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Zusammenfassung

Das Konzept des europaischen Leichtwasserreaktors mit Uberkritischem Wasser (HPLWR
— High Performance Light Water Reactor) zeigt gegenulber einem aktuellen Leichtwasser-
reaktor grundsatzliche Unterschiede. So herrscht im Reaktor ein Systemdruck von ca. 25
MPa und das Kihlimedium wird von 280 °C um mehr als 220 °C aufgeheizt. Auf diese
Weise erreicht es eine Austrittstemperatur von mehr als 500 °C und das Kraftwerk damit
einen thermischen Wirkungsgrad von etwa 44 %. Das Kuhimedium verlasst den Kern auf-
grund seines Uberkritischen Zustandes einphasig. Wasserabscheider, Dampftrockner oder
Systeme flur die Rezirkulation des Kihimediums, wie bei laufenden Siedewasserreaktoran-
lagen ublich, sind somit nicht mehr notwendig. Des Weiteren wird der HPLWR wie ein
Siedewasserreaktor nur mit einem Kuhlkreislauf und einem Flusswasser- oder Kuhlturm-
kreislauf betrieben, so dass auch auf Dampferzeuger, Druckhalter und Primarkreispum-
pen, wie sie in Druckwasserreaktoren gangig sind, verzichtet werden kann. Die Motivation,
ein neuartiges Brennelement fir den Leichtwasserreaktor mit Uberkritischen Dampfzu-
standen zu entwickeln, liegt in den aulRergewohnlichen Betriebszustanden des Reaktors.
Beispielsweise variiert die Dichte im Kern bis zu einem Faktor sieben. Aufgrund der sehr
niedrigen Dichte des Kuhlmediums im oberen Bereich der Brennelemente ware beispiels-
weise die Moderation der Neutronen mit einem konventionellen Brennelement nicht mehr
ausreichend.

Die Auslegung eines Brennelements mit Kopfstlick, Ful3stick und Abstandshalter flr
einen Leichtwasserreaktor mit Uberkritischen Dampfzustanden wurde durchgefihrt. Dabei
wurde aufbauend auf den Vorlberlegungen in den Bereichen Neutronik und Thermohyd-
raulik erstmals ein konkreter Entwurf fur ein Brennelement und die dazugehdrige Stro-
mungsflihrung im Kern des HPLWR konzipiert. Zunachst wurde anhand einer Festigkeits-
analyse eine Durchbiegung von maximal 0,2 mm der Wande des Kastens eines Referenz-
brennelements berechnet. Mit Hilfe dieser Durchbiegung und den geometrischen Abmes-
sungen des Referenzbrennelements wurden anschlieend die Wandstarken verschiede-
ner Konzepte von quadratischen und hexagonalen Brennelementtypen mit jeweils einer
oder zwei Brennstoffreihen bestimmt. Eine systematische Analyse hat gezeigt, dass ein
quadratisches, zweireihiges Brennelement mit einem zentralen Wasserkasten den
anderen untersuchten Konzepten Uberlegen ist. Um auf bewahrte Technologien beste-
hender Anlagen zurlckgreifen zu kdnnen, wurden neun dieser Brennelemente in einem
3x3-Brennelementblndel quadratisch angeordnet, so dass die Aulienlange des quadrati-
schen Bundels den typischen Brennelementabmessungen von Druck- und Siedewasser-
reaktoren ahnelt. Fur dieses Brennelementblindel wurden ein geeignetes Steuerstabkon-
zept, ein Kopfstlck, ein Fulstlick, ein Dampfplenum und das untere Plenum mit Kerntra-
geplatte und Lochplatte entwickelt. Des Weiteren wurde mittels einer Stromungsanalyse
des unteren Plenums und des Ful3stiicks gezeigt, dass die anndhernd homogene Kihimit-
teltemperatur am Brennelementeintritt die Anforderungen erfullt.



Design of a fuel assembly for a reactor with supercritical water

Abstract

The European light water reactor concept, denoted as High Performance Light Water Re-
actor (HPLWR), differs from current light water reactors in a higher system pressure (about
25 MPa), a higher heat-up of the coolant (more than 200 °C) within the core and higher
outlet temperatures of the coolant (over 500 °C) achieving a thermal efficiency of up to
44 %. Due to supercritical conditions, a phase change does not occur during heat-up of
the coolant within the fuel assemblies of the HPLWR core. Therefore, common features in
boiling water reactors like recirculation pumps, steam separators and dryers are not
necessary, but the HPLWR can still be operated in a once-through cycle. Additionally,
steam generators, pressurizers and primary loop pumps, which are used in pressurized
water reactors, are not required either. The idea to develop a novel fuel assembly for the
light water reactor with supercritical steam conditions is caused by the extreme operating
conditions of this reactor as, for example, the high variation of coolant density in the core
by more than a factor of seven. Due to the low density of the coolant at the upper part of
the fuel assemblies, moderation would not be sufficient there using a current fuel assembly
design.

A design of a fuel assembly with head piece, foot piece and grid spacers for a light water
reactor with supercritical steam conditions has been carried out. Using preliminary
neutronic and thermal-hydraulic investigations, a concrete design of a fuel assembly of the
HPLWR, including inlet and outlet plenum, has been conceived for the first time. Initially, a
maximum deflection of the box of a reference fuel assembly has been predicted by a
mechanical analysis resulting in a deflection of 0.2 mm. With this deflection, using dimen-
sions of the reference fuel assembly, the box wall thickness of square and hexagonal fuel
assembly designs with one or two rows of fuel pins could be determined. A systematic
analysis showed that the square fuel assembly with two rows of fuel pins and a central
water box was better than other considered fuel assembly designs. Nine of these square
fuel assemblies have been arranged in a square 3x3 cluster, to use existing technologies
of current pressurized and boiling water reactors due to the similar size. Moreover, a
concept for the control rods, the head piece, the foot piece, the steam plenum and the
lower plenum with lower core plate and orifices has been developed for this fuel assembly
cluster. Finally, a turbulent mixing analysis within the lower plenum and the foot piece
confirmed an almost homogenous coolant temperature distribution at the fuel assembly
inlet satisfying the design requirements.
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1 Einleitung

1.1 Kernenergie als Teil des kiinftigen globalen Energiemix

In den letzten zehn Jahren ist die Weltbevolkerung um fast eine Milliarde Menschen ge-
wachsen. Sie nahm von 5,5 Milliarden Menschen im Jahr 1994 auf heute etwa 6,4 Milliar-
den Menschen zu. Nach Vorausberechnungen der Vereinten Nationen werden im Jahr
2013 sieben Milliarden Menschen auf der Erde leben. Mit dem Wachstum der Weltbevol-
kerung steigt auch der Bedarf an Energie. Allein Deutschland benétigt viel Energie: Rund
500 Millionen Tonnen Steinkohleeinheiten pro Jahr sind notig, um den Energiebedarf der
deutschen Industrie und seiner rund 82 Millionen Einwohner zu decken. Mit diesem
Verbrauch ist der deutsche Energiemarkt der funftgrote der Welt. Nach dem Bundesmi-
nisterium fur Wirtschaft und Technologie /1/ lag die Bruttostromerzeugung in Deutschland
2005 bei insgesamt 616,5 Milliarden Kilowattstunden (kWh). Davon entfielen auf Kern-
energie 26,4 %, Braunkohle 25,1 %, Steinkohle 21,7 %, Erdgas 11,4 %, Wasserkraft
4,5 %, Windkraft 4,3 %, Mineraldl 1,9 % und Ubrige Energietrager 4,7 %. Dabei zahlen
Braunkohle, Steinkohle, Erdgas und Mineral6él zu den Kohlendioxid (CO;) emittierenden
Energietragern, die 2002 rund 40 % der gesamten CO,-Emissionen in Deutschland aus-
gemacht haben. Viele Klimaforscher fuhren die globale Erwarmung mit Folgen wie den
Meeresspiegelanstieg oder die Ausbreitung der Wusten auf diese zusatzliche Freisetzung
von CO; zurtck. Aus diesem Grund haben Deutschland und weitere Lander beschlossen,
neben anderen Treibhausgasen auch die Reduktion der CO,-Emissionen voranzutreiben.
Die Kernenergie ist dabei eine wichtige Option und kénnte zur Minderung von CO»-
Emissionen beitragen. Auf diese Weise haben die Kernreaktoren in der Europaischen
Union mit damals noch 15 Mitgliedsstaaten vor der Osterweiterung im Jahre 2004 die Frei-
setzung von 800 Millionen Tonnen CO; pro Jahr vermieden. Neben dem Aspekt der Re-
duktion von CO»-Emissionen bietet die Kernenergie auch weitere Optionen wie beispiels-
weise die Herstellung von Wasserstoff als Benzinersatz. Aus diesen und weiteren Grun-
den beschlossen 10 Nationen (Argentinien, Brasilien, Kanada, Frankreich, Japan, Sudko-
rea, Sudafrika, Schweiz, GroRbritannien und die USA) und ab 2003 die Europaische
Atomgemeinschaft (Euratom) ein neues, weltweites Forschungs- und Entwicklungspro-
gramm unter dem Titel ,Generation IV“, um die Kernenergie auch in Zukunft nachhaltig,
wirtschaftlich, sicher und zuverlassig, ohne Moglichkeiten der Proliferation und mit physi-
kalischem Selbstschutz nutzen zu konnen [Schulenberg et al. /2/]. Diese Ziele sollen durch
sechs nach einem Evaluationsverfahren ausgewahlte Reaktortypen erreicht werden, fur
die im Jahr 2002 unter der Federfuhrung des Department of Energy (DOE) der USA /3/
eine ,Technology Roadmap* aufgestellt wurde.

Einer der sechs potentiellen Reaktortypen und Ausgangspunkt dieser Arbeit ist der Leicht-
wasserreaktor (LWR) mit Uberkritischen Dampfzustanden, der innerhalb des funften Rah-
menprogramms der europaischen Kommission unter dem Namen High Performance Light
Water Reaktor (HPLWR) untersucht wurde [Heusener et al. /4/, Squarer et al. /5/]. Das
KUhlmittel wird in dieser Arbeit als ,uberkritischer Dampf‘ bezeichnet, wenn sowohl Tem-
peratur als auch Druck des Kuhimittels oberhalb des kritischen Punktes von Wasser lie-
gen. Dieser befindet sich bei einem Druck von 22,1 MPa und einer Temperatur von 374 °C
[Wagner und Kruse /6/]. Im Vergleich zu aktuellen Leichtwasserreaktoren soll dieser zu-
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kiinftige Leichtwasserreaktor bei einem wesentlich hoheren Systemdruck und Kuhlmit-
telaustrittstemperatur betrieben werden. Erfahrungen mit Uberkritischen Dricken und
Temperaturen in Dampfprozessen wurden bereits in Kohlekraftwerken gemacht [Squarer
etal. /7/].

Beim HPLWR verlasst das Kihimedium den Kern aufgrund seines Uberkritischen Zustan-
des einphasig. Wasserabscheider, Dampftrockner oder Systeme fur die Rezirkulation des
Kihimediums, wie bei laufenden Siedewasserreaktoranlagen (SWR) Ublich, sind somit
nicht mehr notwendig. Dadurch konnen Steuerstabe wie bei einem Druckwasserreaktor
(DWR) von oben in den Kern eingefahren werden. Des Weiteren wird der HPLWR wie ein
Siedewasserreaktor nur mit einem Kuhlkreislauf und einem Flusswasser- oder Kuhlturm-
kreislauf betrieben, so dass auch auf Dampferzeuger, Druckhalter und Kuhlmittelpumpen,
wie sie in Druckwasserreaktoren gangig sind, verzichtet werden kann. Der Wegfall dieser
Bauteile sorgt flr eine kompaktere Bauweise und eine Reduktion der Kapitalkosten. Die
Einsparungen in den Kapitalkosten entstehen aber vor allem durch die fast 1,5fache hohe-
re spezifische Leistung P, /Mumie der Dampfturbinen als Folge der hdheren
Dampfenthalpie des KuhIimittelmassenstroms. Nach Bittermann et al. /8/ ergibt die spezifi-
sche Leistung im Falle des HPLWR einen Wert von ungefahr 900 kWe/(kg/s) und im Falle
eines aktuellen Siedewasserreaktors 620 kWe/(kg/s). Bittermann et al. /9/ schatzten die zu
erwartenden Kosten fur den Betrieb des HPLWR mit 1000 €/kWe und 3-4 Cent/kWh ab.
Weiterhin liegt infolge der hohen Frischdampfenthalpie der thermische Wirkungsgrad des
HPLWR mit einer thermischen Leistung von ca. 3000 MWy, bei 44 %, was gegenuber den
aktuellen Leichtwasserreaktoren der 3. Generation, wie beispielsweise dem europaischen
Druckwasserreaktor EPR (European Pressurized Water Reactor), eine Verbesserung um
bis zu 8 % darstellt [Oka et al. /10/]. Zu guter Letzt kann im Bereich von Sicherheitssyste-
men auf modernste Erkenntnisse beispielsweise durch den EPR oder den Siedewasserre-
aktor SWR 1000 zuruckgegriffen werden. Aksan et al. /11/ und Ishiwatari et al. /12/ be-
schrieben Méglichkeiten der Ubertragung von fortgeschrittenen Sicherheitskonzepten auf
den LWR mit Uberkritischen Dampfzustanden.

Die Motivation, ein neuartiges Brennelement fur den Leichtwasserreaktor mit Uberkriti-
schen Dampfzustanden zu entwickeln, liegt in den aullergewohnlichen Betriebszustanden
des Reaktors. Das Kuhlmittel, das mit einer Eintrittstemperatur von 280 °C in den RDB
stromt, wird innerhalb des Brennelements auf eine Austrittstemperatur von 500 °C bei
einem Betriebsdruck von 25 MPa aufgeheizt [Oka et al. /13/]. Dabei variiert die Dichte des
KlahImittels innerhalb des Kerns bis zu einem Faktor sieben. In Abb. 1.1 ist die Dichte Uber
der Temperatur bei Dricken von 21 MPa, 23 MPa und 25 MPa aufgetragen.

Die Moderation im oberen Bereich der Brennelemente ware aufgrund der niedrigen Dichte
durch das Kuhimedium mit einem konventionellen Brennelement nicht mehr gewahrleistet.
Eine Moderation der Neutronen ist aber im Falle eines thermischen Kernreaktors wie dem
HPLWR notwendig, um die héheren Wirkungsquerschnitte thermischer Neutronen bei der
Spaltung von U-235 nutzen zu kdnnen [Smidt /14/]. Ebenso wie beim Siedewasserreaktor
wurde ein Mangel an Moderator im oberen Kernbereich dazu fuhren, dass die Leistung nur
im unteren Bereich des Kerns erzeugt wird und folglich nur dort der Brennstoff abbrennt.
Neben dem Kihlmittel muss daher das Brennelement zusatzlichen Moderator im gesam-
ten Kernbereich bereitstellen.
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Abb. 1.1 Verlauf der Dichte in Abhangigkeit der Temperatur /6/

Neutronische und thermohydraulische Optimierungen mussen dafur sorgen, dass die Aus-
trittstemperaturen des uberkritischen Dampfes uUber die Unterkanale eines Brennelements
moglichst homogen verteilt sind. Das heil3t, dass es zu keinen lokalen Temperaturspitzen
des Kuhimittels innerhalb der Unterkanale und damit zu keiner Reduzierung der mittleren
KahImittelaustrittstemperatur kommt. Die KuhImittelaustrittstemperatur musste dann ver-
ringert werden, sobald die Gefahr bestlinde, die in einer ersten Werkstoffstudie fur den
HPLWR festgelegte maximale Temperatur der Brennstabhullrohre von 620 °C durch heil3e
Strahnen zu Uberschreiten [Ehrlich et al. /15/].

Neben der Neutronik, der Thermohydraulik und der Stromungsmechanik muss auch die
Festigkeitsmechanik beachtet werden. Beispielsweise kann es zu unzulassigen Verfor-
mungen der Brennelementkastenwande durch eine axiale und radiale Wandtemperatur-
verteilung kommen. Gegen diese Verformungen muss ein Brennelement ausgelegt wer-
den.

1.2 Brennelementkonzepte fiir einen Leichtwasserreaktor mit uiberkritischen
Dampfzustanden

Bereits in den 1950ern kamen zum ersten Mal Konzepte fur Reaktoren mit Gberkritischem
Kihimedium auf [Oka /16/]. Beispielsweise stellte 1957 Westinghouse einen Leichtwasser-
reaktor mit Uberkritischem Kuhimedium vor. Aufgrund der Angst vor Instabilitaten infolge
des schnellen Wechsels der physikalischen Wassereigenschaften in der Nahe des Kkriti-
schen Punktes, entschieden sich die Entwickler fur zwei unabhangige Kreislaufe innerhalb
des Druckbehalters: einen Moderatorkreislauf mit einer konstanten Temperatur von 260 °C
und einen uberkritischen Kuhlmittelkreislauf. Da die Entwickler neben den zwei unabhan-
gigen Kreislaufen innerhalb des RDB noch einen Sekundarkreislauf wie bei einem Druck-
wasserreaktor vorgesehen hatten, lag der thermische Wirkungsgrad bei nur 30,3 %. Die
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beflrchteten Instabilitaten beim Phasenwechsel vom unterkritischen in den Uberkritischen
Zustand wurden von den damaligen Konstrukteuren Uberschatzt. Dies wurde allerdings
erst erkannt, nachdem der SWR unter schwierigeren Bedingungen (Wechsel von einpha-
sigen in den zweiphasigen Zustand) stabil betrieben werden konnte. Die Forschungen im
Bereich der Reaktoren mit Uberkritischem Kiuhimedium wurden 1965 eingestellt, da inzwi-
schen die Konzepte des Druckwasserreaktors und des Siedewasserreaktors entwickelt
und fur den kommerziellen Betrieb einsatzbereit waren.

1992 wurde an der Universitat Tokio unter der Leitung von Yoshiaki Oka /17/ das Konzept
eines Leichtwasserreaktors mit Uberkritischen Dampfzustanden vor allem aufgrund der
Erfahrungen mit modernsten, fossilgefeuerten Anlagen wieder aufgegriffen. Oka und
Koshizuka /18/ stellten bereits im selben Jahr erste Uberlegungen fiir einen LWR mit
Uberkritischen Dampfzustanden vor. Unter anderem betrachteten sie das Problem der
Moderation im oberen Bereich des Kerns aufgrund der niedrigen Dichte. Um die Dichteab-
nahme im Kern zu kompensieren, schlugen sie einen zusatzlichen Moderator neben dem
Kahimittel vor. Sie betrachteten insbesondere zwei unterschiedliche Moglichkeiten der
Moderation: einen festen Moderator aus Zirkoniumhydrid und einen im Brennelement in-
tegrierten Wasserkasten. Sowohl das Zirkoniumhydrid als auch die Wasserkasten waren
als Stabe mit dem Durchmesser der Brennstoffstabe gedacht. Aufgrund der Betrachtung
der Kosten, der Freisetzung von H, aus Zirkoniumhydrid im Stérfall und der besseren
Handhabung des Abfalls bevorzugten Oka und Koshizuka /18/ schlussendlich die Losung
mit Wasser als Moderator. Aktuell gibt es ebenfalls Beispiele fir Brennelemente mit Was-
serkasten. So kommt beispielsweise das ATRIUM-Brennelement von Framatome ANP mit
einem Wasserkasten in Siedewasserreaktoren zum Einsatz [Urban /19/].

Grundsatzlich muss bei der Brennelemententwicklung darauf geachtet werden, dass phy-
sikalische, warmetechnische, werkstofftechnische, sicherheitstechnische und wirtschaftli-
che Forderungen erflllt werden [Ziegler /20/]. Eine physikalische Forderung ist, dass der
Moderator und das Strukturmaterial moglichst wenige Neutronen absorbieren durfen. Um
eine warmetechnische Forderung zu erfullen, muss die Hullrohrtemperatur unter einem
zulassigen Wert bleiben. Dagegen muss unter dem Gesichtspunkt der Werkstofftechnik
beispielsweise das Brennstabhullrohr die innerhalb des Brennelements auftretenden Be-
lastungen ertragen. Um der sicherheitstechnischen Anforderung zu genugen, durfen die
Brennelemente sich nicht nennenswert verformen, damit die Struktur gleichmaRig kihlbar
bleibt, und die wirtschaftliche Betrachtungsweise verlangt, dass die Kuhlmitteltemperatur
mdglichst hoch sein muss. Einige dieser Forderungen wurden bereits mit Hilfe von hexa-
gonalen und quadratischen Brennelemententwirfen untersucht.

1.2.1 Hexagonale Brennelemente

Dobashi et al. /21/ prasentierten 1998 auf der Grundlage des von Oka und Koshizuka /18/
und Okano et al. /22/ vorgestellten Konzepts ein hexagonales Brennelement, welches aus
einem Brennelementkasten, 258 Brennstaben, 30 runden Wasserkasten, neun Steuersta-
ben und einem Instrumentierungsstab in der Brennelementmitte bestand. Neben dem Mo-
derator waren in einigen Wasserkasten auch die Steuerstabe vorgesehen. Das Brennele-
ment von Dobashi et al. /21/ ist in Abb. 1.2 dargestellt.
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Der Brennelementkasten teilte den Speisewassermassenstrom auf die einzelnen Brenn-
elemente auf. Die Wandstarke des Brennelementkastens war 1,5 mm und der Abstand
zwischen den Brennelementkasten lag bei 2 mm. Die Wasserkasten hatten einen Durch-
messer von 22 mm und eine Wandstarke von 0,2 mm. Der Brennstab hatte einen Durch-
messer von 8 mm. Als Brennstabhullrohrmaterial wurden Ni-Basis-Werkstoffe mit einer
Wandstarke von 0,29 mm vorgeschlagen. Die Teilung zwischen zwei Brennstaben betrug
9,5 mm. Diese sehr dichte Anordnung der Brennstabe sollte die Kuhlmittelgeschwindigkeit
zwischen den Brennstaben stark beschleunigen, um so die Kuhlung der Hullrohre zu
verbessern.

Dobashi et al. /21/ verglichen einen innerhalb der Wasserkasten abwarts- mit einem auf-
wartsfliessenden Moderatormassenstrom. Dabei fanden sie heraus, dass mittels einer
Moderatorstromung im Wasserkasten von oben nach unten die mittlere Kernaustrittstem-
peratur aufgrund der verbesserten Moderation im oberen Bereich im Vergleich zur umge-
kehrten Stromungsrichtung stark erhoht werden konnte. Der von oben kommende Mode-
rator sollte sich dann im unteren Plenum des Reaktordruckbehalters (RDB) mit dem Spei-
sewasser aus dem Ringraum vermischen, bevor der gesamte Massenstrom als Kuhlmittel
zwischen den Brennstaben nach oben stromt. Auf diese Weise konnte eine Austrittstem-
peratur des Kuhlmittels von 508 °C und ein thermischer Wirkungsgrad des Reaktors von
44 % bei einer elektrischen Leistung von 1610 MWe berechnet werden. Im Vergleich dazu
lag die mittlere Austrittstemperatur eines Elementes mit Wasserkasten mit nach oben flie-
Rendem Wasser bei nur 455 °C.

