.6E-03 | 5.4E-05 | 1.31E+01
1050 || 5.239E+03 | 6.275E+02 | 7.84E+00 | 2.47E+01 | 3.2E-03 | 1.2E-04 | 1.51E+01
1200 || 5.142E+03 | 6.229E+02 | 9.58E+400 | 2.42E+01 | 5.6E-03 | 2.5E-04 | 1.70E+01
1350 || 5.047E+03 | 6.174E+02 | 1.13E+401 | 2.38E+4+01 | 9.4E-03 | 4.5E-04 | 1.88E+401
1500 || 4.953E403 | 6.112E+4-02 | 1.31E+01 | 2.34E401 | 1.5E-02 | 7.8E-04 | 2.06E401
1650 || 4.861E+03 | 6.044E+02 | 1.49E+01 | 2.31E401 | 2.2E-02 | 1.3E-03 | 2.23E+01
1800 || 4.769E+03 | 5.970E+02 | 1.67E+01 | 2.29E4+01 | 3.2E-02 | 2.0E-03 | 2.40E+01
1950 || 4.679E+03 | 5.893E+02 | 1.84E+01 | 2.27E+01 | 4.4E-02 | 3.0E-03 | 2.56E+01
2100 || 4.589E+03 | 5.812E+4-02 | 2.02E+01 | 2.25E+01 | 6.0E-02 | 4.3E-03 | 2.71E+01
2250 || 4.500E+03 | 5.728E+402 | 2.18E+01 | 2.23E+01 | 8.0E-02 | 6.1E-03 | 2.87TE+01
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Figure 1: ADS- NEUTRONIC BENCHMARK

GEOMETRY
320 cm
LEAD
165. |
LEAD REFLECTOR
LEAD
75. F
B
L:
Z CORE CORE A
R REGION 1 REGION N
G
25, —*l = $
| T
i .
10. 325 825 147.162. 320 cm.
References

[1] C. Rubbia, J.A. Rubio et. al., and Ch. Roche, CERN/AT/95-44(ET)
[2] C. Rubbia, S. Buono et. al., CERN/AT/95-53(ET)
[3] P. Cloth, D. Filges et. al., Jiil-2203, (May 1988)

[4] R.E. Prael and H. Lichtenstein LA-UR-89-3014 Los Alamos National Laboratory (Septem-
ber 1989)

[5] R.E. Alcouffe, R.S. Baker et. al. LA-12969-M, (June 1995)
[6] C.H.M. Broeders KfK 5072 (August 1992)

[7] C. Broeders, I. Broeders, in R. Hiiper (Hrsg), FZKA 5780 (August 1996)

[8] M. Segev “Personal communication” Sommer 1995




[Watt/ecm**3]

power

neutron flux density [n/(cm**2 * sec) E+16 ]

— 470 —

Figure 2: radial power density distributions
at core midplane (begin of life)
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Figure 3: radial dependence of neutron flux densities
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Figure 4a: radial dependence of neutron flux density in coarse groups
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Figure 4b: radial dependence of heutron flux density in coarse groups
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Figure 4: spectral indices

at core midplane (begin of life)
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32.23.02 Abtrennverfahren fiir Aktiniden aus hochradioaktiven Abfillen

(Z. Kolarik, INE)

Abstract

The work on the separation of actinides from high active waste concentrated mainly on
examinations on the separation of transplutonides from lanthanides. These examinations
are to increase the knowledge on extractants for the selective extraction of trans-
plutonides (lll) from lanthanides (lll). Extraction tests were carried out with Am(lll) and
Eu(lll) representing the element groups to be separated. Some of the tested extractants

showed promising results.