Wasserkasten Steuerstab

Brennelementkasten

Abb. 1.2  Hexagonales Brennelement von Dobashi et al. /21/

Damit der Moderator innerhalb der Wasserkasten beim Durchstromen des Kerns nicht auf-
geheizt wird und dadurch an Moderationswirkung verliert, schlugen Dobashi et al. /21/ eine
thermische Isolierung durch stagnierendes Wasser vor, das die Wasserkasten umgeben
sollte.

Rimpault /23/ und Cheng et al. /24/ stellten bei der Analyse des von Dobashi et al. /21/
vorgeschlagenen Entwurfs eines Brennelements fest, dass es aufgrund der Anordnung
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der Wasserkasten und der Brennstabe zu untermoderierten Regionen innerhalb des he-
xagonalen Brennelements kam. Infolge der untermoderierten Regionen entstanden heil’e
und kalte Unterkanale, so dass die Austrittstemperatur des Kuhlmittels nach Cheng et al.
[24/ stark inhomogen war. Dies bedeutete wiederum ein Absinken der Austrittstemperatur
des Kuhlmittels. Um dieses zu vermeiden, hatte der Brennstoff innerhalb des Brennele-
mentkonzepts von Dobashi et al. /21/ bis zu 7 % angereichert werden mussen. Rimpault
123/ schlug weiterhin vor, auf Nickel-Basis-Werkstoffe als Strukturmaterial zu verzichten,
da deren Absorptionsverhalten gegenliber Neutronen sehr schlecht war.

In Europa wurde 2003 auf die inhomogene Moderation des Entwurfs eines hexagonalen
Brennelements von Dobashi et al. /21/ zunachst mit 12 zusatzlichen Wasserkasten in ei-
nem hexagonalen Brennelementtyp mit 31 hexagonalen Wasserkasten reagiert. In Abb.
1.3 ist dieses Brennelement von Bittermann et al. /9/ und die zusatzlichen Wasserkasten
in einem Ausschnitt auf der rechten Seite dargestellt.

”OO”OE) SO0 OJOQOO“ - Steuerstab
< O O + |O ) =]

O OOOOO {"15 o 5’3 :‘J
'Ol JOI __Brennstab

S84 siee
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Q .. ....@
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Wasserkasten
Brennelementkasten

Abb. 1.3  Hexagonales Brennelement von Bittermann et al. /9/

Um die untermoderierten Zonen des Brennelements von Dobashi et al. /21/ zu vermeiden,
tauschten Bittermann et al. /9/ die Brennstabe durch Wasserkasten im Bereich dieser
Zonen aus (Abb. 1.3, rechts). In diesem Konzept hatten die Brennstabe einen Durchmes-
ser von 8 mm und eine Teilung von 9,5 mm. Die Wandstarke der Wasserkasten betrug
0,7 mm und die des Brennelementkastens 2,5 mm.

Nachteilig ist die komplexe Geometrie dieses hexagonalen Brennelements mit zusatzli-
chen Wasserkasten.

Wie Abb. 1.4 zeigt, sah Buongiorno /25/ Ende 2003 in seinem Brennelementkonzept keine
Wasserkasten vor. Das Konzept waren kleine hexagonale Brennelemente mit 19 Brenn-
staben. Die Brennstabe hatten einen Auf3endurchmesser von 9,5 mm, die Wandstarke des
Hullrohrmaterials war 0,57 mm, das Verhaltnis aus Teilung zu Durchmesser war 1,105 und
die Wandstarke des Brennelementkastens variierte je nach Strukturmaterial von 0,5 mm
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bis 1,5 mm. Der zusatzliche Moderator befand sich ausschlie3lich aul3erhalb des Brenn-
elementkastens.

KuhImittel

Steuerstab

Moderator

abstands-
halter

Abb. 1.4  Hexagonales Brennelement von Buongiorno /25/

Einerseits vereinfachte sich ohne Wasserkasten der Gesamtentwurf des Kerns, und es
waren hohere Leistungsdichten moglich, andererseits bendtigte der zentrale Brennstab
des Brennelements aufgrund des grol3en Abstandes von Brennstab zu Moderator eine
Anreicherung von uber 7 %. Ein weiterer Nachteil dieses Konzepts ist, dass die
Y-férmigen Steuerstabe zwischen den Brennelementen von unten in den Kern wie bei ei-
nem SWR eingefahren werden, da diese Steuerstabe bei Einsatz von oben schlecht ge-
gen den heillen Dampf abgedichtet werden kdnnen.

1.2.2 Quadratische Brennelemente

Die Vorteile eines quadratischen gegenuber einem hexagonalen Brennelement liegen laut
Oka et al. /26/ in einer gleichmalligeren Moderation, in exakteren Unterkanalgeometrien
und in minimierten Quermassenstromen zwischen den Unterkanalen.

Ein erster Enwurf fir ein quadratisches Brennelement (Abb. 1.5) wurde von Yamaiji et
al. /27/ im Jahr 2001 veroffentlicht. Der thermische Wirkungsgrad des Reaktors mit den
quadratischen Brennelementen wurde bei einer elektrischen Leistung von 1000 MWe und
einer Austrittstemperatur von 476 °C bei 43,4 % abgeschatzt. Das Brennelement hatte
eine aktive Lange von 4,2 m und bestand aus 185 Brennstaben und 16 quadratischen
Wasserkasten. Zwischen den Wasserkasten und den Brennstaben befand sich wie bei
Dobashi et al. /21/ eine thermische Isolierung durch stagnierendes Wasser.

Der Brennstabdurchmesser war 10,2 mm und die Wandstarke des Hullrohrs 0,4 mm. Die
Teilung zwischen den Brennstaben betrug 11,2 mm. Als Material fir den Brennelement-
kasten wurden Nickel-Basis-Werkstoffe bei einer Wandstarke von 1,5 mm vorgesehen.
Der Abstand zwischen den Brennstaben war 1 mm und zwischen Brennstab und Wand
0,5 mm. Die mittlere Anreicherung des Brennstoffs lag bei 6,05 %.
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Abb. 1.5  Quadratisches Brennelement von Yamaiji et al. /27/

Aksan et al. /28/ prasentierten 2002 ebenfalls ein quadratisches Brennelement mit 16
Wasserkasten. In diesem Konzept lag der Brennstabdurchmesser bei 8 mm und die Tei-
lung zwischen den Brennstaben betrug 9,6 mm. Die mittlere Anreicherung des Brennstoffs
wurde mit 5 bis 6 % angegeben.

Oka et al. /29/ stellten bereits 2002 eine Weiterentwicklung des quadratischen Brennele-
ments mit 16 Wasserkasten von Yamaiji et al. /27/ vor. Es handelte sich dabei um ein
quadratisches Brennelement mit 301 Brennstaben und 36 Wasserkasten, wodurch es mit
einer Seitenlange von ca. 300 mm den Abmessungen eines aktuell in DWR eingesetzten
Brennelements entsprach. Die elektrische Leistung lag in diesem Fall bei 1000 MWe und
der thermische Wirkungsgrad erreichte bei einer Austrittstemperatur von 508 °C einen
Wert von 44 %. In der gleichen Veroffentlichung stellten Oka et al. /29/ zum ersten Mal
neben den Wasserkasten innerhalb des Brennelements auch Wasserkasten vor, die je-
weils auf Hohe der inneren Wasserkasten aulerhalb um das quadratische Brennelement
angeordnet wurden, um auf diese Weise einen noch gleichmafigeren Verlauf der Modera-
tion zu erhalten.

Im Jahr 2003 anderten Oka et al. /26/ die Moderation aulderhalb des Brennelements ab.
Statt in Wasserkasten aulierhalb des Brennelements nach unten zu stromen, durchquerte
der Moderator den Kern sowohl durch die Wasserkasten innerhalb des Brennelements als
auch durch den kompletten Spalt zwischen den einzelnen Brennelementen. Die thermi-
sche Isolierung durch stagnierendes Wasser entfiel in diesem Konzept erstmals. Es hat
sich herausgestellt, dass die Temperatur des stagnierenden Wasser schwer zu regeln
war.

Analysen dieses Brennelementtyps von Oka et al. /29/ durch Sakurai et al. /30/ erforderten
infolge der hohen Neutronenabsorption durch das Strukturmaterial eine Anreicherung des
Brennstoffs bis zu 6,2 %. Des Weiteren empfahlen sie, an bestimmten Stellen im Brenn-
element die Brennstabe zusatzlich mit dem abbrennbaren Neutronengift Gadoliniumoxid
Gd,O3 zu versehen, um das Leistungsprofil in axialer Richtung abzuflachen. Auf diese
Weise ist beispielsweise ein gleichmalligerer Abbrand des Brennstoffs entlang der Hohe
maglich. In Abb. 1.6 ist das modifizierte Brennelement von Oka et al. /31/ mit den teilweise
veranderten Brennstaben und dem Spalt zwischen den Brennelementen dargestellt.
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Abb. 1.6  Quadratisches Brennelement von Oka et al. /31/

Im Jahr 2005 kamen Kamei et al. /32/ noch einmal auf die thermische Isolierung der Was-
serkasten und auf das Strukturmaterial des Brennelements zurtick. Im Falle der thermi-
schen Isolierung schlugen sie eine keramische Beschichtung mit Zirkoniumoxid vor. Die
Moderatortemperatur konnte auf die Weise Uber die Kernhdhe zwar relativ konstant gehal-
ten werden, es wurde aber nicht untersucht, ob diese Beschichtung den mechanischen
und thermischen Belastungen unter Uberkritischen Bedingungen standhalten wirde. Bei
der Werkstoffauswahl flr das Strukturmaterial entschieden sich Kamei et al. /32/ fur Edel-
stahl, da dieser wesentlich weniger Neutronen absorbiert als Nickel-Basis-Werkstoffe.

Cheng et al. /33/ fihrten 2003 auf Basis einer Literaturrecherche /34/ und eines eigens
dafur entwickelten Computerprogramms eine Unterkanalanalyse fur das hexagonale
Brennelement von Bittermann et al. /9/ (ohne die zusatzlichen Wasserkasten) und fur ein
quadratisches Brennelement mit 25 Wasserkasten durch. Sie fanden heraus, dass die
Hullrohrtemperatur unter anderem abhangig ist von dem Verhaltnis Teilung zu Durchmes-
ser und dem Abstand zwischen Wand und Brennstab, welcher mit 1 mm angenommen
wurde. Im Hinblick auf das Verhaltnis von Teilung zu Durchmesser hatte das quadratische
Brennelement bei einem Wert von 1,15 die niedrigsten Hullrohrtemperaturen und minimale
Unterschiede der Hullrohrtemperaturen. Im Falle des hexagonalen Brennelements
hatte das beste Verhaltnis von Teilung zu Durchmesser einen Wert von 1,3.

Ein weiterer Vorteil des quadratischen Brennelementtyps waren die hoheren Massen-
stromdichten und eine wesentlich homogenere Verteilung der Kihimittelaufheizung. Beide
Punkte fuhrten zu einer Reduzierung der maximalen Hullrohrtemperaturen. Ein Vorteil des
hexagonalen Brennelementkonzepts war ein gleichmafigerer Verlauf der Dichte in axialer
Richtung. Bei beiden Anordnungen wurden die Temperaturen des Kuhlmittels innerhalb
der Unterkanalen in den Ecken der Brennelemente so hoch, dass Cheng et al. /33/ vor-
schlug, die Brennstabe in den Ecken durch Attrappen, welche Brennstabgeometrie besa-
Ren, zu ersetzen.

Seit 2002 beteiligt sich das koreanische Forschungsinstitut fir Atomenergie (KAERI) an
der Entwicklung eines Leichtwasserreaktors mit Uberkritischen Dampfzustanden [Bae /35/,
/36/]. Basierend auf den Uberlegungen von Buongiorno und McDonalds /37/, ein Brenn-
elementkonzept mit einem festen Moderator aus Zirkoniumhydrid zu entwickeln, prasen-

9



Einleitung

tierten Joo et al. /38/ ein Jahr spater einen Brennelemententwurf mit festem Moderator.
Dieser bestand aus 316 Brennstaben und 25 kreuzférmigen Moderatorstaben. Die Teilung
zwischen den Brennstaben betrug 11,5 mm, der Spalt zwischen den Brennelementen
10 mm und der Durchmesser des Hullrohrmaterials 9,5 mm. Das koreanische Brennele-
mentkonzept wird in Abb. 1.7 gezeigt.

Durch den festen Moderator musste das Speisewasser nach Eintritt in den RDB nicht
mehr in Moderator und KihImittel aufgeteilt werden, was die Konstruktion des Brennele-
ments und der Innenbauten des RDB vereinfachte. Ferner fiel auch die Mischung von Mo-
derator und Speisewasser im unteren Bereich des RDB weg.

Joo et al. /39/ stellten 2005 eine weitere Version dieses Brennelements vor. In diesem
Konzept wurden einzelne Brennelemente durch Gadoliniumstabe, die bei geringem Ab-
brand eine sehr hohe Absorption thermischer Neutronen aufweisen, ersetzt. Diese Stabe
sollten eine groBere Uberschussreaktivitdt zu Beginn des Abbrands ermdglichen und die
Leistungsverteilung in axialer Richtung verbessern.

/3\
Instrumentierungs-
stab DIO Brennstab

IC

v e @\ Kreuzformiger und
000 - fester Moderator

)000ee

-\. ® ./-\ L Steuerstab

, . ./ . L\(
000 0900

)00 eeeen

Abb. 1.7  1/8 des hexagonalen Brennelements von Joo et al. /39/

Hinsichtlich der Sicherheit ist bei einem Reaktorkonzept mit festem Moderator immer
nachzuweisen, dass der Reaktor trotz eines festen Moderators einen negativen Dampfbla-
senkoeffizient hat [Smidt /40/]. Joo et al. /39/ haben gezeigt, dass der Dampfblasenkoeffi-
zient nur wahrend des normalen Betriebs negativ ist. Bei hdheren Abbrandraten wird der
Koeffizient dagegen positiv. Weiterhin ist nach Yamaiji et al. /27/ Zirkoniumhydrid aufgrund
des schlechteren Absorptionsverhaltens als Moderator weniger wirksam als Wasser, und
es entsteht zusatzlich mehr hochradioaktiver Abfall. AuRerdem gab es schon die bereits
erwahnten Bedenken von Oka und Koshizuka /18/ bezuglich der Betrachtung der Kosten
und der Freisetzung von H, im Storfall.

In Russland und Kanada wurden ebenfalls Brennelemente fur Reaktoren mit Uberkriti-
schen Dampfzustanden untersucht. Allerdings sind die russischen Réhrenbrennelemente
fur graphitmoderierte und wassergekuhlte Reaktoren vorgesehen [Kuznetsov /41/]. In
Kanada liegt der Schwerpunkt der Entwicklung auf Brennelementen fir den Einsatz in
schwerwassermoderierten Druckrohrenreaktoren vom Typ CANDU [Duffey /42/]. Da beide
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Brennelementkonzepte in dem in dieser Arbeit behandelten Leichtwasserreaktor nicht
verwendet werden kdénnen, wird auf diese im Folgenden nicht naher eingegangen.

1.2.3 Analyse der bisherigen Brennelementkonzepte

Die Untersuchung der Brennelementkonzepte zeigt, dass sowohl die hexagonalen als
auch die quadratischen Konzepte im Hinblick auf eine gleichmaflige Moderation der Neut-
ronen, eine homogene Aufheizung des Kuhimittels und maéglichst geringe Hullrohrtempe-
raturen in Frage kommen. Bei den Analysen von Brennelementkonzepten mit Wasserkas-
ten wurden bisher jedoch nur thermohydraulische und neutronische Aspekte betrachtet.

Die mechanische Auslegung beispielsweise der Wandstarken der Brennelementkasten
wurde bislang vernachlassigt. Weitere Bauteile eines Brennelements wie das Kopfstuck
und das Fulstick wurden in den bisherigen Veroffentlichungen nicht bertcksichtigt. Eben-
falls wurden bis zum jetzigen Zeitpunkt keine konstruktiven Vorschlage fur einen Ab-
standshalter und keine Mdglichkeiten einer konstruktiven Integration des Brennelements in
den Kern behandelt.

Der Moderator heizt sich beim Durchstromen der Wasserkasten entlang der Hohe des
Dampfplenums auf. Eine zu starke Aufheizung des Wassers vor dem aktiven Teil wirkt
sich negativ auf seine Moderationseigenschaften aus. Diese Aufheizung wurde bislang
ebenfalls nicht untersucht.

Im oberen Teil des Reaktordruckbehalters, wo die Brennelemente durch das Dampfple-
num gesteckt werden, wurde kein Vorschlag herausgearbeitet, wie der Moderator mit einer
Temperatur von 280 °C vom Frischdampf mit einer Temperatur von ca. 500 °C konstruktiv
getrennt werden kann. Dies ist notwendig, da sonst der Wirkungsgrad durch die Abkuh-
lung des Frischdampfes reduziert werden wirde.

Ebenso war die Vermischung der Massenstrome aus dem Spalt zwischen den Brennele-
menten, den Wasserkasten, dem Reflektor und dem Ringraum bisher nicht Gegenstand
von Untersuchungen. Diese sind bezlglich der Kihimitteleintrittsbedingungen in die Un-
terkanale der Brennelemente zwingend erforderlich.

1.3 Ziel der Arbeit

Diese Arbeit hat das Ziel, eine erste Auslegung eines Brennelements mit Kopfstuck, Ful3-
stick und Abstandshalter fur einen Leichtwasserreaktor mit Uberkritischen Dampfzustan-
den durchzufuhren. Dabei wird aufbauend auf den Voruberlegungen in den Bereichen
Neutronik und Thermohydraulik erstmals ein konkreter Entwurf flr ein Brennelement und
die dazugehorige Stromungsfuhrung im Kern des HPLWR konzipiert. Die Realisierbarkeit
wird durch Festigkeits- und Strdmungsanalysen unterstitzt.

Zunachst werden verschiedene Konzepte von quadratischen und hexagonalen Brennele-
menttypen mit jeweils einer oder zwei Brennstoffreihen zwischen Wasserkasten und
Brennelementkasten vorgestellt. Die Wande der Brennelementkasten und der Wasserkas-
ten dieser Brennelementkonzepte sind aufgrund von hohen Temperatur- und Druckdiffe-
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renzen zwischen Moderator und Kuhlmittel groRen Druck- und Zugspannungen in axialer
und radialer Richtung ausgesetzt. Die dadurch hervorgerufenen Durchbiegungen der
Wande mussen begrenzt werden, da diese die Kihlmittelmassenstrome in den Unterkana-
len andern und damit die Reaktivitat beeinflussen. Aus diesem Grund wird zunachst ein
Brennelementtyp stellvertretend fur alle Brennelemente unter Uberkritischen Bedingungen
anhand von Festigkeitsanalysen mit Hilfe eines Finite-Elemente-Softwarepakets analysiert
und ausgelegt. Fur die Berechnungen der Festigkeit wird eine Werkstoffauswahl fur das
Strukturmaterial des Brennelements durchgeflihrt. Ergebnisse dieser festigkeitsmechani-
schen Betrachtungen sind Wandstarken der Brennelement- und Wasserkasten, die der
hohen Beanspruchung unter Uberkritischen Bedingungen standhalten.

Die genauere Festigkeitsrechnung wird daraufhin mit Hilfe der maximalen Durchbiegung
der Kastenwand des untersuchten Brennelements verallgemeinert, um verschiedene
hexagonale und quadratische, einreihige und zweireihige Brennelemente auf Vor- und
Nachteile zu Uberprufen. Kriterien fur diese Analyse sind das Verhaltnis von Strukturmate-
rial zu Brennstoff, das Verhaltnis Moderator zu Brennstoff und eine vereinfachte Analyse
der Aufheizung innerhalb der Unterkanale der betrachteten Brennelemente. Mittels dieser
systematischen Untersuchung wird ein fur den HPLWR geeignetes Brennelement mit Hilfe
der oben genannten Gesichtspunkte fur weitere Optimierungen ausgewabhilt.

Nach der Festlegung auf einen Brennelementtypen und den Konstruktionen des dazuge-
horigen Kopfstliicks und des Fulstliicks wird die Integration des Brennelements in das
Konzept des Reaktordruckbehalters von Bittermann et al. /9/ vorgenommen. Dazu werden
passend zu diesem RDB und dem ausgewahlten Brennelement Entwurfe flr ein Dampf-
plenum und eine untere Kerntrageplatte entwickelt. Unter anderem wird eine Moglichkeit
der Reduzierung von Leckagen von Moderator in das Dampfplenum durch eine geeignete
Abdichtung erortert.

Zu berucksichtigen ist bei einer solchen Konstruktion die Aufheizung des Moderators beim
Durchstromen der Wasserkasten innerhalb des Dampfplenums. Eine zu starke Aufheizung
des Wassers wirkt sich negativ auf seine Moderationseigenschaften aus. Ferner bedeutet
ein hoher Warmeubergang eine Abkuhlung des Frischdampfes im Dampfplenum. Die Auf-
heizung des Moderators bzw. die Abkuhlung des Frischdampfes uber die HOohe des
Dampfplenums wird mittels einer Modifizierung der vorhandenen Konstruktion so ausge-
fuhrt, dass die Temperaturerhdhung des Moderators Uber die Hohe des Dampfplenums
gering ist.

SchlieRlich wird eine strdomungstechnische Optimierung der Vermischung der verschiede-
nen Massenstrome aus Spalt, Wasserkasten, Reflektor und Ringraum im unteren Plenum
und im FuRstick des Brennelemententwurfs durchgefihrt. Ein homogener Verlauf der Ein-
trittstemperatur des Kuhlmittels in die Unterkanale des Brennelements muss garantiert
sein, um heil’e Strahnen im Brennelement zu minimieren. Da der heilReste Brennstab im
Kern die mittlere Austrittstemperatur des Dampfes begrenzt, hilft die Optimierung der
Temperaturverteilung am Brennelementeintritt sogar den thermischen Wirkungsgrad der
Anlage zu verbessern.
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Es wird an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass die Kernauslegung nicht Gegenstand
dieser Arbeit ist. Die Frage, welche mittlere Kernaustrittstemperatur mdglich ist, ohne die
Materialgrenzen einzelner Brennstabe des Kerns zu uUberschreiten, kann durch Betrach-
tung eines einzelnen Brennelements nicht beantwortet werden. Die hier vorgestellte
Brennelementauslegung ist daher nur als ein wichtiger Baustein im Gesamtprozess der
Kernauslegung zu sehen.
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2 Auslegung eines Brennelements fur den HPLWR

2.1 Konstruktionssystematik

Ausgangspunkt zur Brennelementoptimierung sind Konstruktionsentwurfe verschiedener
quadratischer und hexagonaler Brennelementtypen, welche im Folgenden anhand mehre-
rer Kriterien untereinander verglichen werden.