Das Vorhaben wird im Rahmen des EU-Programms ,Safety of Nuclear Reactors. A.2.
Fuel Cycle Concepts (Partitioning and Transmutation)“ unter der Vertrags-Nr. FI4|-CT96-
0010 bearbeitet (Projekt ,New Partitioning Techniques®, Vertrag in Kraft seit 01.05.96,
finanzielle Unterstitzung 100.000 ECU fir 3 Jahre). Das gesamte Projekt befal’t sich mit
Arbeiten zu einem schon festgelegten FlieRschema fir die Abtrennung von Uran,
Neptunium, Plutonium, Americium und Curium aus dem hochradioaktiven Abfall, der in
der Wiederaufarbeitung des abgebrannten Kernbrennstoffs anfallt. Gemal der Arbeits-
verteilung innerhalb des EU-Programms liegt der Schwerpunkt unserer Arbeit an diesem
Vorhaben in der Untersuchung der Abtrennung von Transplutoniden von Spaltlanthani-

den.

Das Ziel unserer Arbeiten ist Gewinnung von Kenntnissen Uber Extraktionsmittel fur
selektive Extraktion von Transplutoniden(lll) im Bezug auf Spaltlanthaniden(lll). Solche
Selektivitat kann mit sogenannten ,Soft-donors* erreicht werden, d. h. solchen Extrahen-
ten, die extrahierte Metallionen durch Schwefel- oder Stickstoffatome binden. Unsere
Aufmerksamkeit wurde den letzteren Extraktionsmitteln gewidmet, weil von ihnen eine
héhere chemische Stabilitat erwartet werden kann als von Schwefelverbindungen. Dabei
wurden neutrale, solvatisierende Verbindungen untersucht, die Transplutoniden(ltl)- und
Lanthaniden(lll)-lonen (M3+) als Komplexe des Typs MA,;nB extrahieren. Die zu ge-

winnenden Kenntnisse betrafen den EinfluR der molekularen Konfiguration des
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Extrahenten, des Charakters des Anions A” und des Charakters des benutzten Verdiin-

nungsmittels aud die Extraktions- und Trenneffektivitét.

Unsere Arbeit umfasste Synthesen der Extrahenten und Untersuchungen ihrer Eigen-
schaften in Extraktionsversuchen. Die Extraktionsversuche wurden mit Am(lll) und Eu(lll)

als Repréasentanten der Transplutoniden(lll)- bzw. Lanthaniden(lll)gruppe durchgefiihrt.

Im Jahre 1996 wurde die Untersuchung von 2-substituierten Benzimidazolen, die als bi-
dentate Komplexbildner wirken, abgeschlossen. Die Grundsubstanz, 2-(2-Pyridyl)benz-

imidazol, ist hier abgebildet:

Folgende Schiuf3folgerungen kénnen Uber den Einflu® der Struktur gemacht werden: Die
Extraktions- und Trenneffektivitat (und auch die Loslichkeit in organischen Ldsungs-
mitteln) wird duch Einfuhrung einer Methylgruppe in die 6-Position des Benzolrings
verbessert. So wurden z. B. in der Extraktion von Am(lil)- und Eu(lll)-Thiocyanaten mit 6-
Methyl-2-(2-pyridyl)benzimidazol Am(lIl)/Eu(lll)-Trennfaktoren von 20 - 50 erreicht. Ein-
fuhrung einer weiteren Methylgruppe, namlich in die 5-Position, verbessert die
Extraktions- und Trenneffektivitdt nicht weiter und verschlechtert die Ldslichkeits-
eigenschaften. Die Extraktions- und Trenneffektivitat wird durch die Einfuhrung von
Chlor- und Nitrosubstituenten in die 5(6)-Position und von einer Methyigruppe in die 6'-

Position (d. h. an das Pyridylring) verschlechtert.

Am(ill) und Eu(lll) werden als Mono- bis Trisolvate, MA;'B bis MA5-3B, extrahiert. Es
kann allgemein gesagt werden, daR die Trenneffektivitat mit der durchschnittlichen
Solvatationszahl des extrahierten Am(lll)-Komplexes stark ansteigt. Aus dieser Tatsache
kann eine allgemeine Regel Gber den Einflul des Anions A" und des Verdiinnungsmittels
auf die Trenneffektivitat abgeleitet werden, dafd sie namlich durch solche Faktoren unter-
driickt wird, die die Solvatationszahl herabsetzen. So wird die beste Trenneffektivitat in
der Extraktion von Am(lil) und Eu(lil)-Thiocyanaten (A = SCN) erreicht, weil die mono-

dentaten Thiocyanationen wenig Raum in der Koordinationssphare der M**-lonen
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beanspruchen und die Koordinierung von Extrahentenmolekiilen (B) nicht verhindern.
Weniger effektiv ist die Am(lIl)/Eu(lll)-Trennung in der Extraktion von Salzen von bi-
dentaten Anionen wie Nitraten, Perchloraten und Thenoaten. Um den EinfiluR von
Verdinnungsmitteln zu charakterisieren, es kann gesagt werden, daR solche von ihnen

die Trenneffektivitat unterdriicken, die mit den Extrahenten molekulare Komplexe bilden.