Sowohl die quadratischen (sq) als auch die hexagonalen (hex) Brennelementtypen beste-
hen aus n x n Wasserkasten und aus m Brennstoffreihen zwischen Wasser- und Brenn-
elementkasten. Die zu untersuchenden Brennelemente werden mit ,sq m.n“ bzw.
,hex m.n“ bezeichnet.

Zum besseren Verstandnis der anschlieRenden Kapitel werden die 3D-Modelle zweier
quadratischer (,sq1.1“ und ,sq2.1“) und zweier hexagonaler Brennelemente (,hex1.1“ und
,hex2.1%) in Abb. 2.1 vorgestellt.

Wasserkasten

Kahimittel

Abb. 2.1 Brennelemente ,sq1.1“ und ,sq2.1“ (oben) sowie ,hex1.1“ und ,hex2.1“ (un-
ten)

Die Brennelementkasten umschlieRen die Brennstabe. Das Kuhlmittel stromt zwischen
den Brennstaben, die entweder in einer oder zwei Reihen angeordnet sind, nach oben.
Dagegen stromt der Moderator innerhalb des Wasserkastens und des Spalts zwischen
den Brennelementen nach unten.

Nach ersten Untersuchungen von Cheng et al. /33/ wurde ein Durchmesser des Brenn-
stabs von 8 mm und ein Abstand zwischen Brennstab und Wand von 1 mm gewahlt. Das
Verhaltnis der Teilung zum Durchmesser ist 1,15 fur quadratische und 1,3 flr hexagonale
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Brennelemente. Die Brennstabgeometrie und die Abstande der Brennstabe zueinander
und zur Wand sind bei allen Brennelementen gleich.

2.2 Festigkeitsanalysen fir ein Brennelement unter tberkritischen Bedingungen

Die Durchbiegung der Wande des Brennelementkastens und des Wasserkastens auf-
grund von Druckdifferenzen dient als Kriterium zur Auslegung der Brennelement- und
Wasserkasten, da die Uber vier Meter langen Kasten wahrend des Einsatzes einer fort-
wahrenden Durchbiegung unterliegen. Die Ursache der Durchbiegung der Kastenwande
liegt im Druckunterschied zwischen Moderator und KiahImittel Gber die Kastenlangsseiten.
Es gilt, die Durchbiegung zu begrenzen, da jede Abweichung von der idealen Kastengeo-
metrie zu einer Anderung der Kihimittelstrémung und der Reaktivitat fiihrt. Aus diesem
Grund sollten auch die Brennelementkasten und Wasserkasten so gerade wie maoglich
hergestellt werden [Urban /43/].

Anhand einer im Rahmen dieser Arbeit durchgefluihrten Festigkeitsanalyse mit Hilfe des
Finite-Elemente-Softwarepakets ANSYS wurden von Himmel et al. /44/, /45/ untersucht,
wie grol3 die Durchbiegung des betrachteten Referenzbrennelements ,sg2.1“ bei den ho-
hen thermischen und mechanischen Belastungen im Kern des HPLWR sein wird. Die zu
erwartenden optimalen Eigenschaften des zweireihigen, quadratischen Referenzbrenn-
elements ,sq2.1“ wurden von Hofmeister et al. /46/ bereits mit vereinfachenden Abschat-
zungen ermittelt. Diese Abschatzungen wurden mit Hilfe des Elastizitdtsmoduls von Edel-
stahl (200000 N/mm? [Czichos /47/]), einer maximalen Druckdifferenz von 0,1 MPa zwi-
schen Innen- und AuRenseite des Brennelementkastens und einer maximalen Durchbie-
gung der Brennelementkastenwande von 0,26 mm durchgefuhrt. Daraus ergaben sich die
in der Abb. 2.2 gezeigten Abmale des Brennelementtyps ,sq2.1%

67,2 65,2

Abb. 2.2  Abmalde des Brennelementtyps ,sq2.1“ in mm

Die Brennelement- und Wasserkasten werden bei Betrieb thermisch und mechanisch be-
lastet.
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Abb. 2.4  Moderatortemperaturen im 1/8-Brennelement entlang der aktiven Hohe /48/

Diese Randbedingungen konnen mit der von Waata et al. /49/ durchgeflhrten Kopplung
des von Cheng et al. /33/ entwickelten Thermohydraulik-Programms STAFAS (Sub-
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channel Thermal-hydraulics Analysis of Fuel Assembly under Supercritical Conditions) mit
der Neutronik-Simulation MCNP (Monte Carlo N-Particle) berechnet werden. Zwei Ergeb-
nisse der gekoppelten Rechnung mit einem Achtel des Brennelements ,sg2.1“ sind in Abb.
2.3 und Abb. 2.4 zu sehen /48/. Hierbei handelt es sich um die Kiuhlwasser- und Modera-
tortemperatur in einem Achtel des Brennelements ,sg2.1" entlang der aktiven Hohe von
4,2 m.

Ein weiterer wichtiger Punkt fur die Festigkeitsanalyse ist die Wahl des Werkstoffs flr
Brennstabhullrohre und Kasten. Deshalb wurden innerhalb des 5. Forschungsrahmenpro-
gramms der europaischen Union geeignete Werkstoffe flir die Anwendung gesucht, die
unter den Bedingungen von Uberkritischem Wasser eingesetzt werden konnen. Klassische
Zirkon-Legierungen, wie sie in aktuellen Leichtwasserreaktoren genutzt werden, kdnnen
nicht eingesetzt werden, da ihre Zeitstandfestigkeit und Korrosionsfestigkeit fur hohere
Temperaturen (Hullrohrtemperaturen bis zu 620 °C) nicht ausreichend ist [Kasahara et al.
/50/]. Daher muss auf den Werkstoff Stahl zuruckgegriffen werden, welcher hier in drei
Hauptgruppen eingeteilt wird:

= Die erste Gruppe sind die ferritisch/martensitischen (F/M) Werkstoffe, wie sie bei-
spielsweise in modernen Dampfturbinen als Schaufelwerkstoff eingesetzt werden
/15/. Diese Werkstoffe besitzen eine hohe Zeitstandfestigkeit und eine ausreichen-
de Risszahigkeit bei hohen Temperaturen. Unter einer Bestrahlung von mehr als
100 dpa zeigen die F/M Stahle bei Temperaturen von 400 °C bis 550-600 °C ein
ausgezeichnetes Verhalten gegenuber Versprodung [Klueh et al. /51/, Brown et al.
/52/]. Aulderdem zeigt der Stahl in Uberkritischem Wasser bei Temperaturen von
500 °C, 550 °C und 600 °C keine Spannungsrisskorrosion [Hwang et al. /53/]. Ein
grolRer Nachteil des Werkstoffs ist das schlechte Korrosionsverhalten bei Tempera-
turen von 550 bis 600 °C. Die Oxidschicht ist bei 550 °C dreimal dicker als bei
500 °C [/53/, Jang et al. /54/]. Eine Mdglichkeit das schlechte Korrosionsverhalten
zu verbessern, ware den Anteil an Chrom zu erhdhen, wie es beim ODS (Oxide
Dispersion Strengthened)-Stahl realisiert ist [Allen et al. /55/, Kaito et al. /56/]. Zu-
dem haben diese Werkstoffe bei hohen Temperaturen eine sehr viel hohere Zeit-
standfestigkeit. Sie kamen aber aufgrund ihrer hohen Kosten und geringen Duktilitat
in konventionellen Kraftwerken bisher nicht zum Einsatz.

= Die zweite Gruppe der moglichen Werkstoffkandidaten sind Nickel-Basis-
Legierungen. Der Vorteil dieser Werkstoffgruppe liegt in einem sehr guten Korrosi-
onsverhalten. Der Ni-Basis-Werkstoff zeigt im Gegensatz zu den F/M Stahlen nur
wenig Korrosion bei Temperaturen bis zu 650 °C /53/. Allerdings absorbiert das in
dieser Legierung enthaltene Nickel sehr viele Neutronen, was wiederum eine
hdhere Anreicherung und damit ein wesentlich teureres Brennelement bedeuten
wurde /56/.

= Der austenitische Edelstahl gehort zur dritten Gruppe. Die austenitischen Stahle
besitzen eine ausgezeichnete Zeitstandfestigkeit und wurden schon als Hullrohrma-
terial in europaischen schnellen Briatern mit Erfolg getestet /52/. Das Korrosions-
verhalten ist nicht so gut wie das von Nickel-Basis-Legierungen, aber wesentlich
besser als das der ferritisch/martensitischen Werkstoffe [Was und Allen /57/]. Auf-
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grund des Molybdanabteils in austenitischen Stahlen ist der Stahl gegen Span-
nungsrisskorrosion resistenter als Nickel-Basis-Legierungen [McKinley et al. /58/].

Aktuell werden noch Referenzmaterialen fir jede dieser drei Gruppen untersucht. Bislang
gibt es noch keine Empfehlung, welcher Werkstoff fur den Brennelementkasten, Wasser-
kasten und Hullrohr in Uberkritischem Wasser und unter Bestrahlung eingesetzt werden
kann. Gegenwartig wird der austenitische Edelstahl SS316L als bester Kompromiss der
drei vorgestellten Werkstoffgruppen fur weitere mechanische, neutronische und thermo-
hydraulische Untersuchungen favorisiert. Innerhalb der austenitischen Edelstahle ist
SS310S zwar am unempfindlichsten gegenuber Korrosion, aber der Nickel-Anteil ist ge-
genuber dem Anteil im SS316L wesentlich hoher, was wiederum zu einer erhohten Neut-
ronenabsorption flihren wirde [Kaneda et al. /59/].

Mit Hilfe einer Finite-Elemente-Rechnung und den vorgestellten Randbedingungen werden
die Verformungen der Brennelementkastenwand sowohl durch die Wandtemperaturvertei-
lung als auch durch die Druckdifferenz Uber die Kastenwand vorgestellt.

2.2.1 Verformung des Brennelementkastens durch thermische Belastung

Grundlage zur Berechnung der Wandtemperaturverteilung sind die Ergebnisse der Rech-
nung der Moderator- und Kuhimitteltemperatur innerhalb des Brennelements von Waata et
al. /49/. Die aus der Wandtemperaturverteilung resultierenden Thermospannungen erzeu-
gen eine bananenférmige Durchbiegung des Brennelementkastens, veranschaulicht in
einer 150-fach Uberhdhten Darstellung in Abb. 2.5.

Abb. 2.5  150-fach Uberhdhte Darstellung der Verformung des Aullenkastens aufgrund
der Temperatur /45/
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Die Durchbiegung erreicht eine maximale Auslenkung von ca. 2 mm auf einer Kastenhohe
von 2,9 m. Diese Durchbiegung ist jedoch nicht kritisch im Hinblick auf moglichen Kontakt
mit benachbarten Brennelementkasten, da der Abstand zwischen den benachbarten
Brennelementen jeweils 10 mm betragt. Dank der Abstandshalter folgen die Brennstabe
dieser Kastendurchbiegung, so dass der Spalt zwischen den Brennstaben und der Kas-
tenwand nicht beeintrachtigt wird. Des Weiteren sorgt die Wandtemperaturverteilung fur
zwei dellenartige Verformungen an der Unterseite des Kastens, die jedoch als eine Folge
der dort aufgebrachten mechanischen Randbedingungen zu erklaren sind.

In Abb. 2.5 sind keine weiteren Durchbiegungen der Brennelementkastenseiten in axialer
Richtung Uber die Hohe des Kastens zu sehen, was dafur spricht, dass Einwolbungen der
Wande vorwiegend durch die Druckdifferenz Gber die Kastenwande entstehen.

2.2.2 Verformung durch Druckdifferenz Gber die Kastenwand

Nach Waata et al. /48/ erreicht die maximale Druckdifferenz Uber die Brennelementkas-
tenwande einen Wert von ca. 0,5 bar (Abb. 2.6).
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Abb. 2.6  Druckverlust entlang der Hohe des Brennelementkastens /48/

Aufgrund des niedrigeren Druckes des Kihlmittels innerhalb des Brennelementkastens
wolben sich die Seitenmitten nach innen (Abb. 2.7).

Das Ergebnis der Festigkeitsanalyse von Himmel et al. /44/ mit dem Finite-Elemente-
Softwarepaket ANSYS zeigt, dass sich die Kastenwand um maximal 0,2 mm auf einer
Kastenhohe von 4,5 m bei einer Temperatur von 450 °C durchbiegt. Der Spalt von 1 mm
zwischen Brennstaben und Brennelementkastenwand wird dadurch bereits deutlich redu-
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ziert, wodurch sich der Massenstrom an der Kasteninnenwand verringert und die Aufhei-
zung sich erhoht.

Unter Verwendung der berechneten maximalen Durchbiegung der Kastenwand des
Brennelements ,sg2.1“ von 0,2 mm werden nun verschieden grof3e hexagonale und quad-
ratische Brennelemente ausgelegt und analysiert, um schlussendlich einen optimalen
Brennelementtyp fur weitere Untersuchungen auszuwahlen.

Abb. 2.7  150-fach Uberhdhte Darstellung der Verformung des Aullenkastens aufgrund
des Druckes /45/

2.3 Verallgemeinerung der Ergebnisse auf andere Brennelementtypen

Die Wandstarke wird mit Hilfe eines Ersatzsystems eines auf beiden Seiten fest einge-
spannten Biegebalkens berechnet. Dabei wird von der maximal moéglichen Durchbiegung
des Biegebalkens, der im aktuellen Fall eine Wand des Brennelementkastens und des
Wasserkastens darstellt, ausgegangen.

Die Gleichung flur die Durchbiegung flr den Belastungsfall eines fest eingespannten Tra-
gers mit konstantem Querschnitt ist folgendermalien definiert [Beitz und Grote /60/].

q-l

" 384.E-, 1)

Hierbei stellt f die Durchbiegung, q die Querkraft, | die Seitenlange, E den E-Modul und |y
das axiale Flachenmoment 2. Grades dar.

20



Auslegung eines Brennelements fur den HPLWR

Zur weiteren Erklarung der Variablen ist das Ersatzsystem eines auf beiden Seiten fest
eingespannten Biegebalkens in Abb. 2.8 dargestellt:

4¢—— Lange | —P,
Flachenlast q

/| Querkraft q |\

v

Breite b

Durchbiegung f

Wandstarke sT

4——— Liange | —>I

Abb. 2.8  Ersatzsystem des Biegebalkens (links) und Definition der Wandstarke

Mit den Variabeln F = Kraft, A = Flache, Ap = Druckabfall, b = Breite und s = Wandstarke
folgt aus der Querkraft q

=w:Ap.b (2.2)

o-F
I I

und dem axialen Flachenmoment 2. Grades

b-s®
== (2.3)

die Wandstarke s (siehe Abb. 2.8) fur eine vorgegebene Durchbiegung f:
4
s=g2pt (24)
32-E-f

Ausgehend von den gleichen Randbedingungen der Festigkeitsanalyse (Geometrie,
Druckdifferenz), der bekannten maximalen Durchbiegung des Brennelement- und des
Wasserkastens in einer Hohe von 4,5 m und einem Elastizitatsmodul des Stahles SS316L
von 162000 N/mm? [Neubronner und Stiibner /61/] bei einer Temperatur von 450 °C kdn-
nen die Wandstarken unterschiedlicher Brennelementtypen mit der Gleichung (2.4) be-
rechnet werden. Abschlieliend wird anhand ausgewahlter Kriterien das optimale Brenn-
element fur weitere Untersuchungen ausgewahlt.
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Die zur Untersuchung stehenden Brennelemente kénnen vereinfachend anhand der Was-
serkasten in horizontaler bzw. vertikaler Richtung unterschieden werden. Das mit der Fes-
tigkeitsanalyse untersuchte Referenzbrennelement hat beispielsweise einen Kasten ent-
lang einer Brennelementwand. Vier Kasten entsprechen dem Entwurf von Yamaji et al.
127/ (Abb. 1.5) und sechs Wasserkasten dem Entwurf von Oka et al. /31/ (Abb. 1.6).

Die innere Seitenléange eines Brennelementkastens setzt sich aus der Anzahl der Brenn-
stabe entlang der Innenseite, ihres Abstandes voneinander und aus dem Abstand der bei-
den Aullenstédbe von der Wand zusammen. Hierbei ist zusatzlich zu beachten, dass sich
die Kastenlange bei zwei Brennstoffreihen pro Brennelement (,sg2.1%, ,hex2.1%) dement-
sprechend vergrof3ert.

Die Ergebnisse der Berechnungen zu den untersuchten Brennelementen fir den HPLWR
sind in Tab. 2.1 zusammengefasst. Die Abkurzung Wk steht fir Wasserkasten, Bk fur
Brennelementkasten, Brst flr Brennstoff, Bs fur Brennstab, Hr fur Brennstoffhullrohr, n fur
die Anzahl, t fUr Teilung und d fir Durchmesser. Im oberen Abschnitt der Tabelle sind die
zur Berechnung relevanten geometrischen Randbedingungen der untersuchten Brenn-
elemente dargestellt; im unteren Abschnitt die sich mit Gleichung (2.4) ergebenen Wand-
starken und AulRenlangen.

Tab. 2.1 Geometrie quadratischer und hexagonaler Brennelemente in mm
Durchbiegung /44/ mm 0,2 0,2 0,2 0,2 0,2 0,2 0,2 0,2 0,2
HPLWR sq1.1 | sq2.1 | sq1.2 | sq1.3 | sq1.4 | sq1.5 | sq1.6 | hex1.1 | hex2.1
n Wk - 1 1 4 9 16 25 36 1 1
n vertikaler Wk - 1 1 2 3 4 5 6 - -

n horizontaler Wk - 1 1 2 3 4 5 6 - -
Durchmesser Brst /33/ mm 6,9 6,9 6,9 6,9 6,9 6,9 6,9 6,9 6,9
;gg(/arer Durchmesser Hr mm 7 7 7 7 7 7 7 7 7
Durchmesser Bs /33/ mm 8 8 8 8 8 8 8 8 8
Teilung / Durchmesser

(UD) 133/ - 1,15 1,15 1,15 1,15 1,15 1,15 1,15 1,3 1,3
Teilung /33/ mm 9,2 9,2 9,2 9,2 9,2 9,2 9,2 10,4 10,4
Abstand Bs / Wand /33/ mm 1 1 1 1 1 1 1 1 1
Abstand zw. Bs /33/ mm 1,2 1,2 1,2 1,2 1,2 1,2 1,2 2,4 24
n Bs (in 1 Reihe) - 5 7 9 13 17 21 25 3 4
n Bs (in 1 Wk-Reihe) - 3 3 3 3 3 3 3 - -
n Bs - 16 40 45 88 145 216 301 12 30
Druckdifferenz /49/ N/mm?| 0,05 0,05 0,05 0,05 0,05 0,05 0,05 0,05 0,05

E-Modul SS316L /61/ N/mm? | 162000 | 162000 | 162000 | 162000 | 162000 | 162000 | 162000 | 162000 | 162000

Innere Seitenldnge Bk mm 46,8 65,2 83,6 120,4 | 157,2 194 230,8 26,6 37
Wandstérke Bk Gl. (2.4) | mm 0,6 1 1,3 2,2 3,1 41 5,2 0,3 0,4
AuRere Seitenlinge Bk | mm 48 67,2 86,2 124,8 | 163,4 | 202,2 | 241,2 26,9 37,5

AuBere Seitenlinge Wk | mm 26,8 26,8 26,8 26,8 26,8 26,8 26,8 15,1 15,1
Wandstirke Wk mm 0,3 0,3 0,3 0,3 0,3 0,3 0,3 0,1 0,1
Innere Seitenlange Wk mm 26,2 26,2 26,2 26,2 26,2 26,2 26,2 15 15
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Auf Untersuchungen mit dreireihigen Brennelementen wird verzichtet, da, wie bereits er-
wahnt, schon Buongiorno /25/ festgestellt hat, dass der Brennstoff infolge eines zu grol3en
Abstands zum Moderator, eine hohere Anreicherung bendtigen wirde.

Nach Tab. 2.1 ergibt sich beispielsweise flir den Kasten des Brennelements ,sq1.1“ eine
innere Seitenlange von 46,8 mm und nach Gleichung (2.4) eine Wandstarke von 0,6 mm.

Mit steigender Anzahl von Brennstaben im Brennelement wachst die Wandstarke proporti-
onal zu I"® (Abb. 2.9). Da mit steigender Wandstérke gleichzeitig mehr neutronenabsorbie-
rendes Material in den Kern eingebracht wird, stellt das einen eindeutigen Nachteil fur die
grof3en Brennelemente dar.

6 600
5,5 1| -4 Wandstarke des Kastens 550
511 -# Innere Seitenléange des Kastens /’A 500
45 450 E
T 4 / 400 &
£ >
o 35 / 350 £
= / =
[
& 3 300 §
T 25 / 250 @
c
115 /./ 150 =
1 / 100
0 0
sq1.1 sq1.2 sq1.3 sq1.4 sq1.5 sq1.6

Quadratische, einreihige Brennelemente
Abb. 2.9  Beziehung zwischen Seitenlange und Wandstarke

Da bei den hexagonalen Brennelementkasten die inneren Seitenlangen bei 26,6 mm bzw.
37 mm liegen, sind die Wandstarken gegenuber einem quadratischen Element mit gleicher
Anzahl an Brennstaben etwa 50 % geringer. So liegt die Wandstarke fur das Brennele-
ment ,hex1.1“ bei 0,3 mm und fur ,hex2.1 bei 0,4 mm (s. Tab. 2.1).

Die quadratischen Wasserkasten haben eine aullere Seitenlange von 26,8 mm und eine
Wandstarke von 0,3 mm. Die hexagonalen Wasserkasten besitzen eine aul3ere Seitenlan-
ge von 15,1 mm und eine Wandstarke von 0,1 mm. Aufgrund von Oxidationsvorgangen
auf der Oberflache des Stahls SS316L in uberkritischem Wasser reduziert sich die
tragende Dicke des Wasserkastens /57/. Daher werden aus Sicherheitsgrinden die Was-
serkastenwandstarken im Falle der quadratischen Brennelemente auf 0,4 mm und der
hexagonalen Brennelemente auf 0,2 mm erhdht.
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Die Folgen fur die Moderation durch die Absorption von Neutronen durch das Strukturma-
terial der groRen Brennelemente mit dickeren Brennelementkastenwanden wird in Abb.
2.10 deutlich. Aufgrund der kleineren Abmale des Brennelementtyps ,sq1.1“ finden bis zu
300 Brennelemente auf einem Quadratmeter Platz. Bei den grof3ten hier untersuchten
Geometrien, wie z.B. ,sq1.6% passen gerade 16 Brennelemente auf einen Quadratmeter.
Wie in Abb. 2.10 durch die rote bzw. mit den Quadraten versehene Kurve dargestellt, liegt
der Wandflachenanteil aller Brennelementkasten an einem Quadratmeter bei ,sq1.1“ bei
ca. 3,4%, bei ,5q1.6“ bei 7,8%. Demnach bringen die kleineren Brennelemente trotz hdhe-
rer Anzahl ein geringeres Strukturmaterialvolumen in den Kern ein als die grof3en.

300 0,09
275 ‘\ 0,0825
250 \ —= 0,075
/ 0,0675
200 \ / 0,06
175 \ / 0,0525
\/'/ - 0,045

150 /\ -4 Anzahl der Brennelemente N
125 5 3 — 0,0375
- x - Gesamte Wandflache der Kasten

100 \ 0,03
\ 0,0225
0,015

N

N

(@)]
/

~
()]

Anzahl der Brennelemente [1/m ?]
Gesamte Wandflache der Kasten
pro m?

25 —— 0,0075
0 T 0

sq1.1 sq1.2 sq1.3 sql1.4 sq1.5 sq1.6
Quadratische, einreihige Brennelemente

Abb. 2.10 Anzahl und gesamte Wandflache der Brennelementkasten pro m?

Viel entscheidender hinsichtlich der neutronischen Auslegung sind die im nachsten Kapitel
behandelten Verhaltnisse Moderator/Kiuhlmittel zu Brennstoff und Strukturmaterial zu
Brennstoff.

2.4 Analyse der untersuchten Brennelementtypen

Um die verschiedenen Brennelementkonstruktionen vergleichen zu konnen, werden die
Verhaltnisse Strukturmaterial zu Brennstoff und Moderator zu Brennstoff analysiert. Die
darauf folgende Aufheizung des Kihlmittels der betrachteten Brennelemente mittels einer
vereinfachten Analyse der Unterkanale komplettiert die fur die Auswahl des Brennele-
ments untersuchten Kriterien.
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2.4.1 Verhaltnis Strukturmaterial zu Brennstoff

Mit der Gleichung (2.5) werden die Volumina der Struktur und des Brennstoffes des jewei-
ligen Brennelements aus den Daten der Tab. 2.1 berechnet. Zum Strukturmaterial gehéren
der Kasten, der die Brennstabe ummantelt, der Kasten bzw. die Kasten des Moderatorka-
nals bzw. der Moderatorkanale und die Hulle des Brennstoffs.

Innendurchmesser
Brennstoffhlle
(Hr)

// N | AuRendurchmesser

Durchmesser Brennstoffhiille

Brennstoff (Brst) ' \\\4—% (Hr)

AuRere Seitenlange des Wasserkastens (WKk)

AuRere Seitenlange des Brennelementkastens (Bk)

Abb. 2.11 Details eines Brennelements

Die Hohe aller Bauteile des Brennelements betragt 4,5 m und ist deshalb aus den folgen-
den Gleichungen herausgekurzt.

VStruktur _ VBrenneIementkasten + VWasserkasten + VBrennstathIIe

= (2.5)
VBrennstof‘f VBrennstoff
Fur die quadratischen Brennelemente gilt:
T
Veruur [ABka — A, ]+an '[AWka ~Awg, ]+nBs 'Z'(dﬁra ~di,) 26)
VBrennstoff No.. - E . d2 .
Bs Brst

4

Fir die hexagonalen Brennelemente gilt:
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(lsk +|Bki) (i +|Wki) T
v {6'[6123% +Ny.| 6 af'SWk +Ngs 'Z'(dﬁra _dﬁri)
Struktur _ (27)

Varst Ne. - .42
Bs 4 Brst

Der Index Wk steht fiir Wasserkasten, Bk fur Brennelementkasten, Bs fiir Brennstab, Brst
fur Brennstoff, Hr fiir Brennstoffhiillrohr, s flr die Wandstarke, n fur die Anzahl, a fir auRen
und i fur innen (siehe Abb. 2.11).

Um das Volumenverhaltnis als Massenverhaltnis angeben zu konnen, wird das Volumen
mit der jeweiligen Dichte multipliziert. Diese belauft sich fir das Strukturmaterial SS316L
auf 8000 kg/m® /61/, wobei Hiillrohrmaterial und Material der Brennelement- und Wasser-
kasten als gleich angenommen werden. Der Brennstoff Urandioxid hat eine Dichte von ca.
11000 kg/m?® [Gebhardt et al. /62/].

Das Ergebnis der Berechnungen ist in Tab. 2.2 dokumentiert.

Tab. 2.2 Verhaltnis Strukturmaterial zu Brennstoff

sq sq sq sq sq sq sq | hex | hex
11 | 21 1.2 | 13 | 14 | 15 | 16 | 11 | 21

Volumenverhaltnis

Struktur zu 0,576 | 0,52 |0,678|0,758 0,806 0,848 0,886 | 0,462 |0,411
Brennstoff

Massenverhaltnis

Struktur zu 0,419/0,378|0,493|0,551|0,586 (0,617 |0,644 {0,336 | 0,299
Brennstoff

In Abb. 2.12 ist sowohl das Volumen- als auch das Massenverhaltnis Strukturmaterial zu
Brennstoff fur die betrachteten Brennelemente dargestellit.

Wie die graphische Darstellung Abb. 2.12 der Werte aus Tab. 2.2 zeigt, existiert bei den
quadratischen Brennelementen ein Minimum im Volumen- und Massenverhaltnis bei der
Brennelementversion vom Typ ,sg92.1%. Im Vergleich zu ,sq1.1“ sind beide Verhaltnisse
kleiner, da mehr Brennstabe im Brennelement vorhanden sind.

Bei den hexagonalen Brennelementen ist ein ahnlicher Trend zu erkennen. Im Vergleich
zu den quadratischen Brennelementen sind die absoluten Werte erwartungsgemal} gerin-
ger. Das Brennelement vom Typ ,hex2.1“ hat das niedrigste Verhaltnis von Strukturmate-
rial zu Brennstoff.
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B Massenverhaltnis Struktur zu Brennstoff
B Volumenverhaltnis Struktur zu Brennstoff

0,8

0,7
0,6
0,5
0,4 -
0,3 A
0,2
0,1 -
0 - ‘ ‘ ‘ ‘

sq1.1 sq2.1 sq1.2 sq1.3 sql.4 sq1.5 sq1.6 hex1.1  hex2.1
Brennelemente

Strukturmaterial zu Brennstoff

Abb. 2.12 Verhaltnis Strukturmaterial zu Brennstoff der betrachteten Brennelemente

2.4.2 Verhaltnis Moderator/Kihlmittel zu Brennstoff

Bei der Berechnung des Verhaltnisses Moderatormasse zu Brennstoffmasse zahlen zur
Moderatormasse das Wasser, welches sowohl durch die Wasserkasten als auch um das
Brennelement innerhalb des Spalts in Richtung unteres Plenum flie3t, und das aufsteigen-
de Kuhlmittel, welches neben der Kihlung auch zur Moderation der Neutronen beitragt.

VModerator _ VModerator + VKUhImitteI

= (2.8)
VBrennstoff VBrennstoff
Gleichung (2.9) gilt fur die quadratischen Brennelemente:
vV 4 [(IWak +0,5-bys)-0,5- bWs]+ Ny ‘IWiW2 + |:|WiK2 — Ny ‘|Waw2 —Npg ‘Z'dés}
Mod _ . 2.9
VBrst nB . E . dé ¢ ( )
S 4 rs

Die Flache eines Sechsecks ist durch die Gleichung A = 2,598 - I? definiert. Fiir die hexa-

gonalen Brennelemente gilt somit:
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2,598 - (I6Vsa _léka )+ Ny '|Wiw2 +(lwik ™ =Ny '|WaW2) —(Ngs '%'dés)
= ) (2.10)
T
Ngg '*'dérst

4

2

VMod
VBrst

Der Index Ws steht fir Wasserspalt (10 mm), WaK fir WandauRenseite des Brennele-
mentkastens, Bs fiir Brennstab, Brst fiir Brennstoff, WaW fiur Wandaul3enseite des Was-
serkastens und WiW fur Wandinnenseite des \WWasserkastens.

Die Volumenverhaltnisse Moderator/Kihlmittel zu Brennstoff der betrachteten Brennele-
mente sind in Tab. 2.3 aufgelistet.

Tab. 2.3 Volumenverhaltnis Moderator/Kiihimittel zu Brennstoff

sq sq sq sq sq | sq | SA | R hex | hex

112112113 |14 |15]| 1.6 11 | 2.1
Volumenverhaltnis
Moderator/ 402|244 (37937337137 1369| 17 |382| 24
Kiihimittel zu
Brennstoff

Das Volumenverhaltnis eines Druckwasserreaktors ist Band 2 der Reaktortechnik von
Smidt /40/ entnommen.

Mit der konstanten Brennstoffdichte (pgst = 11000 kg/m?), der Moderator- und Kiihimittel-
dichte (hexagonale Brennelemente /33/; quadratische Brennelemente /49/) ergeben sich
folgende in Tab. 2.5 gezeigten Massenverhaltnisse. Da der Dichteverlauf des Spalts zwi-
schen den hexagonalen Brennelementen nicht bekannt ist, wird angenommen, dass der
Dichteverlauf des Moderators im Spalt und im Wasserkasten gleich ist.

Tab. 2.4 Verlauf der Dichte des Wassers im Kern
quadratisch DWR hexagonal
Dichte des
Moderators
unten| kg/m’ 600 745 612
Mitte| kg/m® 620 705 602
oben| kg/m® 730 665 783
Dichte des
Kiihimittels
unten| kg/m’ 740 745 728
Mitte|  kg/m® 170 705 249
oben| kg/m’ 90 665 89
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Tab. 2.5 Massenverhaltnis Moderator/Kihlmittel zu Brennstoff
Sq | sq | sq | sq | Sq | Sq | S |G hex | hex
11121 |12 13 |14 | 15 | 1.6 11 | 21
Massenverhaltnis
Moderator/
Kiihimittel zu
Brennstoff
unten | 0,233(0,146|0,221|0,218 0,216 (0,216 |0,215| 0,115 | 0,277 | 0,175
Mitte | 0,181 0,096 |0,169|0,166 0,164 | 0,164 {0,163 | 0,109 | 0,212 {0,117
oben |0,202(0,102 (0,188 (0,184 |0,183 (0,182 (0,181 | 0,103 | 0,245 (0,124
Wasserspalt zwi-
schen den Brenn- | 10 10 10 10 10 10 10 - 10 10
elementen [mm]

Die grafische Darstellung der Tab. 2.5 in Abb. 2.13 zeigt, dass bei den untersuchten
Brennelementen im unteren Teil (blau) des Kerns die Moderation im Vergleich zu oben
(rot) und der Mitte (gelb) am groften ist. Hier befinden sich der von oben herabstromende,
erwarmte Moderator und das frische Kuhlwasser. In der Mitte des Kerns ist die Moderation
in jedem Brennelement minimal. Oben liegen der frische Moderator mit hoher Dichte und
das KuhImittel mit einer sehr geringen Dichte vor.

0,3

Hunten

B Mitte

O oben

o
DY)
(3

0,15 A

Moderator- zu Brennstoffmasse
o
Il

o

o

o
|

sq1.1  sq2.1

sq1.2

sq1.3

sq1.4

sq1.5

sq1.6 DWR hex1.1

Brennelemente

hex2.1

Abb. 2.13 Massenverhaltnis Moderator/Kihlmittel zu Brennstoff der betrachteten Brenn-

elemente

Unter den quadratischen Brennelementen hat das kleinste Massenverhaltnis Modera-
tor/Kuhlmittel zu Brennstoff der quadratische Brennelementtyp ,s92.1“ und unter den he-
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xagonalen Brennelementen der Brennelementtyp ,hex2.1“. Dies ist dadurch zu erklaren,
dass bei beiden Typen verhaltnismalig mehr Brennstabe im Brennelement durch die zwei
Brennstoffreihen vorhanden sind.

Die Wahl eines Spalts von 10 mm mag an dieser Stelle willkirlich erscheinen. Die nach-
folgende Parameterstudie kann jedoch zeigen, dass auch bei kleinerem Spalt zwischen
den Brennelementkasten die einreihigen Brennelemente zu gut moderiert sind.

In Tab. 2.6 wird der mittlere Wert des Moderator-Brennstoff-Verhaltnisses auf halber Hohe
an den Wert 0,109 des Druckwasserreaktors bei einer Temperatur von 309 °C und einem
Druck von 15,7 MPa durch eine Variation der Breite des Spalts zwischen den Brennele-
mentkasten maoglichst stark angenahert.

Tab. 2.6 Moderator/Kuhimittel zu Brennstoff (Variation der Spaltbreite)

sq sq sq sq sq sq | sq hex | hex
1121 |12 | 1.3 | 1.4 | 15| 1.6 |PWR| 11 | 21

Massenverhaltnis
Moderator/
KuhlImittel zu
Brennstoff

unten |0,164|0,157|0,162|0,175|0,182|0,188/0,191|0,115| 0,176 | 0,168
Mitte | 0,109 0,107 0,108 |0,1210,129]0,135|0,139/ 0,109 ] 0,113 | 0,11
oben|0,117]0,116 0,116 | 0,132 |0,141]0,1480,152| 0,103 | 0,116 | 0,116
Wasserspalt zwi-
schen den Brenn- | 3 12 0 0 0 0 0 - 1 9
elementen [mm]

Es stellt sich heraus, dass trotz der Anderung der GroRRe des Wasserspalts das Massen-
verhaltnis des DWR von 0,109 fur viele Brennelemente nicht zu erreichen ist. Das lasst
darauf schliel3en, dass einige der untersuchten Brennelemente trotz eines sehr kleinen
Wasserspaltes (,sq1.1%, ,hex1.1%) bzw. ohne Wasserspalt (,sq1.2“ bis ,sq1.6%) ausrei-
chend moderiert sind. Dadurch verkleinert sich der Spielraum bei einer konstruktiven oder
neutronischen Auslegung eines solchen Brennelements mit kleinem oder gar keinem
Wasserspalt.

2.4.3 Vereinfachte Analyse der Unterkanale

Die Strémungskanale zwischen den Brennstaben lassen sich in so genannte Unterkanale
einteilen, die durch die Hullrohr- oder Kastenwande einerseits und durch die Spalte zwi-
schen den Hullrohren bzw. zwischen Hullrohr und Wand begrenzt werden. Ein mehr oder
minder intensiver turbulenter Austausch von Masse, Impuls und Energie durch die Spalte
sorgt fUr eine Vergleichmafligung der Stromungs- und Temperaturverteilung im Brennele-
ment. Dieser Austausch kann durch eine geeignete Konstruktion des Abstandshalters wei-
ter verbessert werden. Idealerweise wird das Brennelement so konstruiert, dass bereits
ohne jegliche Quervermischung jeder Unterkanal die gleiche Aufheizung erfahrt, so dass
die Austrittsenthalpieverteilung des Dampfes in erster Naherung gleichférmig ist. Dieser
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erste Optimierungsschritt kann auch ohne eine aufwendige, numerische Berechnung
durchgefuhrt werden, wie nachfolgend gezeigt wird.

Fur die Analyse werden folgende vereinfachende Annahmen getroffen:
= Es gibt keinen Druckverlust durch Abstandshalter.
= Alle Brennstabe haben das gleiche Leistungsprofil in axialer Richtung.
= Es gibt keinen Queraustausch zwischen den Unterkanalen.

= Es gibt keinen Warmetransport in den Wanden der Brennelement- oder Was-
serkasten.

Fir die vereinfachte Unterkanalberechnung wird der Reibungs- bzw. Druckverlust berech-
net als [Kast /63/]:

|
Ap = Jg— 212 (2.11)

mit der Stromungsgeschwindigkeit u

u:p_lA. (2.12)

In die Druckverlust-Gleichung (2.11) eingesetzt und mit dem Hintergrund, dass sich die
Dichte um Faktor sieben Uber die Hohe des Kerns andert, ergibt sich der Druckverlust aus
der Integration langs der Hohe.

— .dz== P,-|—-dz (2.13)

CRBLN SR
2 (2) 8 A* ()

Mit dem hydraulischen Durchmesser dn = 4A / Py, (Py, = benetzter Umfang) wird die Glei-
chung (2.13) nach dem Massenstrom M aufgeldst.

8-Ap-A° 1

M =
P, - in j 1 (2.14)
0

- .dz
p(2)

Die Enthalpiedifferenz wird aus der Gleichung des Warmestroms QZU abgeleitet.
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|
Q,, =Py [qu(2)-dz=M-ah (2.15)
0

Um die Enthalpiedifferenz eines Unterkanals zu erhalten, wird die Gleichung (2.15) nach
der Enthalpiedifferenz aufgelost.

I
Py [ au(2)- dz 2.16)
J .

Ah= :
M

Wird die Gleichung (2.14) in die Gleichung (2.16) eingesetzt, so ergibt das die folgende
Gleichung:

Ah = 0 .
8-Ap-A° 1 (2.17)
Po-dr |
R j—1 dz

In diesen Gleichungen ist Py der beheizte Umfang (mm), | die Unterkanallange (mm), qu
die Wandwarmestromdichte (W/m?) in z-Richtung, A die Flache des Unterkanals (mm?), Ax
die Rohrreibungszahl (-), Ap die Druckdifferenz (Pa) Uber die Lange | und p die Dichte
(kg/m®) in z-Richtung.

Die Gleichung (2.17) qilt fur jeden einzelnen Unterkanal. Aus ihr ist folgende Proportionali-
tat erkennbar:

Ah o P :PH.\/PT’.
\/A3 JA3 (2.18)

P

Wird die Enthalpiedifferenz eines einzelnen Unterkanals j ins Verhaltnis zur gesamten
Enthalpiedifferenz des Brennelements gesetzt, so ergibt sich:

32



Auslegung eines Brennelements fur den HPLWR

PH,J
A
Ah;  Enthalpiedifferenz Unterkanal j P.i
Ahge  Enthalpiedifferenz Brennelement P66 (2.19)

imax A3
2 e
j=1 Pb‘l'

Hier ist n; die Gesamtanzahl der jeweiligen Unterkanale eines Unterkanaltyps j.

In den quadratischen einreihigen Brennelementen (,sq1.1“ — ,sq1.6%) sind drei verschiede-
ne Unterkanaltypen zu finden (j = 1, 2 und 3). Im quadratischen, zweireihigen Brennele-
ment (,592.1%) gibt es vier verschiedene Unterkanaltypen (j = 1, 2, 3 und 4). Die Kasten-
wande werden vereinfacht ohne Eckradien angesehen.

In Abb. 2.14 sind die Unterkanale innerhalb des zweireihigen, quadratischen Brennele-
ments ,sq2.1“ dargestellt. Abb. 2.21 zeigt die Unterkanale des zweireihigen, hexagonalen

Brennelements ,hex2.1*.

Abb. 2.14 Unterkanale im Brennelement ,sq2.1"

Im hexagonalen, zweireihigen Brennelement (,hex2.1“) gibt es wie im quadratischen, zwei-
reihigen Element vier verschiedene Unterkanaltypen.

Abb. 2.15 Unterkanale im Brennelement ,hex2.1“

Die Ergebnisse der Unterkanalanalyse liegen in Tab. 2.7 vor.
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Tab. 2.7 Verhaltnis der Enthalpiedifferenzen

sq sq sq sq sq sq sq | hex | hex
1.1 2.1 1.2 | 13 | 14 | 15 | 16 | 11 | 21
Teilung / Durchmesser | 1,15 | 1,15 | 1,15 | 1,15 | 1,15 | 115|115 | 1,3 | 1,3
Abstand Bs / Wand 1 1 1 1 1 1 1 1 1

[mm]
Abstand zw. Bs [mm] 12 | 1,2 112 |12 (1,2 |12 | 12 | 24 | 24

Verhaltnis Enthalpie-
differenz im 1. Unter- 1 0,98 |0,998|0,997 (0,996 | 0,996 | 0,996 | 1,017 | 0,998
kanal zu der im Biindel
Verhaltnis Enthalpie-

differenz im 2. Unter- 0,94 10,922|0,938|0,937|0,937|0,937|0,936 |2,055|2,016
kanal zu der im Bundel
Verhaltnis Enthalpie-

differenz im 3. Unter- |1,009/0,989|1,006|1,005|1,005|1,005|1,005|0,891|0,874
kanal zu der im Bundel
Verhaltnis Enthalpie-

differenz im 4. Unter- - 10,997 - - - - - - 1,016
kanal zu der im Biindel

Diese hangen von dem Verhaltnis Teilung zu Durchmesser, dem Abstand zwischen
Brennstab und Wand und dem Abstand zwischen zwei Brennstaben ab. Die Aufheizung
innerhalb des Unterkanals 2 der hexagonalen Brennelemente ist sehr hoch. Da die Flache
um fast das vierfache kleiner ist als die der Unterkanale 1, 3 und 4, ergeben sich aufgrund
der Gleichung (2.19) diese extremen Werte fur die Enthalpiedifferenz des Unterkanals 2.

Da auch die Berechnung der Neutronik im Allgemeinen fur diesen Brennstab eine auller-
gewohnlich hohe Leistung ergeben hat, wurde von Cheng et al. /33/ der Vorschlag ge-
macht, diese Eckstabe durch so genannte ,Dummies” (Attrappen) zu ersetzen, die diesel-
be Geometrie wie ein Brennstab besitzen, aber nicht zur Aufheizung des Kuhimittels bei-
tragen. Die Losung mit den Attrappen kommt aber nur fur die gro3en Elemente in Frage,
da bei den kleinen Brennelementen der Anteil der Eckbrennstabe an der Gesamtanzahl
von Brennstaben zu grof} ist. Ein Austausch von Brennstaben durch Attrappen in kleinen
Brennelementen wirkt sich sehr nachteilig auf die Leistungsdichte eines kleinen Brenn-
elements aus.

Dagegen vermieden Waata et al. /49/ diese heil3en Unterkanale in den Ecken der Brenn-
elemente durch eine niedrigere Anreicherung der Eckbrennstabe. Im Gegensatz zu den
restlichen Brennstaben besalien die Eckbrennstabe statt einer Anreicherung von 5 % nur
eine Anreicherung von 4 %.