Im Unterschied zu Benzimidazolderivaten weisen analoge und ahnliche Heterocyklen,
namlich 2-(2-Pyridyl)benzoxazole, 2-(2-Pyridyl)benzthiazol, 2-(2-Pyridyl)chinolin und 2-(2-
Pyridyl)chinoxaline, eine &uRerst niedrige Extraktions- und Trenneffektivitat fir das

Americium(lll)/Europium(lil)-Paar.

Im weiteren Verlauf wurde die Arbeit auf tridentate Komplexbildner konzentriert. Leider
zeigten sich manche, im Bezug auf die Struktur versprechende Extrahenten in orga-
nischen Losungsmitteln ungenugend Ioslich. Dies betrifft z. B. 2,6-Di(2-benzimidazolyl)-,
2,6-Di(6-methyl-2-benzimidazolyl)-, 2,6-Di(5,6-dimethyl-2-benzimidazolyl)- und 2,6-Di(2-
benzoxazolyl)pyridin. 2,3,5,6-Tetra(2-pyridyl)pyrazin is besser l6slich, aber auch bei der
héchsten erreichbaren Konzentrationen konnten die Messergebnisse seine Trenn-
effektivitat nur andeuten. 2,3,5,6-Tetra(6-methyl-2-pyridyl)pyrazin ist noch besser I6slich,
aber zeigt eine duflerst schwache Fahigkeit, Am(lll)- und Eu(lll)-Verbindungen zu solva-
tisieren (eine Methylgruppe in der 6-Position eines 2-Pyridylsubstituenten scheint ganz
allgemein eine stark untrdriicxkende Wirkung auf die Extraktionseffektivitat von hetero-
cyklischen Extrahenten zu haben). 2,6-Bis[4,5-dihydro-4(S)-isopropyloxazol-2-yl]pyridin
(im Handel erthaltlich) ist gut 16slich in organischen L&sungsmitteln, aber nicht sehr
effektiv. In der Extraktion von Am(lll)- und Eu(lll)-Thiocyanaten ist die Trenneffektivitat
befriedigend, aber die Extraktionseffektivitat ist niedrig, und es ist umgekehrt in der
Extraktion von Am(lll)- und Eu(lll)-Thenoaten.

Versprechende Ergebnisse wurde mit potentiel tridentaten 3,5-Pyridinderivaten von
1,2,4-Triazol gewonnen, die Am(lII[)/Eu(lll)-Trennfaktoren von bis zu 60 erméglichen.
Untersuchungen dieser Verbindungen wurden erst Ende 1996 angefangen und wurden

in diesem Jahr fortgesetzt.
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32.23.03 Sicherheitsuntersuchungen zum dynamischen Verhalten von Kernen
mit Aktinidenanteil

1, Passive Mafinahmen zur Reduzierung des Rekritikalitatsrisikos in CAPRA-

Kernen

(W. Maschek, INR; M. Flad, D.T.l. GmbH)

l. INTRODUCTION

Within the CAPRA program the feasibility of fast reactors has been investigated to burn
plutonium and also to destruct minor actinides (Mas) /1/. The main research effort focuses
on a reference core option based on oxide fuel, but also advanced core concepts of fuel
without uranium are investigated. The design of CAPRA cores shows significant differences
compared to conventional cores. This refers e.g. to the high Pu-enrichment, the MAs in the
fuel, the absence of axial blankets, the new pin design and the introduction of diluent
material into the core. These differences are reflected in altered safety parameters and
accident scenarios during core melt-down /2/.