In Abb. 2.16 ist das mit der vereinfachten Stromungsanalyse erzielte Ergebnis aus der

Tab. 2.7 ohne Eckbrennstabe dargestellt. In dieser Abbildung ist zu erkennen, dass durch
die geeignete Wahl der Abstande zwischen den Brennstaben und den Kastenwanden im
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Verhaltnis zum Abstand der Brennstabe untereinander bereits eine recht gleichmalige
Aufheizung des Kuhilmittels zu erwarten ist. Eine Ausnahme bildet der 3. Unterkanal der
hexagonalen Brennelemente, welcher zu gering aufgeheizt wird.

1,4

B Verhaltnis Enthalpiedifferenz im 1. Unterkanal zu der im Blindel
1,2 B Verhaltnis Enthalpiedifferenz im 3. Unterkanal zu der im Bundel
B Verhaltnis Enthalpiedifferenz im 4. Unterkanal zu der im Blindel

1,

0,8

0,6

0,4

Relative Enthalpiedifferenz

0,2 1

sq1.1 sq2.1 sq1.2 sq1.3 sq1.4 sq1.5 sq1.6 hex1.1 hex2.1
Brennelemente

Abb. 2.16 Unterkanalanalyse ohne zweiten Unterkanal

Der sehr viel genauere Unterkanal-Code STAFAS von Cheng et al. /33/ verzichtete bei der
Unterkanalanalyse weder auf den Warmeaustausch tber die Brennelement- oder Wasser-
kasten noch den Queraustausch zwischen den Unterkanalen. Dennoch ist bei Cheng et al.
133/ der gleiche Trend wie in der vereinfachten Unterkanalanalyse zu erkennen: Die Auf-
heizung innerhalb der Unterkandle der quadratischen Brennelemente ist wesentlich
gleichmafiger wie innerhalb der Unterkanale der hexagonalen Brennelemente.

Des Weiteren unterscheiden sich die Aufheizungen in den Unterkanalen 1 und 3 im Falle
eines quadratischen Brennelements sowohl in der vereinfachten Unterkanalanalyse als
auch in der exakten Analyse von Cheng et al. /33/ nur um ca. 1 %. Vergleichsweise dazu
heizt sich im Falle eines hexagonalen Brennelements bei beiden Analysen der 4. Unterka-
nal am starksten auf, gefolgt vom 1. und schlie3lich vom 3. Unterkanal. Die Aufheizung in
den Unterkanalen 1 und 3 differiert um etwa 12 % bei der vereinfachten Analyse und um
ca. 10 % bei der Analyse von Cheng et al. /33/. Die Aufheizung in den betrachteten zwei
Unterkanalen unterschied sich bei den gekoppelten Berechnungen von Waata et al. /48/
noch deutlicher, da sie sowohl die Neutronik als auch die Thermohydraulik bertcksichtigt
haben.

Grundsatzlich ist aber festzuhalten, dass sowohl die vereinfachte Unterkanalanalyse als
auch die Analyse mit Hilfe des thermohydraulischen Programms STAFAS eine gleichma-
Rigere Aufheizung innerhalb der quadratischen gegenuber den hexagonalen Brennele-
menten sehen.
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2.5 Vergleich der Brennelementtypen

Die vorausgehenden Berechnungen geben einen ersten Hinweis, welche Vor- und
Nachteile beispielsweise quadratische, einreihige Brennelemente oder hexagonale, zwei-
reihige Brennelemente besitzen. Auf diese Weise ist es moglich, ein geeignetes Brenn-
element fur weitere Untersuchungen zu bestimmen und Hinweise fur weitere Optimierun-
gen an diesem Brennelement zu erhalten:

Es lassen sich vier Schlussfolgerungen aus den vorgestellten Berechnungen ableiten:

Die hexagonalen Brennelemente haben ein besseres Strukturmaterial- zu Brenn-
stoff-Verhaltnis als quadratische Brennelemente, da aufgrund von kirzeren Seiten-
langen kleinere Wandstarken im Vergleich zu den quadratischen Brennelementen
maglich sind.

Kleine Brennelemente bendtigen weniger Strukturmaterial als grol3e.

Zweireihige Brennelemente kommen dem bewahrten Verhaltnis Modera-
tor/Kuhlmittel zu Brennstoff eines Druckwasserreaktors deutlich ndher als einreihige
Brennelemente. Einreihige sind selbst ohne Spalt zwischen den Brennelementkas-
ten im Vergleich zum Druckwasserreaktor ,ubermoderiert®.

Die quadratischen Brennelemente verfugen voraussichtlich Gber eine gleichmalige-
re Aufheizung als die hexagonalen, was sowohl die vereinfachte Unterkanalanalyse
als auch die exaktere Analyse von Cheng et al. /33/ gezeigt hat.

Ein qualitativer Vergleich der untersuchten Brennelemente ist in Tab. 2.8 zu finden. Dabei
stehen das Plus flr positive Ergebnisse und das Minus flir nachteilige Ergebnisse in der
jeweiligen Untersuchung eines Brennelements.

Tab. 2.8 Qualitativer Vergleich der untersuchten Brennelemente
Wandstérke Strukturmaterial | Moderator/Kuhimittel Vereinfachte
zu Brennstoff zu Brennstoff Unterkanalanalyse
sq1.1 + + - ¥
sq2.1 + ++ ++ +
sq1.2 - - - +
sq1.3 -- -- - +
sq1.4 -- - N n
sq1.5 - - - n
sq1.6 -- -- - +
hex1.1 ++ ++ - _
hex2.1 ++ ++ + -

Fur weitere Untersuchungen soll das Brennelement ,sq2.1“ verfolgt werden. Dieses zwei-
reihige, quadratische Brennelement hat gegenuber den anderen quadratischen Brennele-
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menten die Vorteile, dass es das geringste Massenverhaltnis von Strukturmaterial zu
Brennstoff hat, dem Massenverhaltnis Moderator/Kihlmittel zu Brennstoff des Druckwas-
serreaktors am nachsten kommt und die gleichmaRigste Aufheizung der Unterkanale be-
sitzt.

Das Brennelement ,sq2.1“ besteht aus 40 Brennstaben, einem Brennelementkasten mit
einer Aullenlange von 67,2 mm bei einer Wandstarke von 1 mm sowie einem Wasserkas-
ten mit 26,8 mm Aulenlange bei einer Wandstarke von 0,4 mm. Die aktive Hohe der
Brennstabe betragt 4200 mm. Die Hohe der Brennstabhullrohre setzt sich aus der aktiven
Hohe und dem oberen und unteren Spaltgasraum, welche eine Hohe von jeweils 6 % der
aktiven Hohe haben, zusammen [Meier /64/]. Ein Brennelementkasten ist ca. 4850 mm
hoch. Die Hohe der Wasserkasten wird im Folgenden noch beschrieben.

2.6 Konzept eines Abstandshalters fiir das Brennelement ,,sq2.1“

Nach ersten Untersuchungen der Materialbeanspruchung innerhalb des HPLWR-Kerns
schlagen Ehrlich et al. /15/ eine maximale Hullrohrtemperatur von 620 °C vor. Mit Hilfe
einer Kopplung von Thermohydraulik und Neutronik haben Waata et al. /49/ ein Achtel des
Brennelementtyps ,sq2.1“ untersucht und festgestellt, dass unter Nominalbedingungen
eine maximale Hullrohrtemperatur von 600 °C erreicht wird. Diese maximale Hullrohrtem-
peratur wird aber noch hdher, wenn HeilRkanalfaktoren des Brennelements betrachtet
werden. Heillkanalfaktoren des Brennelements entstehen aus Formfaktoren und Unsi-
cherheiten. Formfaktoren beschreiben die Leistungsverteilung, die Abbrandverteilung, den
Verlauf der Dichte des Wassers, die Stellung der Steuerstabe und damit die unterschiedli-
che Aufheizung innerhalb eines Brennelements. Die Unsicherheiten ergeben sich im Be-
reich der Brennelementauslegung bei den Werkstoffeigenschaften, der Leistungsberech-
nung, der Stromungsberechnung, dem Warmeubergang, der Herstellung und der Messda-
teniberwachung wahrend des Betriebs. Mit den Heil3kanalfaktoren kann also die zu er-
wartende grofite Abweichung vom Sollwert vorausgesagt werden.

Eine Mdoglichkeit, die Temperatur der Hullrohrwand zu senken, ist die Verbesserung der
Warmeubertragung. Die Berechnungen von Kamei et al. /32/ deuteten an, dass im oberen
Kernbereich durch eine Verbesserung des Warmeubertragungskoeffizienten um 50 % und
bei gleichzeitigem Einhalten der vorgegebenen Hullrohrtemperatur (650 °C) eine um 35 °C
hohere Kernaustrittstemperatur moglich war.

Eine Erhohung der Warmeubertragung und kleinere HeilRkanalfaktoren infolge einer bes-
seren Vermischung kann beispielsweise durch geeignete Abstandshalterkonzepte erreicht
werden. Ein solches Konzept ist der Treppenabstandshalter, welcher im Rahmen dieser
Arbeit von Bastron et al. /65/ speziell fir die Anforderungen des HPLWR und des Brenn-
elementtyps ,sq92.1“ ausgelegt und konstruiert wurde.

Wahrend konventionelle Abstandshalter in einer Ebene senkrecht zum Stromungsquer-
schnitt liegen, zwingt der Treppenabstandshalter das Kuhimittel in eine nach dem Prinzip
der spiralféormig angeordneten Kesselrohre in Kohlekraftwerken schraubenféormige Um-
stromung des Wasserkastens innerhalb des Brennelements ,sg2.1 (Abb. 2.17). Auf diese
Weise werden die Turbulenz der Stromung und die Massenstromdichte bei gegebenem
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Massenstrom durch Verkleinerung des durchstromten Querschnitts erhoht. Dadurch wird
der Warmeulbergang an den Brennstabhullrohren verbessert. Auswirkungen sind eine
Senkung der Oberflachentemperatur und eine bessere Vermischung der Kiuhlmittelmas-
senstrome der verschiedenen Unterkanale.

Brennstabe

Wasserkasten

Treppenabstandshalter

Abb. 2.17 Treppenabstandshalter /65/

Mit Hilfe einer einfachen algebraischen Analyse wurden von Bastron et al. /65/ der War-
meulbergangskoeffizient und der Druckverlust innerhalb des Brennelements ,sq2.1¢ fir
verschiedene Versperrungsgrade o und Geschosshohen H ermittelt. Die relative Versper-
rung o stellt das Verhaltnis des projizierten versperrenden Gitterquerschnitts des Ab-
standshalters zum ungestorten Stromungsquerschnitt im Brennelementbundel dar. Die
Geschosshohe H ist der Abstand zwischen den Treppenebenen von der Oberkante der
unteren Treppenebene bis zur Unterkante der daruber liegenden Ebene. Des Weiteren
wird das Brennelement entlang der Hohe in drei Abschnitte mit den jeweiligen Temperatu-
ren des Kuhlmittels eingeteilt: unten (T = 300 °C), Mitte (T = 405 °C), oben (T = 500 °C).

Um den Warmeulbergangskoeffizienten zu berechnen, wird angenommen, dass der trep-
penformige Abstandshalter den Gesamtmassenstrom Mg in zwei Teilstrome aufteilt (Abb.
2.17). Ein Teil des Gesamtmassenstroms My geht in vertikaler Richtung durch den Ab-
standshalter, wahrend der verbleibende Massenstrom Mq quer in Umfangsrichtung abge-
lenkt wird. Diese Aufteilung ermdglicht eine separate Betrachtung der Teilstrome, fur die
jeweils die Warmeubergangskoeffizienten ermittelt werden. Der Warmeubergangskoeffi-
zient fur den Quermassenstrom wird aus der Korrelation von Gnielinski /66/ fur ein quer-
angestromtes Bundel ermittelt. Der Warmeubergangskoeffizient fir den Massenstrom in
Langsrichtung wird naherungsweise anhand der Korrelation nach Dittus und Boelter /67/
wie im Falle eines vertikal durchstromten Rohres berechnet.

Der gesamte Druckverlust setzt sich aus dem Druckverlust fur den Massenstrom in Langs-
richtung und dem Druckverlust fur den Massenstrom Uber die gesamte Hohe des Brenn-
elementblindels ohne Abstandshalter zusammen. Der Druckverlust des Massenstroms in
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Langsrichtung wird mit Hilfe der Korrelation von Rehme /68/ berechnet und mit dem
Druckverlust in Querrichtung gleichgesetzt.

35000

30000 7

25000 -

20000 ~

15000 /4/

10000 - \ ‘ ‘ ‘ ‘
0,25 0,5 0,75 1
Relative Versperrung

Warmelibergangskoeffizient [W/Km?]
AN

o

Abb. 2.18 Warmeubergangskoeffizient Uber die Versperrung o fur eine Geschosshohe
H = 0,3 m und bei einer Temperatur von T = 405°C /65/

Anhand von Abb. 2.18 wird deutlich, dass eine hohe Versperrung o (hoher Quermassen-
strom) und eine kleine Geschosshdohe H den Warmeubergang steigern. Es hat sich ge-
zeigt, dass der Warmeubergang bei einer Geschosshéhe von 0,3 m und einem Versper-
rungsgrad von ca. 80 %, verdoppelt werden kann. Bei einem Abstand zwischen den Trep-
penebenen von 0,3 m und einer vollstandigen Versperrung (o = 1) wird der Warmeuber-
gangskoeffizient durch den neuen Abstandshalter im Vergleich zu einem Brennelement
ohne Abstandshalter in allen Abschnitten beinahe verdreifacht. Der Warmetbergangskoef-
fizient betragt im oberen Bereich die Halfte des unteren Wertes.

Da die Korrelation von Rehme /68/, die zur Druckverlustberechnung und zur Berechnung
des Warmeubergangs angewendet wird, ab einer Versperrung von o = 0,5 nicht mehr gul-
tig ist, wird die Kurve zwischen ® = 0,5 und ® = 1 (reine Querstromung) in Abb. 2.18 ge-
strichelt dargestellt.

Dagegen ist der Druckverlust pro m Weglange im oberen Bereich um einen Faktor neun
grolRer als unten am Eintritt des Brennelements (Abb. 2.19). Dieser hohe Druckverlust ist
ein Nachteil des Treppenabstandshalters. Die Ursache ist eine grolde Anzahl an Wider-
standen. Sie behindern die Durchstromung und bewirken bedingt durch die Reibung einen
erheblichen Druckabfall. Durch die hohen Temperaturen und der damit verbundenen ge-
ringeren Dichte des KuhImittels ist besonders im oberen Bereich des Brennelements mit
betrachtlichen Druckverlusten zu rechnen.
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Abb. 2.19 Druckgradient bei einer Versperrung von ® = 0,5 und o = 1 und einer Ge-
schosshohe H = 0,3 m /65/

Eine Erhdhung des Warmeulbergangs hat also auch eine Erhéhung des Druckverlusts in
einem Brennelement zur Folge. Somit ist die Erhdhung des Warmetbergangs mit Hilfe
eines Abstandshalters durch den Druckverlust begrenzt.

2.7 Brennelementbindel ,,sg2.1“ und Steuerstabkonzept

Damit beispielsweise bei einem Brennelementwechsel nicht jedes kleine Brennelement
einzeln gezogen werden muss, werden neun Brennelemente in einem 3x3-
Brennelementbindel quadratisch angeordnet (Abb. 2.20). Der Abstand zwischen den ein-
zelnen Brennelementen betragt 10 mm. In diesem Spalt und den Wasserkasten stromt der
Moderator von oben in Richtung unterem Plenum des Druckbehalters. Die Aullenlange
des quadratischen Bundels betragt 221,6 mm, ahnlich den typischen Brennelementab-
messungen bei Druck- und Siedewasserreaktoren. Mit den Wasserkasten erreicht das
Bundel eine HOohe von bis zu 5700 mm.

In den Wasserkasten sind neben dem Moderator auch die Steuerstabe vorgesehen. Da
sich die Geometrie des Blndels an die Abmale in Betrieb befindlicher Brennelemente
orientiert, kann auf die Steuerstabantriebstechnik bestehender Druckwasserreaktoren zu-
ruckgegriffen werden.

In den nachsten Kapiteln ist zu sehen, dass die neun Brennelemente in die Kopfstuckplat-
te eingesteckt und verschweilt werden. Das Fulstlick, auf dem die Brennstabe aller neun
Brennelemente stehen, ist mit dem Brennelementkasten des zentralen Brennelements
verbunden. Die restlichen acht Brennelementkasten hangen in der Kopfstlickplatte ohne
mit dem Fulstick verbunden zu sein. Auf diese Weise wird eine thermische Verbiegung
des Brennelementbundels Uber die Hohe weitgehend vermieden.
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Abb. 2.20 3x3-Brennelementbindel ,,sq2.1*

Die Wandstarke des Brennelementkastens des zentralen Brennelements ist doppelt so
dick (2 mm) wie die Wandstarken der restlichen acht Brennelementkasten, da an diesem,
wie bereits erwahnt, das gesamte Gewicht des Brennelementbindels hangt, wenn dieses
beispielsweise bei einer Revision aus dem Reaktordruckbehalter herausgezogen werden
muss. Das Gewicht des Brennelementblindels mit Kopfstliick und Fuldstlck betragt unge-
fahr 1200 kg. Daraus ergibt sich eine Nominalspannung im Brennelementkasten von ca.
22 MPa, die um das 2,5fache Kkleiner ist als die zulassige FlieRgrenze des Werkstoffs
SS316L bei ca. 500 °C. Obwohl eine Wandstarke von 1 mm ausreichen wirde, hat der
Brennelementkasten des zentralen Brennelements aus Sicherheitsgriunden eine Wand-
starke von 2 mm.

Der rote Kreis in Abb. 2.20 ist der maximal mdgliche Aufiendurchmesser des in Kapi-
tel 3.2.1 vorgestellten runden Ubergangselements des Brennelementbiindel-Kopfstiicks.
Wie in Abb. 2.20 zu erkennen ist, liegen die Wasserkasten der Eckbrennelemente des
Brennelementbindels nicht im Inneren des roten Kreises. Die Wasserkasten der Eck-
brennelemente wirden das Ubergangsstiick des Brennelementbiindel-Kopfstiicks seitlich
durchstolien. Aus diesem Grund werden die Wasserkasten im Bereich des Kopfstlcks so
gebogen, dass sie sich auf dem griinen Kreis mit einem Durchmesser von 154,4 mm be-
finden. Damit die Wasserkasten in den Eckbrennelementen, nachdem sie bei der Ferti-
gung in das Brennelement geschoben worden sind, gebogen werden konnen, wird die
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quadratische Geometrie des Wasserkastens (ber ein Ubergangsstiick im Bereich des
Kopfstlicks rund (Abb. 2.21). Der innere Durchmesser des runden Wasserkastens betragt
13,5 mm bei einer Wandstarke von 0,4 mm. In der gleichen Abbildung ist das Brennele-
mentblndel mit den vier Eckbrennelementen dargestellt.

Wasserkasten

ohne Steuerstab
v ~~

Wasserkasten
mit Steuerstab N

Ubergangsstlick

Brennelement\!- :

Abb. 2.21 Wasserkasten eines Eckbrennelements und Brennelementbiindel (rechts)

Mogliche Steuerstabe konnen aufgrund der gebogenen Eckwasserkasten nur durch die
funf ungebogenen und quadratischen Brennelemente eingefahren werden. Es wird die
Aufgabe einer spateren Kernberechnung sein, zu zeigen, dass bei funf eingefahrenen
Steuerstaben pro Brennelementbindel genigend Abschaltreaktivitat vorhanden ist.

Fingersteuerstabe

nnnnnn

aaaaaaaaaaaaa

J 23 I rrrrrr

) ¥ ] rp NRJ.

— ad el de Er) T
Wasserkasten =& 21 B4 K
229099 rrrrrr

------------------

Abb. 2.22 Steuerelement (links), in Untersicht (rechts oben) und Fingersteuerstabe ein-
gefahren in die Wasserkasten des Brennelementblndels (rechts unten)
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Abb. 2.22 stellt einen Vorschlag fur ein mogliches Steuerelement fur das 3x3-
Brennelementblindel dar. Hierbei handelt sich um ein Konzept, welches den Fingersteuer-
staben in Druckwasserreaktoren ahnelt [Ziegler /20/].

Dieser Entwurf eines Steuerelements besteht aus funf kreuzférmigen Fingersteuerstaben,
die in die ungebogenen Wasserkasten des Brennelementblindels mit Hilfe der Steuer-
stabantriebe eingefahren werden. Die Antriebsstange des Steuerstabantriebs besitzt am
unteren Ende eine mechanische Kupplung. Uber diese Kupplung ist die Antriebsstange
wahrend des Reaktorbetriebs immer mit dem Steuerelement verbunden. Die vier Puffer
zwischen den Fingern liegen bei voll eingefahrenem Steuerelement auf der Kopfstick-
oberseite auf und schitzen somit die oberen Kanten der Wasserkasten vor der Zerstorung
beim Einfallen der Steuerelemente.

Das folgende Kapitel behandelt die Abdichtung der Leckagen von kaltem Moderator in das

Dampfplenum mit dberkritischem Kuhimedium. Diese Abdichtung wird mit Hilfe des Kopf-
stlicks des ,sq2.1“-Blndels realisiert. Ein Fu3stiick wird ebenfalls vorgestellt.
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3 Entwurf eines Kopfstiucks und eines Fu3stiicks flir
das Brennelementbindel

In diesem Kapitel werden die Entwilrfe eines Kopfsticks und eines Fulistlicks flr das
Brennelementbindel vorgestellt. Das Kopfstiuck des Brennelementbundels besteht aus
vier Bauteilen: Kopfstiickplatte, Ubergangselement, Fensterelement und Kopfstiickbuchse.

3.1 Kopfstiickplatte

Die neun Brennelemente werden mittels der Kopfstiuckplatte in ihren Positionen fixiert. Die
Brennelemente werden so konstruiert, dass sie in die Platte eingesteckt und mit ihr ver-
schweilt werden kdnnen (Abb. 3.1).

Kopfstlckplatte

Brennelement

Abb. 3.1 Brennelementbindel mit Kopfstick-Platte

Durch das Verschweilten der Platte mit den Brennelementen kdnnen keine Leckagen von
Spaltwasser, das sich zwischen den Brennelementen befindet, in das Uberkritische Kuhl-
medium entstehen. Die quadratische Platte besitzt eine Seitenlange von 221,6 mm und
eine Hohe von 20 mm. Die grofite thermische Belastung an der Kopfstlckplatte tritt am
Brennelementkasten auf, wie von Himmel et al. /44/ gezeigt wurde. Aus diesem Grund
wurde der Brennelementkasten zur Kopfstuckplatte hin konisch verjingt.

3.2 Ubergangselement und Fensterelement

Sowohl das Ubergangselement als auch das Fensterelement sorgen dafiir, dass der tber-
kritische Dampf in das Dampfplenum geleitet wird. Eine weitere Aufgabe dieser Bauteile
ist die Reduzierung der Leckagen innerhalb des Reaktordruckbehalters fir den HPLWR
/9/. In Abb. 3.2 sind mégliche Leckagestrome innerhalb des RDB dargestelit.

Uber Leckagen zwischen Bohrung im Dampfplenum und Kopfstiick des Brennelement-
blndels gelangt der kalte Moderator aufgrund des hdoheren Drucks in das Dampfplenum
mit Uberkritischem Dampf. Je gréler die Leckagen, desto bedeutender ist ihr Einfluss auf
die Temperatur des Frischdampfes und damit auf den thermischen Wirkungsgrad der An-
lage. Aus diesem Grund gilt es, die Leckagen zu minimieren oder wenn maglich zu ver-
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meiden. Eine Moglichkeit, die Leckagen zu beherrschen, ist die Anwendung von Metall-C-
Ringen, die in das Ubergangselement und das Fensterelement konstruktiv integriert wer-
den mussen.

Oberes Plenum f“‘\\r |
7\ | N
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177] Einlass
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Unteres Plenum

Abb. 3.2  Leckagen innerhalb des RDB nach Bittermann et al. /9/

Da mit Bewegungen durch die thermische Dehnung der Brennelemente, beispielsweise
wahrend des Hochfahrens, zu rechnen ist, wird die Abdichtung mittels Rickfederung der
Metall-C-Ringe gesichert. Die Vorspannung bzw. Verformung betragt ca. 20 % der Ring-
héhe. Zudem wirkt die Dichtung selbstverstarkend, da die C-Ringe zur Druckseite hin
offen sind (Abb. 3.4).

Es gibt Metall-C-Ringe fur Innendruck, Aufdendruck oder Axialdruck:

C_Rine fi ARing fi Metall-C-Ring fur Axialdruck
Metall-C-Ring fr Innendruck Metall-C-Ring fur Aufdendruck und Radialabdichtung

- > o C Q @,

Abb. 3.3  C-Ringe fur Innendruck, Aul3endruck, flr Axialdruck und Radialabdichtung

Mit der Auswahl des Metall-C-Rings fir Axialdruck und Radialabdichtung aus Abb. 3.3 zur
Minimierung der Leckagen muss der Entwurf des Brennelementblindel-Kopfstlcks, insbe-
sondere des Ubergangs- und des Fensterelements, dementsprechend angepasst werden.
Bedingt durch den Druckgradienten zwischen Moderator und Frischdampf sowie dem Ein-
bau des C-Rings mit der Offnung auf der Seite des hdheren Drucks, werden die beiden
Flanken des C-Rings nach aul3en gegen den Umfang der Bohrung im Dampfplenum bzw.
der Fuldstlckplatte gedrickt. Das verstarkt die Dichtwirkung des C-Rings. Die selbstver-
starkende Dichtung ist in Abb. 3.4 dargestellt.
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Moderator

pModerator > pDampf

TN

Frischdampf

pDampf

Abb. 3.4  Selbstverstarkende Dichtung des C-Rings

Bei der Konstruktion des Ubergangs- und Fensterelements muss also der Einbau des
C-Rings beachtet werden.

3.2.1 Ubergangselement mit C- und Sicherheitsring

Das Ubergangselement des Kopfstiicks wird auf die Kopfstiickplatte in die dafiir vorgese-
hene Nut geschweildt (Abb. 3.5). Es bewerkstelligt den Ubergang von der rechteckigen zur
runden Geometrie. Der untere quadratische Teil hat eine aullere Seitenlange von
227,6 mm. Das Bauteil ist 260 mm hoch. Der obere runde Teil hat am Austritt einen Au-
Rendurchmesser von 210 mm (siehe Abb. 2.20).

Sicherheitsring

-;

C-Ring

Nut fir Platte

Abb. 3.5 Ubergangselement mit C- und Sicherheitsring

Der C-Ring ist im Fall des Ubergangselements mit der Offnung nach unten eingebaut, da
sich der Moderator im Spalt zwischen den Brennelementblindeln bzw. Brennelementen
unterhalb des C-Rings befindet. Der Sicherheitsring tber dem C-Ring soll ein Verrutschen
oder Abstreifen des C-Rings in axialer Richtung beispielsweise beim Anheben des
Dampfplenums vermeiden.
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3.2.2 Fensterelement mit C-Ring

Das in Abb. 3.6 dargestellte Fensterelement ist das dritte Bauteil des Kopfstiicks. Aus den
vier Fenstern dieses Kopfstiuck-Elements stromt der Uberkritische Frischdampf mit ca.
500 °C in das Dampfplenum.

Gewinde

C-Ring

Fenster

Abb. 3.6  Fensterelement mit C-Ring

Der untere AuRendurchmesser des Fensterelements betragt 210 mm, der obere
190,4 mm. Die Hohe des Fensterelements betragt 555 mm. Ein Fenster ist 400 mm hoch
und 120 mm breit. Die Wandstarke der Streben zwischen den Fenstern ist aus Sicher-
heitsgriinden so ausgelegt, dass das Brennelementbindel an zwei der vier Streben han-
gend herausgezogen werden kann.

Wie in Abb. 3.6 zu erkennen ist, besitzt die Deckplatte des Fensterelements funf quadrati-
sche und vier runde Offnungen. In diese werden die Wasserkéasten (vier gebogene und
funf gerade) der neun Brennelemente des Bundels gesteckt und verschweil’t. Auf diese
Weise kann keine Leckage in das Dampfplenum Uber die Offnungen der Wasserkasten
auftreten.

Im zylindrischen oberen Block des Fensterelements aus Abb. 3.6 sind ein Absatz als Auf-
lageflache fur den C-Ring, ein Gewinde, auf das die Kopfstlickbuchse aus Kapitel 3.3 auf-
geschraubt wird, und Fasen fur einen leichteren Einbau des C-Rings vorgesehen. Der
C-Ring befindet sich auf einem Absatz unterhalb des Gewindes. Im Gegensatz zum Uber-
gangselement wird der C-Ring mit der Offnung nach oben eingebaut, da sich hier der Mo-
derator oberhalb des Dampfplenums und somit oberhalb des C-Rings befindet.
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Auf das Gewinde des Fensterelements wird die Kopfstlickbuchse aufgeschraubt. Deren
Funktion und Aufbau behandelt das nachste Kapitel.

3.3 Kopfstiickbuchse

Die Kopfstlickbuchse dient zum einen als Fixierung des C-Rings, ahnlich dem Sicherungs-
ring am unteren Ende des Brennelementbundel-Kopfstiucks, zum anderen aber auch als
Vorrichtung zur Aufnahme der Greifer der Brennelementblindel-Wechselmaschine. Sie hat
einen Aullendurchmesser von 200 mm und eine Hohe von 180 mm. Die vier Fenster ha-
ben eine Hohe von 100 mm und eine Breite von 100 mm.

Innengewinde

Abb. 3.7  Kopfstlickbuchse

Um die Kopfstuckbuchse auf das Gewinde des Fensterelements aufschrauben zu kdnnen,
ist ein Innengewinde vorgesehen.

Das zusammengeschweildte Kopfstlick mit den neun Brennelementen des Typs ,sq2.1“ ist
in Abb. 3.8 zu erkennen. Dadurch, dass die einzelnen Kopfstickelemente zusammenge-
schweil3t und die Kopfsticke auf die Brennelementbiindel aufgeschweilt werden, kdnnen
Leckagen nur noch zwischen den Bohrungen in der oberen und unteren Platte des
Dampfplenums und dem Kopfstiick entstehen. Diese Leckagen werden wie beschrieben
durch die Anwendung von C-Ringen minimiert. Das Kopfstick hat eine Gesamthéhe von
963 mm.

Einzelne Brennstoffstabe kdnnen im Fall einer Beschadigung aufgrund der verschweildten
Konstruktion des Kopfsticks nur von unten gezogen werden, was durch eine geeignete
Drehapparatur und mit einer geeigneten Ful3stiickkonstruktion mdglich ist.
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— Platte

Brennelement
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Abb. 3.8  Kopfstiick mit Brennelementbindel

3.4 FuBstiick des Brennelementbiindels

Das Ful3stick des Brennelementbundels besteht aus zwei Bauteilen: Fulstickplatte und
Diffusor.

3.4.1 FuBstlckplatte

Die FuBstickplatte aus Abb. 3.9 tragt beim Betrieb als auch beim Brennelementwechsel
das Gewicht des gesamten Brennelementbundels. Eine vereinfachte Berechnung ohne
Beachtung der Bohrungen und Nuten ergab eine Mindesthohe der Platte von 10 mm bei
einer zulassigen Durchbiegung einer gleichmallig belasteten Rechteckplatte von 0,1 mm
/60/. Aus Sicherheitsgrinden hat die Fulistickplatte an ihren schwachsten Stellen eine
Hohe von 20 mm. Die Seitenlange betragt 219,6 mm.

Die Brennstabe und die Wasserkasten werden in die dafur vorgesehenen Bohrungen ge-
steckt (Abb. 3.10). Die Bohrungen, in denen sich die Wasserkasten befinden, haben einen
kleinen Durchmesser, um den Einfluss der Steuerstabe in Bezug auf den Druckverlust in
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den Wasserkasten so gering wie moglich zu halten. Der Austrittsdurchmesser dieser Boh-
rungen ist damit die Drosselstelle des Moderators aus dem Wasserkasten.

Zufuhrkanale
des Kuhlmittels ‘

Sicherheitsring

Bohrungen
fur Brennstabe

Bohrung flr Wasserkasten
Abb. 3.9  Fuldstuckplatte mit C- und Sicherheitsringen

Des Weiteren befinden sich C- und Sicherheitsringe in den Bohrungen flr die Wasserkas-
ten. Die C-Ringe minimieren die Leckagen des Moderators, welcher in den Wasserkasten
entlang des Kerns aufgeheizt wurde, in das durch die Kuhimittelkanale der Fustlickplatte
aufstromende kaltere Kihlmittel. Leckagen erzeugen hei3e Strahnen in den Unterkanalen
und damit einen wesentlich inhomogeneren Verlauf der Kihimitteleintrittstemperatur.

Brennstabe Wasserkasten

(4 I i

&

Muttern
Bolzen

Brennelementkasten
Abb. 3.10 Fulstickplatte mit Brennelementbindel
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Zwischen den eingesteckten Brennstaben befinden sich in der Fullstlckplatte die Zufuhr-
kanale des Kuhimittels (Abb. 3.9). Die komplexe Geometrie dieser Kanale ergibt sich aus
der Anordnung der Bohrungen fur die Brennstabe, dem Wasserkasten in der Mitte jedes
Brennelements und dem Brennelementkasten. Dabei ist die Geometrie der Kanale so ge-
wahlt, dass die durchstromte Flache bei einer ausreichenden Festigkeit der Platte maximal
ist.

Die Brennelementkasten werden Uber die neun Blécke der Fulstlickplatte gestulpt (Abb.
3.10). Wie im Bereich der fur die Wasserkasten vorgesehenen Bohrungen in der Platte
entstehen an dieser Stelle ebenfalls Leckagen von heiRem Moderator aus dem Spalt zwi-
schen den Brennelementen in das kaltere Kuhimittel. Da die Geometrie der neun Blocke
und der daruber gestulpten Brennelementkasten quadratisch ist, ist eine Abdichtung mit
C-Ringen hier nicht moglich. Eine Abdichtungsvariante ware beispielsweise, entlang der
vier Seiten jedes Kastens eine Dichtung anzubringen und in den Ecken minimale Lecka-
gen zuzulassen.

Wie bereits erwahnt, ist nur der zentrale Brennelementkasten mit der Ful3stlckplatte ver-
bunden, so dass die restlichen acht Brennelementkasten sich bei grolen Temperaturgra-
dienten nicht verbiegen, sondern nach unten ausweichen konnen. Der Brennelementkas-
ten des zentralen Brennelements ist I6sbar und Uber acht Bolzen mit dazugehérigen Mut-
tern verbunden (Abb. 3.10, Abb. 3.11). Dabei sind Muttern und Bolzen bei einer Gesamt-
belastung von insgesamt 10 kN gegen eine maximale dynamische Belastung von 20 kN
bei einer Festigkeitsklasse von 10.9 ausgelegt [Fischer et al. /69/]. Falls es einen Brenn-
stabschaden geben sollte, muss zuerst das gesamte Brennelementbindel mit Kopf- und
Fulistick mittels einer geeigneten Drehvorrichtung um die Querachse um 180 ° gedreht
werden. Danach werden die Muttern aus Abb. 3.11 geldst und das Ful3stick abgenom-
men. Auf diese Weise ist jeder der 360 Brennstabe eines Brennelementbiundels heraus-
nehmbar.

Muttern

Abb. 3.11 Zentrales Brennelement verbunden mit der Ful3stlckplatte Uber Bolzen und
Muttern
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3.4.2 Diffusor

Der Diffusor wird in die Nut der Fustlickplatte gesteckt und mit dieser verschweifl3t (Abb.
3.12). Der Diffusor soll eine moglichst homogene Vermischung des Moderators, der von
oben durch die Wasserkasten und durch den Spalt zwischen den Brennelementen nach
unten stromt und erhitzt wird, mit dem im unteren Teil des Reaktordruckbehalters befindli-
chen Frischwassers ermoglichen. Nach der Vermischung stromt das Kuhlmittel zwischen
den Brennstaben nach oben. Die Vermischung innerhalb des Diffusors ist Teil der in Kapi-
tel 6 vorgestellten stromungstechnischen Optimierung.

Der Diffusor hat einen unteren Innendurchmesser von 170 mm und ist 375 mm hoch. Die
Wandstarke betragt 5 mm. In einer Hohe von 150 mm geht die runde Geometrie in eine
quadratische Uber. Die Fulistlckplatte wird mit dem Diffusor verschweilt, und somit er-
reicht das Fulstick eine Gesamthohe von 410 mm.

Das komplette Fu3stuck ist in Abb. 3.12 dargestellt.

Fulstickplatte

Diffusor

Abb. 3.12 Fulistiick bestehend aus Platte und Diffusor
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4 Temperaturverlauf im Kopfstiick

Wie in den Kapiteln zuvor gezeigt, stromt das Uberkritische Kihimedium entlang der Au-
Renwand der Wasserkasten in das Dampfplenum und von dort in Richtung der Frisch-
dampfleitungen. Da der Moderator etwa 220 °C kalter ist als der Frischdampf, muss kon-
struktiv ein zu starker Warmeubergang von uberkritischem Wasser an den Moderator in-
nerhalb des Brennelementbindels ausgeschlossen werden. So kann verhindert werden,
dass der Moderator im Wasserkasten bei Eintritt in den aktiven Bereich des Kerns auf-
grund der Temperaturerhbhung an Moderationseffekt verliert und dadurch der Vorteil einer
hohen Dichte des Modertors im oberen Bereich des Kerns infolge der Gegenstromung
teilweise eingebuf3t wird. Zur Berechnung dieses Warmeulbergangs werden zwei Extrem-
falle untersucht. Der eine betrachtet das Brennelementbindel als Gegenstromwarmeu-
bertrager, wie es im Zentrum des Kerns sein kdnnte, und der zweite Extremfall als
Kreuzstromwarmeubertrager, wie es am Rand des Kerns sein konnte.

Fir die Berechnung der Temperaturen werden zur Vereinfachung folgende Annahmen
getroffen:

= Alle Wasserkasten des Brennelementbindels sind im Bereich des Dampfplenums
rund. Sie haben einen AuRendurchmesser von 0,0206 m und einen Innendurch-
messer von 0,0198 m. Diese Durchmesser sind Mittelwerte aus den Abmessungen
der quadratischen und runden Wasserkasten.

= Ein zentrales Brennelementblndel wird als reiner Gegenstromwarmeubertrager und
ein Brennelementbiindel am Rand als reiner Kreuzstromwarmeubertrager betrach-
tet.

= Die Berechnung des Warmeubergangs erfolgt beim Gegenstromwarmeubertrager
von der Oberkante der Brennstabe bis Uber die Hohe der Fenster des Fensterele-

ments und beim Kreuzstromwarmeubertrager ausschliellich Gber die Fensterhdhe.

Tab. 4.1 Stoffwerte von Frischdampf und Moderator /6/

Moderator uberkritischer Dampf
(280 °C, 250 bar) (500 °C, 250 bar)
Dichte p [kg/m?] 777 90
Warmeleitfahigkeit A [W/mK] 0,61 0,15
kinematische Viskositat v [m?/s] 0,000000128 0,000000341
isobare Warmekapazitat c,, | [kJ/kgK] 4,91 3,77
Prandtl-Zahl Pr [-] 0,8 1,15

= Die Warmeleitfahigkeit A, die kinematische Viskositat v, die Dichte p, die isobare
Warmekapazitat ¢, und die Prandtl-Zahl Pr werden fur den Frischdampf als kon-
stant angenommen, da keine groRe Veranderung der Temperatur Uber die Hohe
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des Gegenstrom- und Kreuzstromwarmeubertragers erwartet wird. Es herrscht ein
Druck von 250 bar und die Frischdampftemperatur betragt 500 °C /7/. Die Stoffwer-
te von Frischdampf und Moderator sind in Tab. 4.1 aufgefluhrt.

4.1 Brennelementbundel als Gegenstromwarmeitibertrager

Fur die nachfolgenden Berechnungen wird vereinfachend angenommen, dass das zentra-
le Brennelementbundel keinen Dampfmassenstrom aus den benachbarten Blndeln im
Kern erhalt. Das bedeutet, dass innerhalb des in diesem Kapitel betrachteten Brennele-
mentbundels der Frischdampf ausschlie3lich von den neun Brennelementen des Blindels
tUber das Ubergangselement aus den vier Fenstern ins Plenum strémt (Abb. 3.8). Deshalb
kann dieses Brennelementbindel in den Temperaturberechnungen vereinfachend als Ge-
genstromwarmeubertrager angesehen werden.

Innerhalb dieses Gegenstromwarmeubertragers stromen der Moderator von oben nach
unten und der Frischdampf von unten nach oben. In Abb. 4.1 ist die flr die Temperaturbe-
rechnung relevante Geometrie angegeben.

Moderator

Wasserkasten —

>
>

Fensterelement —]

T
s

Ubergangselement —

|

Kopfstiickplatte —i[ nZ N
Brennelementkasten —] |
Brennstab—{T]

Frischdampf

Lﬁ“{‘“ﬂr

L
1

Abb. 4.1 Brennelementbiindel im Zentrum des Kerns als Gegenstromwarmeubertrager
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Die in Abb. 4.1 dargestellte Geometrie ist ein axialer Schnitt durch das Brennelementbun-
del mit Kopfstick.

Zur Berechnung der Eintrittstemperatur des Moderators in den aktiven Bereich des Kerns
wird der Gegenstromwarmeubertrager in drei Bereiche eingeteilt. Der erste Bereich um-
fasst die Hohe der Fenster des Fensterelements, der Zweite das Ubergangselement und
der Dritte das Brennelement ab der Oberkante der Brennstabe. Dabei kann die Tempera-
tur des Frischdampfes aufgrund des hohen Dampfmassenstroms gegenuber dem Modera-
tormassenstrom uber die HOhe des Warmeubertragers als konstant betrachtet werden.
Der Verlauf der Moderatortemperatur wird in Strdmungsrichtung des Moderators berech-
net. Damit ist die Moderatoraustrittstemperatur des Fensterelements gleichzeitig die Ein-
trittstemperatur des Ubergangselements und die Austrittstemperatur des Ubergangsele-
ments die Moderatoreintrittstemperatur des Brennelements.

Folgende vereinfachende Annahmen werden zur Temperaturberechnung der drei Berei-
che getroffen:

= Beim Fensterelement nimmt der Dampfmassenstrom linear Uber die Hohe der
Fenster aufgrund des Ausstromens ab. Seine axiale Geschwindigkeit ist am oberen
Ende der Fenster hin Null.

= Beim Ubergangselement wird die durchstrémte, runde Ersatzflaiche zur Berechnung
der Geschwindigkeit bzw. der Reynolds-Zahl aus der unteren, quadratischen Fla-
che und der oberen, runden Flache gebildet.

= |m Bereich des Brennelements wird die durchstromte quadratische Ersatzflache
aus der oberen Flache und der unteren, gro3eren Flache erzeugt.

Stellvertretend fur die Berechnung der Moderatoraustrittstemperaturen des Ubergangs-
elements und des Brennelements werden anhand der Berechnung der Moderatoraustritts-
temperatur des Fensterelements die Vorgehensweise und die dazu notwendigen Korrela-
tionen erlautert.

4.1.1 Warmeubergangszahl op des Frischdampfes

Die Warmeubergangszahl a ist eine Funktion der Reynolds-Zahl Re und somit eine Funk-
tion der Geschwindigkeit u. Wie bereits erwahnt, verlangsamt sich der von unten aus dem
Ubergangselement strémende Frischdampf aufgrund der verfiigbaren groReren Quer-
schnittsflache der Fenster linear.

Um die Stromungsgeschwindigkeit des Dampfes berechnen zu konnen, wird der aus dem
Brennelementbindel kommende Dampfmassenstrom Mjyund die durchstromte Ersatzfla-

che Agrs bendtigt.

Dabei ist die Geschwindigkeit folgendermal3en definiert:
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u:%. (4.1)

Der Dampfmassenstrom wird von Waata et al. /49/ mit 0,167 kg/s fur ein Achtel des
Brennelementtyps ,5q2.1“ angegeben. Da keine Berechungen fur das Brennelementbln-
del vorhanden sind, muss dieser Wert extrapoliert werden. Auf diese Weise ergibt der
Dampfmassenstrom MDim Brennelementbindel einen Wert von 12,024 kg/s. Mit einer
durchstromten Flache Ag¢s von 0,027 m2, einer Frischdampfdichte pp von 90 kg/m3 und
einem mittleren Dampfmassenstrom MD pro Brennelementbindel im Fensterelement von
6 kg/s berechnet sich die Stromungsgeschwindigkeit up mit Hilfe der Gleichung (4.1) zu
ca. 2,5 m/s.

Die Reynolds-Zahl wird aus der Geschwindigkeit up, der kinematischen Viskositat fur
Frischdampf vp aus Tab. 4.1 und einem hydraulischen Durchmesser d,, von 0,19 m gebil-
det. Die Reynolds-Zahl des Frischdampfes Rep erreicht einen Wert von ca. 1350000.

_Up-dy,

Rep (4.2)

Vb

Der fur den hydraulischen Durchmesser dy bendtigte benetzte Umfang Py, wird in diesem
Fall aus dem AufRendurchmesser der neun Wasserkasten gebildet.