The general safety strategy for CAPRA cores goes along the lines for risk minimization
developed for the EFR /3/.Additionally to the two ordinary shutdown systems a so-called
third shutdown level is introduced which should exclude a core-melt at all. For CAPRA
cores, in the beyond design basis area, additional mitigative measures (besides
containment measures) might be foreseen and an additional line of defense might be
introduced against rectiticalities.

Analyses have been performed to assess the recriticality and core-melt energetics
potentials for the CAPRA reference oxide core and for an advanced uranium-free core with
PuN fuel /2/. Compared to a conventional core the risk of a recriticality is increased under
core-melt conditions because of the much higher Pu-enrichment. However, the special
design of burner cores can be ulilized to reduce the recriticality risk by both exploiting
inherent features and optimizing the available diluent system on the core level for
enhancing the fuel discharge from the core. By an early fuel relocation from the core the
escalation into a neutronically active whole-core-melt with its associated energetics might
thus be prevented.

Il. STRATEGIES AND MEASURES FOR REDUCING
THE RECRITICALITY RISK

In spite of the available safety systems, the occurrence of a core disruptive accident is
postulated in our investigations. In a reactor core with high enrichment the prime measure to
prevent/mitigate rectiticalities is the dilution of the fuel. The dilution is achieved via a
discharge of fuel from the core reducing the criticality of the system (critical configurations
outside the core, e.g. in a core catcher must also be prevented). The dilution principle can
be extended by introducing absorbing material. The 'dilution principle’ is already applied
under normal operating conditions in the highly enriched CAPRA cores. The CAPRA cores
contain significant "empty" space to increase the heutron leakage and to cope with the high
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Pu-enrichment of 40 - 45 %. This "dilution" manifests on the core level by the introduction of
numerous diluent- subassemblies (52 S/As), on the subassembly level by dummy pins (133
per S/As) and on the pin level by a large central hole of more than 2 mm.

The strategy for the increased fuel discharge relies on three levels (Fig.1) which come into
action sequentially with the extending core destruction:

A. Pinlevel:
With the large central hole in CAPRA pins the ‘fuel squirting’ effect observed in CABRI
experiments might be enhanced.

B. Subassembly level:
The diluent pin positions within the subassembly could be ‘bundled and connected' to
provide a separate channel for fuel relocation in the case of pin disruption and melting.

C. Core level:

In the case of local pooi formation the molten inventory could access the subassembly
diluents. The large hydraulic diameter of the diluents could provide sufficient relocation
space.

Additionally to these 'dedicated' fuel removal paths, the subchannel system, the hexcan
gaps of the axial and radial reflector and also the control rod guide tubes could further
contribute to the fuel discharge. The important difference of the 'dedicated' fuel release
paths is that they are specifically designed and shouid reliably allow for a controlled material
relocation (CMR).

Analyses performed so far/5/ did not give convincing results that fuel relocation on the pin
level (A) and on the subassembly level (B) are sufficient to control the recriticality problem.
Therefore the major thrust of work has been devoted to mitigation measures on the core level (C).

Transient analyses of core meit accidents show that for conventional cores with e.g. 20 %
Pu-enrichment, a loss of 20 % of fuel aiready strongly mitigates the energetics potentials
and a loss of 40 % makes a power burst very unlikely /4/. In the CAPRA core, more fuel
must be discharged with the above percentages increasing to 40 % and 70 % respectively.
These numbers reflect conditions of neutronically active whole core pools where extensive
compactive motions could take place /2/. In a more reaiistic assessment, taking into account
the heterogeneous structure of the CAPRA core, the diluent system has an important
double function. As long as it is largely intact it reduces the mobility of the molten inventory
and prevents any significant compacting motions /6/. After failure it can serve as an efficient
fuel removal path.

The final goal of utilizing these CMR measures /devices might be the prevention of
recriticalities. The present status of results however indicates that this might be too
ambitious. A more moderate goal is to prevent the occurrence of prompt critical core states
and the melt-escalation and formation of a large connected molten fuel pool with its
energetics potential. This more cautious position takes into account that the effectiveness of
these measures must be proven for a large number of accident conditions and that
experimental testing of these devices has not yet been started /5/.
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. CONTROLLED MATERIAL REMOVAL ON THE CORE LEVEL

A significant potential for fuel discharge under accident conditions offers the diluent
subassembly system of the core. The CAPRA core contains 52 diluent subassemblies
where 22 of them are partly filled with B,C as moderator to improve void and Doppler
values. Usually, six fuel subassemblies are grouped around one diluent. The 'light' diluents
contain 37 empty pins, in the 'heavy' diluents 15 % of the pins are filled with B4C. In the
diluent the sodium volume fraction directly available as fuel streaming path is low with 27 %,
the flat to flat distance is 0.15 m. The diluents can become activated for fuel removal after
local fuel pool formation and melt-through of the subassembly walls in the early transition
phase. The empty steel pins can be eroded after fuel enters the bundle and the large
hydraulic diameter of the bundle becomes available for the fuel flow. These diluents might
be optimized for a maximum potential of fuel release.

For assessing the potential for fuel removal through the diluent system the SIMMER-IIl code
/7] has been applied as the prime calculational tool. This code is developed by PNC under
cooperation with FZK and CEA. In the geometric core model, the central diluent
subassembly has been used as possible fuel release path for the fuel pool. Axial and radial
blockages around the pool suppress intra-subassembly or gap-system fuel removal.

Different types of diluents have been investigated starting with the ordinary diluent
assembly and gradually changing the steel and sodium fractions within the hexcans. In
addition, the option has been investigated to place boron balls above the core which could
drop into the diluent assembly. In the calculations the surrounding local pool which should
be discharged consists of 18 subassemblies - the directly adjacent 6 plus 12 additional fuel
subassemblies. This larger pool was chosen to identify any fuel sloshing and compaction
tendencies. The pool conditions vary in fuel/steel temperature, pressure and power. The
investigated fuel-temperature parameter-range covers 3000-3600 K, pressure levels range
between 1.0 - 20.0-10° Pa and power levels between 0.5 - 10.0 times steady state. The time
scale for the pool to access the diluent bundle depends on the power conditions in the pool
and if protecting fuel crusts on the hexcan walls are stable. The evidence from SCARABEE-
N experiments /8/ proposes that a very rapid access on a less than ~ 2 sec timescale would
take place for reactor conditions with heat fluxes above 1000 W/cm .

The necessary time frame on which the fuel removal must take place can be deduced from
accident calculations on whole core pool formation /4/ and from the propagation velocities
found in the SCARABEE-N tests /8/. Accident calculations show that the melt-down phase
after a primary excursion until formation of a whole core pool lasts between 5 - 20 s (if
conditions allow to achieve this state and the pool confinement is stable). The SCARABEE-
N experimental information and extrapolation to reactor conditions /8/ give time scales in the
same range. Thus a necessary condition for the effectiveness of the dedicated devices is to
become rapidly accessible and that a significant fuel mass must be released on time scales
of less than 5 seconds.

In Fig. 2 a typical fuel removal scenario is presented. After the triggering of hexcan failure the
pool expands into the diluent. A fuel coolant interaction (FCI) ejects the sodium from the
bundle and fuel starts 1o move into the voided space.
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The calculational results provide the following information:

1) Efficient fuel removal on the right time scale can only be expected with sufficient
temperature/pressure levels in the pools (e.g. after a mild recriticality). A massive removal of
a fuel particle melt with high viscosity cannot be expected. Removal rates in this case are in
the range of 10 kg/sec or below.

2) The discharge rates in a diluent subassembly could be as high as dM/dt~100-200 kg/s
for temperature/pressure levels typical for a mild nuclear excursion (T; ~3600 K, P ~ 5.10°
Pa). This would guarantee a sufficient fuel removal in a time-frame of 2 - 3 sec when 50% of the
available diluent bundles would be activated. These are typical numbers for conditions of a
neutronically active core which would finally lead to the formation of a whole core pool if
only insufficient fuel release would take place.

3) The diluent bundle should contain a maximum of empty space. Empty steel pins with
large diameters which can be eroded by the melt could open large escape paths while also
controlling the amount of initial sodium and a possible FCI risk.