— 4. Aers 4- Aers

Pb P b, Wasserkasten

dp

(4.3)

Fir eine turbulente Rohrstrémung (Re = 10%) gelten experimentell ermittelte Zusammen-
hange der Form

OCD'dh :g. Re'Pr

d, )
o 8 Y ”(Tj (4.4)
P 1+12,7-\/§-(Pr31J

NU D:

mit dem Widerstandsbeiwert ¢ = (1,8 x log(Re) — 1,5) = 0,01 [Gnielinski /70/].
Mit einer Warmeleitfahigkeit Ap von 0,1 W/mK, einer Prandtl-Zahl Prp von 1,15 (Tab. 4.1),

einer berechneten Nusselt-Zahl Nup von 3193 ergibt die Warmeubergangszahl op des
Frischdampfes mit Hilfe der Gleichung (4.4) einen Wert von ca. 1715 W/m?K.
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4.1.2 Warmeubergangszahl awx des Moderators im Wasserkasten

Fir Warmeubergangszahl awx des Moderators wird zunachst die durchstromte Flache A
eines Wasserkastens berechnet. Bei einem Innendurchmesser von 0,0198 m ist die
durchstrémte Flache A = 0,0003 m?. Mit einem Moderatormassenstrom My, durch einen
Wasserkasten von 0,10688 kg/s nach Waata et al. /49/ belauft sich die Geschwindigkeit
uwk auf 0,45 m/s.

Mit der Gleichung (4.2) berechnet sich die Reynolds-Zahl des Moderators Rewx zu
ca. 70000. Die Stromung ist wie im Fall des Frischdampfes turbulent. Deshalb kann die
Korrelation (4.4) auch fur den Wasserkasten verwendet werden. Mit einem Widerstands-
wert { von 0,02 hat die Nusselt-Zahl Nuwx des Moderators im Wasserkasten einen Wert
von 163. Die Warmeiibergangszahl awg belduft sich damit auf ca. 5041 W/m?K.

4.1.3 Warmedurchgangszahl ky und Temperaturverlauf

Um NTU (Ubertragungseinheiten - Number of Transfer Units)-Werte fiir den Moderator
und den Frischdampf, und damit den Temperaturverlauf entlang eines Wasserkastens,
berechnen zu konnen, muss vorher der Kehrwert aus dem Produkt der Warmedurch-
gangszahl kw und der Ubertragungsflache A bestimmt werden [Roetzel und Spang /71/].

1 1 S 1

= + + 4.5
kw A apAp  ZsszteAm  %wk Awk (4.5)

ap und awk sind die jeweiligen Warmeltbergangszahlen von Frischdampf (500 °C) und Mo-
derator (280 °C), Ap steht fiir die Ubertragungsflache auf der Frischdampfseite, Ay flr die
Flache auf der Wasserseite und A, ist die fur die Warmeleitung malRgebende mittlere Fla-
che. Die mittlere Flache A, wird mit der Gleichung (4.6) berechnet /71/:

_Ap~Aw
m
In Ap
AWk

A =0,028m? .

(4.6)

Bei einer mittleren Temperatur von ca. 400 °C ist die Warmeleitzahl A des in Kapitel 2.2
ausgewahlten Wasserkastenwerkstoffs SS316L 20 W/mK /61/. Die Wandstarke eines
Wasserkastens s liegt bei 0,0004 m. Somit ergibt das Produkt aus der Warmedurchgangs-
zahl ky, und der Ubertragungsflache A, einen Wert von ca. 35 W/K.

Die Ubertragungseinheiten NTU fiir den Moderator und den Frischdampf sind nach
Roetzel und Spang /72/ nach Gleichung (4.7) definiert.

K -A
NTU =~ W
M-c, (4.7)
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Die Gleichungen fur den Temperaturverlauf im kalten Medium (Moderator) und fur den
Temperaturverlauf im heiRen Medium (Frischdampf) lauten wie folgt /72/:

Twia ~Twke _ NTUy,  [1-e NTOwWeNTUD))
NTU,
Toe —Toa [1— e (NTUWK-NTUD);
Toe — Twke [NTU Wk _ g-(NTUwk-NTUD)] ' (4.9)
NTU,

Index A steht fiir den Austritt und E fur den Eintritt des betrachteten Kontrollvolumens.

Mit den Ubertragungseinheiten fiir den Moderator im Wasserkasten NTUwx = 0,07 und den
Frischdampf NTUp = 0,0008 sowie den Eintrittstemperaturen von Frischdampf
Tpe =500 °C und Wasser Twke = 280 °C ergibt die Moderatoraustrittstemperatur des
Fensterelements Twka = 294 °C. Der Moderator wird also innerhalb des Fensterelements
durch den Frischdampf um ca. 14 °C erhitzt.

Die Austrittstemperatur des Moderators aus dem Fensterelement ist die Eintrittstemperatur
des Ubergangselements. Mit der gleichen Vorgehensweise und anhand der vorgestellten
Korrelationen erhitzt sich der Moderator im Ubergangselement um weitere 8 °C auf eine
Moderatoraustrittstemperatur des Ubergangselements von ca. 302 °C. SchlieBlich erreicht
die Temperatur des Moderators im Brennelement bis zur Oberkante der Brennstabe einen
Wert von ca. 307 °C. Der Moderator heizt sich also auf dem Weg vom Fensterelement bis
zu den Brennstaben um etwas mehr als 27 °C auf.

4.2 Brennelementbiindel als Kreuzstromwarmeiibertrager

Zur Simulation eines Brennelements am Rand des Kerns wird in diesem Kapitel die Be-
rechnung der Fluidtemperaturen eines Brennelementblindels als reiner Kreuzstromwar-
meubertrager durchgefuhrt. In Abb. 4.2 ist ein horizontaler Schnitt durch das Fensterele-
ment und die Wasserkasten dargestellt. Um eine durchstromte Flache A¢s zu bestimmen,
wird das Fensterelement gemal der rechten Seite in Abb. 4.2 betrachtet. Vereinfachend
wird dabei angenommen, dass eine Hauptstromungsrichtung den Warmeubergang domi-
niert. Demnach strémt der Frischdampf durch die in Hauptstromungsrichtung liegenden
zwei Fenster und gibt dabei Warme an die neun Wasserkasten ab (Abb. 4.2). Die so vom
Dampf durchstromte Flache A¢s berechnet sich somit aus der Breite eines Fensters mit
0,12 m und der Hohe eines Fensters mit 0,4 m. Damit ist der durchstromte Ersatzquer-
schnitt Aes = 0,048 m.
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:I\/Icide_r_ior Hauptstromungsrichtung

des Frischdampfes

30,1915 m

sl l

Abb. 4.2  Kopfstick am Rand des Kerns als Kreuzstromwarmeulbertrager und durch-
stromte Flache A¢rs (rechts)

4.2.1 Warmeubergangszahl op des Frischdampfes

Die fur die Warmeulbergangsberechnung bendtigte Nusselt-Zahl eines querangestromten
Glattrohrbundels kann aus der mittleren Nusselt-Zahl eines querangestromten Einzelroh-
res berechnet werden. Die Nusselt-Zahl eines Rohres in einem Rohrbundel ist jedoch bei
gleicher Uberstromgeschwindigkeit — abhangig von der Langs- und Querverteilung des
Rohrbindels — hoher als die eines frei angestromten Einzelrohres. Wird die Nusselt-Zahl
des Einzelrohres mit einer Reynolds-Zahl, in der als charakteristische Geschwindigkeit des
Stromungsmediums die mittlere Geschwindigkeit im Hohlraumanteil y einer Rohrreihe auf
der Lange eines Rohrdurchmessers eingesetzt wird, berechnet, so gelten nach Gnielinski
[73/ fur weniger als zehn Rohrreihen die folgenden Korrelationen:

NUo ginder = io N 10 (4.10)
mit

Nu,, =03 +NuZ,, +Nu2,, (4.11)
und

NUgjam = 0,664 - Re,, - IPr (4.12)
sowie
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0,037 -Rel}-Pr
NU1 i = 2 : (4.13)
1+2,443-.Re %" (Pr3—1)

vl

Darin ist

dy - (4.14)

fa ist der Anordnungsfaktor, n die Anzahl der Rohrreihen, | die Uberstromlange des Einzel-
rohres mit dem AufRendurchmesser d, und u die Geschwindigkeit des Stromungsmediums
im freien Querschnitt vor dem Rohrbundel.

Um die Stromungsgeschwindigkeit des Dampfes im Ersatzquerschnitt berechnen zu kon-
nen, wird der Dampfmassenstrom I\'/ID und die Dichte pp bendtigt. Der Dampfmassenstrom
I\'/ID wird auf 50 kg/s abgeschatzt, was einem Massenstrom von mehr als vier stromauf lie-
genden Brennelementbundeln entspricht. Diese Abschatzung ist notwendig, da zum Zeit-
punkt dieser Arbeit noch keine thermohydraulischen Berechnungen zum gesamten Kern
des HPLWR vorlagen. Die Dichte pp des Frischdampfes, die kinematische Viskositat vp
des Dampfes und die Prandtl-Zahl Prp sind in Tab. 4.1 zu finden. Der Hohlraumanteil v
und der Anordnungsfaktor fa sind vom Querteilungsverhaltnis aq = t1/d; und vom Langstei-
lungsverhaltnis b, = t,/d, des Rohrblndels abhangig. Zur Vereinfachung werden die neun
Wasserkasten fluchtend in drei Rohrreihen (n = 3) und rund, mit einem Auf3endurchmes-
ser d, von 0,0206 m, dargestellt. Mit t; = t, = 0,0386 m kdnnen das Querteilungs- und das
Langsteilungsverhaltnis berechnet werden.

Da das Langsteilungsverhaltnis b 2 1 ist, gilt fir den Hohlraumanteil v:

w=1- (4.15)

4.a,

Um die Nusselt-Zahl fur das Bundel Nug ginger berechnen zu kénnen, muss noch der An-
ordnungsfaktor fa fur eine fluchtende Rohranordnung bestimmt werden.

0,7 - [bL - 0,3]
aq

2
\4/1’5 . (bL + O,7J
Aq

fan =1+

(4.16)
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Mit der Gleichung (4.10) und einer Nusselt-Zahl fir das Blndel Nug ginger VOn 5500 kann
schlie3lich die Warmeubergangszahl op fur den Frischdampf berechnet werden als op =
17000 W/m?K.

4.2.2 Warmeubergangszahl awx des Moderators

Die Berechnung erfolgt wie in Kapitel 4.1.2. Die Werte der Reynolds-Zahl Rewx und des
Widerstandsbeiwerts ( bleiben die gleichen. Die Nusselt-Zahl bleibt ebenfalls dieselbe:
Nuwk = 165. Mit der Gleichung (4.4) erreicht die Warmelbergangszahl awx des Moderators
einen Wert von 5078 W/m?K.

4.2.3 Warmedurchgangszahl ky und Temperaturverlauf

Mit den Korrelationen von Roetzel und Spang /72/ fir den Fall eines einseitig querver-
mischten Kreuzstroms mit n Rohrreihen werden die Temperaturen des Frischdampfs

=}
N

Toe —Toa -nB O J
Toe~Ton _q_ge. 51 J).,ayy) 4.7
Toe —Twke i n" : ( )

I
o

und des Moderators

TWk,A B TWk,E _ ( TD,E — TD,A j RD

(4.18)
TD,E - TWk,E

TD,E o TWk,E

mit den Startbedingungen y.4 = 0 und yo = 1 und den Gleichungen fir y;+1, Rp, C und B
berechnet.

1 . .
1=y [(Ro B2 +2:§-C4+C)y; =) C ) (4.19)

Mp-Cop  NTUy, 1

Rp = = = (4.20)
° Mwk ‘Cowk  NTUp Ry
RpNTUp
Coe ° (4.21)
1-C
B =
R, (4.22)
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Die Kennzahl R steht fir das Warmekapazitatsstromverhaltnis fur Frischdampf mit dem
Index D und Moderator mit dem Index Wk.

Um die NTU-Werte flr Moderator und Frischdampf und damit den Temperaturverlauf ent-
lang eines Wasserkastens berechnen zu konnen, muss wie in Kapitel 4.1.3 der Kehrwert
aus dem Produkt der Warmedurchgangszahl kw und der Ubertragungsflache A bestimmt
werden. Somit ergibt das Produkt der Warmedurchgangszahl ky und der Ubertragungsfla-
che A aus Kapitel 4.1.3 fur das Brennelement als Kreuzstromwarmeubertrager 91 W/K.

Mit den NTU-Werten flr den Moderator im Wasserkasten NTUwx = 0,17 und dem Frisch-
dampf NTUp = 0,0005 sowie den Eintrittstemperaturen von Frischdampf Tp g = 500 °C und
Wasser Twie = 280 °C ergibt die Austrittstemperatur des Moderators Twka = 315 °C. Der
Moderator wird also durch den Frischdampf Uber die Hohe eines Fensters (0,4 m) um ca.
35 °C erhitzt. Die Frischdampftemperatur nimmt dabei von Tpg = 500 °C auf Tpa =
499,9 °C minimal ab.

Diese vereinfachte Abschatzung des Warmeubergangs im Kopfstick zeigt, dass der
Frischdampf sich zwar nur minimal abkdhlt, der Moderator sich dagegen erheblich er-
warmt. Die starke Aufheizung des Moderators hat jedoch einen negativen Effekt auf die
Moderation der Neutronen, da die Dichte mit steigender Temperatur des Moderators ab-
nimmt. Das spielt im Bereich des Kopfstlicks noch keine Rolle, da sich in diesem Bereich
kein Brennstoff befindet. Nach dem Kopfstlck tritt der Moderator aber in den aktiven Teil
des Kerns statt mit einer Temperatur des Moderators von urspringlich 280 °C mit einer
Temperatur von 315 °C ein.

Aus diesem Grund wird im anschlielenden Kapitel untersucht, ob sich der Warmeuber-
gang von Frischdampf zu Moderator durch eine zusatzliche Wasserkastenwand verringern
wird, um die Aufheizung des Moderators bis zum Eintritt in den aktiven Teil des Kerns zu
reduzieren.

4.3 Brennelement mit doppelter Wasserkastenwand

Als Gegenmalinahme wird ein konstruktiver Vorschlag mit einer doppelten Wasserkas-
tenwand prasentiert, die die Temperaturdifferenz des Moderators innerhalb des Kopf-
sticks des Brennelementbindels gering halten soll. Zwischen den zwei Wanden befindet
sich ein Spalt von 1 mm, der zusatzlich zur zweiten Wand isolierend fir den Wasserkasten
wirkt (Abb. 4.3). Aufgrund des geringen Abstands der zwei Wasserkastenwande wird an-
genommen, dass keine Naturkonvektion im Spalt, sondern nur Warmeleitung stattfindet.
Die Warmeleitfahigkeit des Dampfspalts Aps betragt 0,168 W/mK bei einer Temperatur von
400 °C und einem Druck von 250 bar. Die Berechnung erfolgt am Beispiel des
Kreuzstromwarmeubertragers.
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Abb. 4.3  Wasserkasten mit Doppelwand und Spalt

Die Gleichung (4.5) fiir das Produkt der Warmedurchgangszahl ky und der Ubertragungs-
flache A muss aufgrund des doppelwandigen Wasserkastens entsprechend modifiziert
werden. Damit andert sich das Produkt der Warmedurchgangszahl kyw und der Ubertra-
gungsflache A folgendermalen:

1 1 Sir Sps SR 1
= + + + + (4.23)
Kw A apAp  AsssieL AiR,m /le'ADs,m /133316|_'AaR,m %k A wk

Die Indizes Wk und D stehen fir Wasser und Frischdampf, iR flr das innere Rohr, Ds flr
den Dampfspalt und aR fur das auf3ere Rohr.

Die Berechnung des Warmeubergangskoeffizienten erfolgt analog zum vorherigen Kapitel,
weswegen auf eine Wiederholung der Gleichungen verzichtet wird. Durch das Doppelrohr
andern sich die geometrischen Daten bzw. die Warmeubertragungsflachen und die War-
meulbergangszahl des Frischdampfes ap.

4.3.1 Warmeubergangszahl op des Frischdampfes

Aufgrund der wie im Fall der einwandigen Wasserkasten gleichen Werte des Massen-
stroms MD, der Dichte des Frischdampfes pp und der vom Dampf durchstromten Flache
Aers bleibt auch die Geschwindigkeit des Dampfes im freien Querschnitt vor dem Rohrbiin-
del up gleich.

Die Uberstromlange des Einzelrohres |, das Querteilungsverhaltnis aq, das Langsteilungs-
verhaltnis b, der Hohlraumanteil v und der Anordnungsfaktor fo andern sich allerdings
aufgrund des durch die Doppelwand vergrof3erten Aulendurchmessers des Wasserkas-
tens d,. Dadurch erhalten die Reynolds-Zahl, die Nusselt-Zahlen und schlieRlich auch die
Warmeubergangszahl fir den Dampf ap neue Werte.
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Abb. 4.4  Fluchtende Anordnung der doppelwandigen Wasserkasten

Mit dem bereits in Kapitel 4.2.1 abgeschatzen Dampfmassenstrom von 50 kg/s wird die
Stromungsgeschwindigkeit (4.1) und damit die Reynolds-Zahl (4.2) berechnet. Zusammen
mit der Prandtl-Zahl kann die Nusselt-Zahl Nu1 (4.11), die Nusselt-Zahl fur das Rohrbin-
del Nug gingel Und schlieBlich die Warmeubergangszahl ap mit der selben Gleichung (4.10)
bestimmt werden. Die Warmelbergangszahl ap des Frischdampfes betragt somit
18500 W/m?K fiir den Fall eines doppelwandigen Wasserkastens.

4.3.2 Warmeleitzahl des inneren Rohres Air, des Dampfspalts Aps und des aufderen Roh-
res Aar

Die Warmeleitzahl des inneren Rohres Air liegt mit SS316L als Wandwerkstoff bei
20 W/mK. Die Wandstarke sir ist 0,004 m und die Hohe eines Fensters 0,4 m (Abb. 4.3).

Wie bereits erwahnt, findet innerhalb des Dampfspalts Ds unter vereinfachter Annahme
keine Naturkonvektion statt, da die Breite des Dampfspalts nur 0,001 m betragt. Fir
Dampf bei einer Temperatur von ca. 400 °C und einem Druck von 250 bar belauft sich die
Warmeleitzahl Aps auf 0,168 W/mK.

Die Rohrwand des aufleren Rohres soll fur diese Berechnungen ebenfalls aus dem Werk-
stoff SS316L bestehen. Die Warmeleitzahl ist deshalb die gleiche wie die der Rohrwand
des inneren Rohres: Asr = Air = 20 W/mK.

4.3.3 Warmeubergangszahl ayy

Die Warmeulbergangszahl awx flr den Fall des Kreuzstromwarmedulbertragers ist im Kapi-
tel 4.2.2 berechnet worden: awx = 5078 W/m?K.
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4.3.4 Warmedurchgangszahl kyw und Temperaturverlauf

Mit den errechneten Werten kann nun das Produkt der Warmedurchgangszahl ky und der
Ubertragungsflache A mit Hilfe der Gleichung (4.23) gebildet werden. Dazu werden die
Ubertragungsflachen des Frischdampfes Ap, die mittlere Ubertragungsflache Arm des in-
neren Rohres, die mittlere Ubertragungsflache Apsm des Dampfspaltes, die mittlere Uber-
tragungsflache des duReren Rohres Asrm und des Moderators Ay bendtigt. Die Ubertra-
gungsflache Ap betragt 0,0294 m?. Die mittlere Ubertragungsflache Air m, die mittlere Uber-
tragungsflache Apsm und die mittlere Ubertragungsflache Asrm berechnen sich mit der
Gleichung (4.6) zu 0,0254 m?, 0,0271 m? und 0,0289 m?. Das Ergebnis des Produkts aus
Warmedurchgangszahl kw und der Ubertragungsfléache A ist ein Wert von 4,3 W/K.

Mit dem Massenstrom M und der isobaren Warmekapazitat ¢, werden die Ubertragungs-
einheiten NTU fur Moderator und Frischdampf mit Hilfe der Gleichung (4.7) berechnet. Mit
den beiden NTU-Werten fur Frischdampf und Moderator wird das Warmekapazitatsstrom-
verhaltnis Rp mit Hilfe der Gleichung (4.20) berechnet. Zusammen mit den Startbedingun-
gen y.1 = 0 und yo = 1 und den Gleichungen (4.19), (4.21) und (4.22) wird die Austrittstem-
peratur des Dampfes aus dem Kopfstick Tpa fir n = 3 Rohrreihen Uber die Gleichung
(4.17) bestimmt. Die Austrittstemperatur des Moderators aus den Wasserkasten Twka
kann Uber die Beziehung (4.18) hergeleitet werden.

Die Ergebnisse der Berechnung zeigen eine reduzierte Austrittstemperatur des Modera-
tors Twia von 282 °C (einwandig: 315 °C) und eine Austrittstemperatur des Frischdampfes
Tpa von 499,99 °C (einwandig: 499,90 °C).

Die vereinfachten Berechnungen der Temperaturverlaufe im Brennelementblindel zeigen,
dass durch die Konstruktion einer doppelwandigen Wasserkastenwand die Aufheizung
des Moderators von 35 °C auf ca. 2 °C reduziert werden kann. Dadurch ist eine bessere
Moderation am Eintritt in den aktiven Bereich des Kerns durch eine hohere Dichte des
Moderators im Wasserkasten gegeben. Der Frischdampf kihlt sich beim Passieren der
Wasserkasten um 0,01 °C ab (Abkuhlung des Frischdampfes ATp bei einwandigen Was-
serkasten: ATp = 0,1 °C).

Bei derart geringen Anderungen in der Temperatur ist eine genauere Berechnung des
Warmeubergangs nicht mehr zwingend erforderlich.
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5 Konstruktion von Kernkomponenten

Der Konstruktion von Kernkomponenten geht eine Anordnung der Brennelemente voraus.
Aus dieser Anordnung ergeben sich die Abmalie des Dampfplenums, der Kerntrageplatte
und der Lochplatte.

5.1  Anordnung der Brennelemente

Die Brennelementbindel lassen sich grundsatzlich in beliebiger Anzahl zu einem Kern
zusammenstellen. Als Beispiel flr die Konstruktion des Dampfplenums und des unteren
Plenums wird hier willkarlich von 88 Brennelementblndeln ausgegangen. Diese werden,
wie in Abb. 5.1 zu erkennen, folgendermalien angeordnet:

Abb. 5.1 Anordnung der 88 Brennelementblindel mit Kopfstlicken (Draufsicht)

Dabei wird beachtet, dass der Kern im Hinblick auf die Form des Druckbehalters eine
moglichst runde Anordnung von Brennelementbindeln bildet. Jeweils zehn Brennele-
mentbindel stehen in sechs Reihen nebeneinander; in den aulleren beiden Reihen ver-
ringert sich diese Zahl auf acht bzw. sechs.