4) The reactivity reducing effects of absorber balls dropping into the diluent could not be
fully confirmed. An extensive mixing of fuel and absorber balls did not take place. Absorber
material should however be positioned at the upper and especially at the lower ends of the
diluents to keep the discharged fuel in neutronically subcritical conditions. The impact of
the relocated fuel heat load on the below core structures must be assessed.

5) The fuel release devices should work safety directed which can be described by the
condition dkeff/dt < 0. In the analyses simulating ULOF conditions this condition was
fulfilled. No fuel flow reversal towards core midplane and compaction could be detected in
the diluent.

6) Pressure pulses resulting from FCI’'s with the sodium of the diluent may accelerate the
fuel in the surrounding pool. However, the still available diluent structures could diminish
any sloshing potential /5/. Transient axial compaction of the local pool was observed.

V. CONCLUSIONS

The influence of inherent design features and specific measures on the recriticality potential
of CAPRA burner cores has been investigated. These design features/measures should
provide well defined and reliable fuel removal paths out of the core in the case of a core-
meit accident. The fuel removal path through the diluent system was investigated for various
boundary conditions of the surrounding fuel/steel pools. The results show that under accident
conditions with molten, mobile fuel, enough inventory could be discharged from the core within
the proper timescale to prevent the formation of a neutronically active whole core pool with a
high energetics potential. Results of the exploratory investigations are promising in that an
additional medium line of defense might be introduced into CAPRA cores to cope with the
rectriticality risk. According to the present status of analyses prompt ctitical conditions cannot be
completely excluded, but scenarios with high reactivity ramp rates and energetics are very
unlikely.
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. SAS4A-Programme development

(B. Struwe, B. Porscha, M. Eigemann, W. Pfrang, IRS)

n spring 1996 a new version, namely REF96.Rel.0.1, of the SAS4A code was
released by the partners IPSN, PNC and FZK. Qualification of this code version
revealed weaknesses of the fuel pin mechanic models and of the two-phase flow
models. Therefore, further development of models concentrated on improvements of
these two aspects. The improvements with regard to the fuel pin mechanic models
are shortly described under item 32.22.06.

The evaluation of the two-phase flow model has shown, that the original version of

the code predicts a too rapid coolant channel boil-up and a clad melting onset which

is calculated considerably too early when compared to experimental observations. In

addition coolant mass flow oscillations after clad dry-out are considerably

overestimated (see Fig. 1). Therefore, modelling assumptions were basically revised

concentrating

— on an improved formulation of the heat transfer between clad and coolant prior to
and especially after clad dry-out including radiative heat transfer from the dried-out
clad surfaces to the structure material,

— on the criteria of clad dry-out prediction based now on a flooding criteria and

— on a refinement of the two-phase pressure drop calculation on basis of the Wallis-

correlation for rough annular flow.

In addition it was found necessary to reformulate the time step control and partially
the numerical solution algorithm. As shown in the figure the new model caiculates
the transient coolant mass flow behaviour at the test section inlet with better
accuracy. Coolant mass flow reversal is calculated in good agreement with the
experimental observation and clad relocation onset is calculated 4.15 s into the
transient boiling time which is close to the 4.5 to 5 s deduced from the experimental
observations. Coolant mass flow oscillations after clad dry-out are still larger than

experimentally observed but by far less pronounced than with the original model.
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1N Reactor Case Studies

(D. Struwe, B. Porscha, W. Pfrang, M. Eigemann, IRS)

Model refinements of the SAS4A-code resuited in the release of a code version
REF96.Rel.1 which was used for reactor case studies. This code version does not
yet include all model refinements related to the fuel pin mechanic models. Therefore,
a version REF96.Rel. 1-mod FZK was established which formed the basis for the
most recent reactor case studies. These concentrated an ULOF-analyses for the
CAPRA 4/94 core design with mixed oxide fuel and on an innovative BN-800 core

design with a nearly zero void coefficient.

For the consequence evaluation of unprotected loss-of-flow accidents in the CAPRA
4/94 core design new reactivity worth distributions for sodium, steel and fuel were
provided for the EOEC conditions. These calculations were based on the fully
consistent evaluation of the equilibrium cycle power operation of the CAPRA 4/94
core design. The calculated maximum sodium void worth amounted to 6 $ and the
reactivity feedback related to a total clad material removal would result in a positive
reactivity feedback of 7.6 $. These newly caiculated values are considerably higher
than the ones provided earlier. For the performance of the transient calculations the
EFR plant simulation of the primary and secondary circuit was selected. To force the
transient calculations into sodium boiling onset as a consequence of the coolant
mass flow reduction, it was necessary to reduce the effectiveness of the negative
control rod drive line expansion feedback considerably when compared to the project

reference data.

With the artificially introduced conservatism sodium boiling starts at 45 s into the
transient at a normalized power level of 53%. The net reactivity amounts to -20 c.
The boiling transient alone does not drive the net reactivity to prompt critical. 14 s
after boiling onset and 4 s after clad relocation onset in the first boiling subassembly
group fuel pin break-up is calculated to occur at a power level of 4.3 times nominal.
The net reactivity amounts to 76 ¢ only. Fuel slumping reduced the net reactivity just

after fuel pin failure, but fuel accumulation at the lower clad material blockage stops




— 485 —

this negative reactivity feedback and reverses its contribution to an incremental
increase of the fuel reactivity feedback. This kind of fuel pin break-up followed by fuel
slumping and fuel accumulation takes place sequentially in nearly all simulated
subassembly groups. It drives the power transient at about 750 ms after the first fuel
pin break-up into a superpromptcritical power burst which subsequently leads to a
permanent reactor shut-down several milliseconds later. The power excursion results
in an isentropically calculated mechanical energy release of several hundred MJ
where fuel vapour expansion and iron vapour expansion contribute nearly equally
strong. The calculated power excursion is dominantly driven by sequentially
occurring fuel slumping processes in different subassembly groups after a rather
benign sodium voiding induced power excursion. In a next step this resuit has to be
analyzed in more depth and the sensitivity of the result to post-failure modelling

assumptions has to be evaluated.

Consequences of core disruptive accident initiators in an innovative reactor core
design of a Russian BN-800 like plant have been analyzed as well. These analyses
have been performed within the framework of a comparative exercise sponsored and
organized by the IAEA and EU. The core state at the end of a three batch equilibrium
cycle operation has been determined. The integral sodium void reactivity worth as
consequence of sodium boiling amounts to -0.5 $ though the maximum sodium void
reactivity worth value is 4.5 $. If the subassembly load pad level is heated-up radial
core expansion introduces a negative reactivity feedback which amounts to about

-0.5 $ up to boiling onset during ULOF-transients.

Consequences of several initiators for core destruction have been analyzed i.e.
ULOFs, UTOPs and UTOP/LOFs. All accident sequences lead to core destruction
via sodium boiling, clad melting and an incoherent structural collapse of individual
subassemblies. A quite complicated transition phase will follow where core material
relocation phenomena will deviate considerably from the quasi-one-dimensional
behaviour in the initiation phase of the accident because hexcan melting is

calculated early within the transient.
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It is hardly possible to predict the behaviour of the core design during the transition
phase. It is most probably characterized by a slowly progressing core melt-down
interrupted by multiple recriticality events. Whether these might lead to a mechanical
loading of the heated-up structures of the primary system cannot be predicted,
because termination of the ULOF-transient is only possible if fissile core material is
efficiently removed from the original core region. Relocation paths are difficult to
become accessible and material relocation is rather limited as long as the fuel stays
practically solid. Therefore results of the comparative exercise does not allow yet to
conclude that ULOF-transients in a BN-800 like reactor core design leads only to
benign consequences in terms of the thermal and mechanical loading of structures of

the primary system.
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32.23.04 Bestrahlungsexperimente zur Transmutation von Aktiniden im HFR

(D. Freund, W.Ernst, O. Jacobi, IMF 1lI)

Abstract

In the first experiment of the TRABANT series in the HFR Petten three fuel pins with
(U,Pu)Og2, (U,Pu,Np)Oo, and (Pu,Ce)O5 fuels are irradiated in a TRIOX carrier. Design and
precalculations have been carried out basing on the specifications. In the meantime, due to
manufactoring problems and special requirements on the irradiation conditions, fuel and
fuel pin design had to be changed. Furthermore, as intermediate neutronographs reveal,
apparently fuel melting occurred in some of the fuel specimen, especially in the
hypostoichiometric (Pu,Ce)O, fuel.

The actual state of fuel and fuel pin of Pin No. 3 with two different (Pu,Ce)O» fuel batches
is described. Calculations with the computer code SATURN-S concerning the start-up
phase point out the thermal load of the fuel at this critical irradiation phase.

Comparative SATURN-S Calculations for TRABANT-1, Pin No. 3

Fuel and fuel pin have been fabricated by the Institute of Transuranium Elements, Nuclear
Technology Unit. Table | summerizes the specification and as-fabricated values, which are
necessary for the calculations.

Table I: Fuel Characteristics TRABANT 1 / Pin No.
Fuel Pin No. Specification Lower Part Upper Part

Fuel (Pu,Ce)O» (Pu,Ce)Oo (Pu,Ce)0o.«
Pu/(Pu+Ce) [%] 41 44.98 44,04
O/Me [-1 2.0 2.008 1.931
Theor. Density [g/cm3] 8.51 8.32
Pellet Density [%] 95 91.03 87.00
Outer Diameter [mm] 5.42 = 0.05 5.438 + 0.005 | 5.449 = 0.006
inner Diameter  [mm] 0 0 0

The fuel cladding consists of SS 15/15 Ti with an outer diameter of 6.55 mm and an inner
diameter of 5.65 mm. The lower column is insulated on both sides by CeO» pellets, the up-
per column by two pellets on the lower end.



The fuel pin consists of two separate sections. The lower part is separated from the upper
part by an intermediate welded plug (piece No. 7 in Fig. 1). Fig. 1 schematically shows the
design of the fuel pin. The intermediate plenum (No. 8) with a support tube locates the up-
per fuel column in a core region with lower linear rod power as shown in Fig. 1.
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Calculations with SATURN-S have been carried out for both fuel pin sections for the first
start-up phase. The main assumptions are the applicability of the thermal properties of
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conventional (U,Pu)O» fuel, as no properties of (Pu,Ce)O» are available. Thus, Ce is re-
placed by U. The fuel characteristics of the fuel as given in Table | are applied. The calcu-
lations are carried out at the hot ends of each column with 463 W/cm (lower column) and
441 W/cm (upper column), with coolant temperatures of 630 °C and 550 °C, resp. The
flux depression in the fuel due to the thermal neutron flux is 0.45. The y heating is about
2.5 % of the fissile power.

With these assumptions and the preliminary irradiation conditions, the following results
have been achieved. In Fig. 2 the development of the fuel centerline temperatures (Tc)
with the rod power (Chi) together with the melt temperatures (Tm) for the lower (Pin 3L)
and the upper section Pin 3U) are plotted.
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Whereas the centerline temperature stays about 320 °C below the melting point (2624 °C)
in the lower section, melting occurs in the upper column.

n the upper column a melt radius of 0.68 mm (= 0,24 r/r3) has been calculated. Due to
the low stoichiometry and the additional O/Me redistribution the melting point for
(U,Pu)O1 g31 decreases to 2573 °C.

In Table I a comparison of some typical values of the state of fuel at the power maximum
is given.

Table ll: State of the Fuel at Power Maximum

Fuel Pin No. 3 Lower Part Upper Part
Fissile Power [Wicm] 463 441
Coolant Temp. [°C] 630 550
Fuel Centerline Temp. [°C] 2307 2636
Fuel Surface Temp. [°C] 956 780
Solidus Temp. [°C] 2624 2573
Fuel/Clad Gap [Hm] 27 10
Heat Transfer Coeff. [W/cm] 0.948 1.382
Radius Central Void [mm] 0.154 0.342
Melt Radius [mm] 0 0.676

Due to low inital density and stoichiometry a (U,Pu)Os. like fuel will melt at a relative low
power of 441 W/cm.
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