5.2 Dampfplenum

Mit der in Abb. 5.1 gewahlten Anordnung der Brennelemente im Kern kann ein zylinder-
formiges Dampfplenum mit einem Durchmesser von 2700 mm konstruiert werden. Die
Buchse des Kopfstiuckes mit ihren Fasen und Abrundungen wird beim Ein- und Ausfahren
des Dampfplenums als Zentrierung genutzt, so dass die 88 Brennelementblindel und
Kopfstlucke nicht verklemmen konnen. Dabei werden die 88 Bohrungen des oberen und
unteren Deckels des Dampfplenums Uber die Buchsen der Brennelementblndel-
Kopfstlicke so geschoben, dass die C-Ringe der Kopfstlick-Fensterelemente zwischen die
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Wande der Bohrungen des oberen Dampfplenumsdeckels und die C-Ringe der Uber-
gangselemente zwischen die Wande der Bohrungen des unteren Dampfplenumsdeckels
gepresst werden. Eine weitere Moglichkeit, um den Einbau zu erleichtern, ware eine Kern-
konstruktion mit unterschiedlich hohen Kopfstlickbuchsen, so dass nach und nach das
Dampfplenum beim Zusammenbau zentriert wird.

Aus Abb. 3.2 kann der Nenndurchmesser des koaxialen Doppelrohres, das den Frisch-
dampf aus dem Dampfplenum leitet, mit 400 mm abgeschatzt werden. Um das Doppelrohr
in den Dampfbehalter einbauen zu kdnnen, wird die Hohe des Dampfplenums mit 480 mm
festgelegt. Zusammen mit dem oberen und unteren Deckel (jeweils 60 mm Hbéhe) hat das
Dampfplenum eine Gesamthéhe von 600 mm. Diese geringe Hohe des Dampfplenums
bietet im Reaktordruckbehalter die Mdglichkeit, direkt iber dem Kern ein groRes Wasser-
reservoir fir eventuelle Storfalle zu installieren, im Gegensatz zur Konstruktion des
Dampfplenums wie in Abb. 3.2.

In Abb. 5.2 ist ein Schnitt des Dampfplenums mit den 88 Bohrungen und einem eingebau-
tem Brennelementblindel mit Kopfstiick dargestellt.

Dampfplenum

Blende

Verbindungsrohr

Kopfstlck

Brennelementbiindel

Abb. 5.2  Dampfplenum mit Brennelementbindel und Kopfstick

Die zusatzlichen Bohrungen im oberen und unteren Teil des Dampfplenums und die dazu-
gehorigen Rohre (grau) innerhalb des Plenums dienen zur Versorgung des Spalts zwi-
schen den Brennelementbindeln mit Moderator. Die Durchmesser der Bohrungen und der
Aulendurchmesser der Verbindungsrohre liegt bei 50 mm. Die Wandstarke der Verbin-
dungsrohre beléuft sich auf 1 mm und die Héhe auf 480 mm. Uber den Durchmesser der
Blenden (rot) am Eintritt der Verbindungsrohre kann der Moderatormassenstrom flir den
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Spalt eingestellt werden. Des Weiteren sind die Verbindungsrohre mit den Dampfple-
numsdeckeln verschweildt und geben der gesamten Konstruktion somit mehr Stabilitat.

Neben den in Kapitel 2.5 beschriebenen Nachteilen fir hexagonale Brennelemente ist an-
hand der Abb. 5.2 ein weiterer konstruktiver Nachteil eines Kerns bestehend aus hexago-
nalen Brennelementblndeln zu erkennen. Aufgrund der hexagonalen Form der Brennele-
mente ware zwischen den Bohrungen flr die Brennelementbindel im oberen und unteren
Dampfplenumsdeckel zu wenig Material, um die bereits erwahnten Verbindungsrohre zur
Versorgung des Spalts zwischen den Brennelementen mit Moderator einbauen zu kénnen.

5.3 Unteres Plenum

Das untere Plenum innerhalb des RDB besteht aus einer Kerntrageplatte, Blenden und
einer Lochplatte.

Kerntrageplatte Bohrungen flr Spaltwasser

Lochplatte

Abb. 5.3  Unteres Plenum mit Kerntrageplatte, Blenden und Lochplatte

Auf der Kerntrageplatte stehen 88 Fulistlicke, wovon wiederum jedes ein Brennelement-
bandel mit neuen Brennelementen tragt. Die Hohe der Kerntrageplatte wird auf die gleiche
Weise wie die Hohe der FuBstlickplatte in Kapitel 3.4.1 mit einer zulassigen Durchbiegung
von 1 mm berechnet. Die Kerntrageplatte erreicht so mit einer zweifachen Sicherheit eine
Hoéhe von 300 mm. In den 88 Bohrungen flr die Ful3stiicke befindet sich unter den Ful3-
sticken jeweils eine Blende fur ein Brennelementbundel (rot). Mit dieser Blende kann der
KahImittelmassenstrom durch das Bundel zur Vergleichmaigung der Austrittstemperatur
eingestellt werden.

Zwischen den Fulstuck-Bohrungen befinden sich weitere Bohrungen, die den Moderator

aus dem Spalt in den Raum zwischen Kerntrage- und Lochplatte mit einer Héhe von
100 mm leiten. Der Druckverlust des Speisewassers aus dem Ringraum wird Uber die
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Bohrungen in der Lochplatte eingestellt. Die Lochplatte hat eine Hohe von 180 mm. Da
diese Lochplatte jedoch keine tragende Platte ist, kann die Hohe willkirlich gewahlt wer-
den. Allerdings hat diese Hohe eine minimale Auswirkung auf den Druckverlust des Spei-
sewassers aus dem Ringraum. Sowohl die Lochplatte als auch die Kerntrageplatte haben
wie das Dampfplenum einen Durchmesser von 2700 mm.

Abb. 5.4 zeigt ein Brennelementbindel mit Kopf- und FuBstlick eingebaut in das Dampf-
plenum und das untere Plenum.

Dampfplenum

Brennelementcluster

Kerntrageplatte

Lochplatte

Abb. 54 Brennelementbiindel und Kerneinbauten
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6 Stromungstechnische Optimierung

Ziel der Stromungsanalyse ist es, die Vermischung der Massenstrome, die innerhalb des
Reaktordruckbehalters unterschiedlich aufgeheizt werden, zu untersuchen. Der Schwer-
punkt dieser Analyse liegt in der Optimierung des Verlaufs der Kuhimitteltemperatur bei
Eintritt in die Unterkanale des Brennelementbiindels. Dieser Verlauf sollte méglichst ho-
mogen sein, um lokale Temperaturspitzen des Kuhimittels im Brennelementbindel zu
vermeiden. HeilRe Strahnen innerhalb der Unterkanale wirden die durchschnittliche Aus-
trittstemperatur des Kuhimittels reduzieren, da infolge der heilen Strahnen die maximal
zulassige Hullrohrtemperatur friher erreicht wird.

Das Speisewasser tritt Uber ein koaxiales Doppelrohr in den Reaktordruckbehalter ein
(Abb. 6.1). Im inneren Rohr wird der Uberkritische Frischdampf in Richtung der Turbinen
geleitet. Durch das aul3ere Rohr, welches das innere Rohr umschliel3t, stromt das Spei-
sewasser in den RDB. Auf diese Weise konnen thermische Deformationen am Reaktor-
druckbehalterflansch vermieden werden. Innerhalb des RDB wird das Speisewasser in
zwei Teilstrome aufgespaltet (Abb. 6.1). Der eine Teilstrom bewegt sich in Richtung des
oberen Plenums, um dann in die Wasserkasten und den Spalt zwischen den Brennele-
menten aufgeteilt zu werden. Der Teil des Speisewassermassenstroms, der sich nach Ein-
tritt in den Druckbehalter in Richtung unterem Plenum orientiert, stromt durch den Reflek-
tor und durch den Ringraum.

4
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Abb. 6.1 Massenstrome innerhalb des HPLWR-Reaktordruckbehalterkonzepts
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Im unteren Plenum vermischt sich der Moderator, der von oben nach unten sowohl durch
die Wasserkasten als auch durch den Spalt zwischen den Brennelementen stromt, mit
dem aus dem Reflektor und dem Ringraum kommenden Wasser. Nach der Mischung
stromt der komplette Massenstrom als Kuhlmittel durch die Unterkanale der Brennelemen-
te in Richtung Dampfplenum nach oben. AnschlieRend wird das uberkritische Kihimedium
im Dampfplenum gesammelt, um danach direkt in die Turbinen geleitet zu werden.

Da genauere Stromungsanalysen mit einer eindimensionalen Rechnung nicht zu realisie-
ren sind, wird die Vermischung der Massenstrome aus den Wasserkanalen, dem Spalt
zwischen den Brennelementen, dem Reflektor und aus dem Ringraum des Reaktordruck-
behalters mit Hilfe einer numerischen Stréomungssimulation (Computational Fluid Dyna-
mics — CFD) untersucht. Hierflr wird das Softwarepaket FLUENT 6.1.22 eingesetzt. Aller-
dings muss darauf hingewiesen werden, dass Experimente durch eine Stromungsanalyse
mittels CFD nicht vollstandig und verlasslich ersetzt werden kdnnen.

Die stromungstechnische Optimierung des unteren Plenums und des Fuldstlicks fur ein
Brennelementbindel ist folgendermalien gegliedert: Im Kapitel 6.1 ,Simulation turbulenter
Stromungen® werden zunachst die Grundgleichungen der Stromungsmechanik vorgestellt.
Anschliefiend wird auf die Modellierung der Turbulenz eingegangen (Kapitel 6.1.2). Dabei
werden das k-e-Modell in Kapitel 6.1.5, das Reynolds-Spannungsmodell in Kapitel 6.1.6
und die Turbulenzmodellierung des Temperaturfeldes in Kapitel 6.1.7 behandelt. Nach der
EinfUhrung in die Simulation turbulenter Stromungen werden die zu untersuchende Geo-
metrie und das dazugehodrige Netz beschrieben. Es folgen in Kapitel 6.3 die Randbedin-
gungen und die Zustandsgrof3en. Ein weiterer wichtiger Punkt sind die Fehler und die Feh-
lerkontrolle bei numerischen Verfahren. Diese werden anhand der in den Kapiteln 6.7 und
6.8 vorgestellten Methoden der Verifikation und der Validierung fur die Strdomungsanalyse
dieser Arbeit ausgewertet. Mit Hilfe dieser zwei Methoden wird das optimale Werkzeug fur
die stromungstechnische Analyse des unteren Plenums und des Fuldstlicks ausgewahlt.
Da die Stromungsanalyse zeigt, dass die Originalgeometrie die Ziele einer homogenen
Mischung der verschiedenen Massenstrome nicht erreicht, wird in Kapitel 6.10 eine ver-
besserte Geometrie vorgeschlagen und stromungstechnisch analysiert. In den Kapiteln
6.11 und 6.12 folgt eine Untersuchung der Wirkung des Auftriebs und des Einflusses der
turbulenten Prandtl-Zahl Pri auf die Vermischung. Abschlielend behandelt das Kapi-
tel 6.13 niederfrequente Temperaturfluktuationen des einstrdomenden heilRen Moderators
aus dem Wasserkasten. Fur diese Untersuchung wird eine Grobstruktursimulation ange-
wendet. Diese liefert Abschatzungen flr zu erwartende Temperaturfluktuationen und die
dazugehdrigen Frequenzen.

6.1 Simulation turbulenter Stromungen

6.1.1 Grundgleichungen der Stromungsmechanik

Die Stromung des Kuhlmittels und des Moderators im Reaktor wird beschrieben durch
Kontinuitatsgleichung, Navier-Stokes-Gleichungen, Energiegleichung und Zustandsglei-

chung. Eine Herleitung der einzelnen Transportgleichungen wird beispielsweise von
Schlichting et al. /74/, Jischa /75/ und Zierep /76/ durchgeflhrt.
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Die kompressible Kontinuitatsgleichung (Erhaltung der Masse) lautet [Oertel /77/]:

o, olp-u), op-v), dp-w) 6.1)
ot O0X oy 0z

Die Stromungsgrofien sind die drei Geschwindigkeitskomponenten u, v, w des Geschwin-
digkeitsvektors v und die Dichte p der Strémung in Abhangigkeit von den drei kartesi-
schen Koordinaten x, y und z.

Die Navier-Stokes-Gleichungen (Erhaltung des Impulses) lauten /77/:

op-u) Ap-u?) Ap-u-v) d(p-u-w)_ 0Op 0ty Oy 01y

ot O0X oy 0z oxX  0X oy 0z
: RV V2 V- 0 0 0
8(p V)+8(p v U)+a(p \ )+6(p v W) =—p-g—@+ Txy + Tyy + Tzy , (62)
ot ox oy 0z oy oOx oy 0z
op-w) , op-w-u) dp-w-v) op-w)_ 0p 01, 0ty Orp
ot OX oy 0z 0z oOx o0y 0z

Darin sind p der Druck, txy = Tyx, Tyz = Tzy, T2x = Txz die Schubspannungen, 1y, Ty, T2, die
Normalspannungen und g die Erdbeschleunigung fur die Volumenkrafte.

Die Energiegleichung (Erhaltung der Energie) lautet /77/:

(6.3)

OX ox | oy oy | oz 0z
mit der Dissipationsfunktion ®

ou 2 ov 2 oW 2 oV ou 2 OW 0OV ?
O=2||—| +|—| +|—| |[+]|—+—| +|—+—| +
OX oy 0z ox oy oy 0z
(au GWJZ 2 (au ov aw]2 (6.4)
+ - + + ‘

oz ox) 3

Dabei sind e die Gesamtenergie, T die Temperatur, p die dynamische Viskositat und A die
Warmeleitfahigkeit des Fluids.
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Mit der Zustandsgleichung wird ein linearer Zusammenhang zwischen der Dichte und der
Temperatur fir Wasser bei einem konstanten Druck von 250 bar angenommen (Tab. 6.2).
Ebenso werden auch die weiteren Eigenschaften der Fluids wie die kinematische Viskosi-
tat und die Warmeleitfahigkeit von der Temperatur abhangig gemacht.

6.1.2 Turbulenzmodellierung

Eine Rohrstromung ist dann turbulent, wenn deren Reynolds-Zahl gro3er als eine kritische
Reynolds-Zahl von etwa 2300 ist [Zierep und Buhler /78/]. Die Reynolds-Zahl Re ist im
Falle einer Rohrstromung folgendermalen definiert:

Re =Y 9 (6.5)

1%

Im Gegensatz zu laminaren Stromungen zeichnen sich turbulente Stromungen durch
Schwankungen der Stromungsgrofien aus. Diese verursachen einen zusatzlichen Quer-
impuls-, Energie- und Massenaustausch. Turbulente Stromungen sind grundsatzlich drei-
dimensional und zeitabhangig.

Die oben eingefuhrten Kontinuitatsgleichung (6.1), Navier-Stokes-Gleichungen (6.2) und
Energiegleichung (6.3) beschreiben im Prinzip alle kontinuumsmechanischen Stromungen.
In der Praxis ist es jedoch aufgrund der erforderlichen Rechnerleistung nur in wenigen Fal-
len moglich, turbulente Strdmungen mit der erforderlichen Genauigkeit zu beschreiben.
Daher werden sie nur zur Beschreibung laminarer Stromungen eingesetzt. Ausnahmen
bilden die direkten numerischen Simulationen (DNS) flr kleine Reynolds-Zahlen sowie
Turbulenzsimulationen, bei denen absichtlich auf die Auflosung feinskaliger Wirbel ver-
zichtet wird. Da die DNS alle Wirbel auflost, bendtigt sie einen sehr hohen Rechenauf-
wand [Ferziger /79/]. Aus diesem Grund ist die DNS nur fur Grundlagenforschung geeig-
net, aber nicht flr Ingenieuranwendungen. Fur Ingenieuranwendungen werden die Grob-
struktursimulation (Large Eddy Simulation — LES) oder die Reynolds-Gleichungen (Rey-
nolds Averaged Navier-Stokes - RANS) bevorzugt. Die LES kommt zum Einsatz, wenn die
Reynolds-Zahl zu hoch oder die Geometrie zu komplex fur eine DNS ist /79/. Bei der LES
wird Uber einen Filter eingestellt, inwieweit die Wirbel aufgeldst und dann direkt simuliert
werden. Die kleinen Wirbel, die nicht vom Berechnungsgitter erfasst werden konnen, wer-
den modelliert. Wie die DNS ist auch die LES immer instationar und dreidimensional. Sie
erfordert einen groflen Rechenaufwand. Fur den taglichen Einsatz im Entwicklungspro-
zess ist sie deshalb noch nicht geeignet. Fur technische Auslegungsrechnungen werden
Turbulenzmodelle basierend auf den Reynolds-Gleichungen, die durch eine zeitliche Mitte-
lung Uber die instationaren turbulenten Schwankungsbewegungen gebildet werden, be-
nutzt.

6.1.3 Zeitliche Mittelung der Navier-Stokes-Gleichungen
Der Reynolds-Ansatz besagt, dass sich die beliebige StrémungsgréRe x als Uberlagerung
der zeitlich gemittelten StromungsgréRe X und einer zusatzlichen Schwankungsgrofie x’

darstellen lasst [Rodi /80/]:
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X=X+X". (6.6)

Die Definition des zeitlichen Mittelwerts am festen Ort (Reynolds-Mittelung) lautet fur das
Beispiel der Geschwindigkeitskomponente u

Tint
U=—— futxy.zt)-dt . (6.7)

int

Tint ist ein geeignet grolies Zeitintervall von der Form, dass eine Zunahme von T keine
weitere Anderung des zeitlich gemittelten Wertes U ergibt. Die zeitlichen Mittelwerte der
Schwankungsgrofien x’ sind Null.

Aufgrund unterschiedlicher Dichten der an der Mischung beteiligten Strome werden die
StromungsgroéfRen zusatzlich zur zeitlichen Mittelung noch massengewichtet. Diese mas-
sengewichtete zeitliche Mittelung wird Favre-Mittelung genannt /77/.

yo)
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p-w
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Die beliebige Stromungsgrofe x setzt sich wiederum aus dem zeitlichen Mittelwert X und
einer SchwankungsgréfRe x” um X zusammen. Dabei werden der Druck p und die Dichte
p nicht massengewichtet, sondern nach Gleichung (6.6) nur zeitlich gemittelt.

p=p+p p=p+p’
u=u+u" =V+V' W=wW+w" (6.9)
T=T+T e=e+e’

Die zeitlichen Mittelwerte der massengewichteten SchwankungsgréRen p-x" sind Null, X"
dagegen nicht.

Die zeitlich gemittelte Kontinuitatsgleichung flir Medien mit variabler Dichte ergibt /77/:

olp-a) , op-¥)  olp-W)
oX oy 0z

-0 (6.10)

Die zeitlich gemittelten Navier-Stokes-Gleichungen flr Medien mit variabler Dichte lauten
177l
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+

op-U) , o(p-0°) o(p-T-V) o(p-T-W)|_
ot OX oy 0z

0P 0%, Ot 0T, | O(p-u) O(puV) | O(p-u" W) :
oXx Ox oy 0z

op-9), op-V-U) 0o(p-V*) o(p-V-W)|_
ot OX oy 0z

oA _ _ —_— — — (6.11)
_ﬁ'g_a_p+afxy+8fyy+81'zy_ a(p-v .u)+a(p.v )+a(p-V W) ,
oy 0OX oy 0z oX oy 0z

~

(8(/7-V~V)+5(/7-V~V-G)+@(ﬁ-W-V) 8(/7-V~\/2)J

+
ot OX oy 0z

— — ot — w1 W w2
D, 0%, Oy 07, (W), dpw V) dp WD)
0z 0OX oy 0z OX oy 0z

Die zusatzlichen Schwankungsterme p-u"-u", p-v"-v", p-w"-w", p-u"-v", (p-u"-w")
und p-v"-w" in den Impulsgleichungen beschreiben einen zusatzlichen Impulsaustausch
als Wirkung der Turbulenz auf die Stromung.

Fur die zeitliche Mittelung der Energiegleichung werden die zuvor eingefihrten massen-
gewichteten Grof3en um die massengewichtete Temperatur T und die massengewichtete
Energie € erganzt. Die Herleitung der zeitlich gemittelten Energiegleichung ist in der
Fachliteratur ausfuhrlich beschrieben /77/. Durch die zeitliche Mittelung der Energieglei-
chung treten neben den molekularen Warmeflissen auch scheinbare Warmefllisse auf-
grund der turbulenten Schwankungen von Geschwindigkeiten und Temperaturen auf. Die
zusatzlichen turbulenten Warmeflisse fihren zu drei neuen Unbekanntenp-T"-u’

Qt,i=—Cp'P‘T"‘Ui" far i=1,2,3 (6.12)

Den funf zeitlich gemittelten Gleichungen stehen also neben den funf Unbekannten der
Favre-gemittelten Groflen Geschwindigkeit, Temperatur und Druck noch weitere 12 Unbe-
kannte, namlich neun Reynolds-Spannungen und die drei Komponenten aus der zeitlichen
Mittelung der Energiegleichung, gegenuber.

Die Reynolds- oder turbulenten Scheinspannungen t; konnen in einer 3x3 Matrix zusam-
mengefasst werden:

T BT T AT TR
T =|—p-Up-Up —p-Uz-Up —p-Up-Ug|. (6.13)

"

—p-Uz-Up —p-Uz-U; —p-U3-U3
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Da p-ui-uj = p-ui-u gilt, reduzieren sich die Reynolds-Spannungen p-ui-u;j aus Sym-
metriegriinden von neun auf sechs Unbekannte. Eine Mdglichkeit, das Gleichungssystem
zu schlielRen, besteht Uber das Konzept der Wirbelviskositat.

6.1.4 Konzept der Wirbelviskositat

In einer laminaren Stromung wird der Impulsaustausch durch die molekulare Viskositat p
charakterisiert. Boussinesq schlug vor, die Reynoldsspannungen analog zur Berechnung
der Normal- und Schubspannungen zu modellieren. Mit dieser Annahme wird der zusatzli-
che Impulsaustausch der turbulenten Strémung mit Hilfe der turbulenten Viskositat (Wir-
belviskositat) u; beschrieben /77/:

14 n "

—p-Up-Up —p-Up-Uy —p-Up-Us ~
" " " _ i i

—p-Upz-Up —p-Uz-Uy —p-Uy-Uz _ﬂt(87+8_xj - (6.14)
”n 14 n

—p-Uz-Up —p-Uz-Uy —p-Uz-Ug

Turbulenzmodelle, die auf der Boussinesq-Annahme basieren, beschranken sich auf die
Modellierung der Austauschgrofie p;/80/. Sie beinhalten Gleichungen, mit denen die Aus-
tauschgrofRe p; in Abhangigkeit von den mittleren Stromungsgrof3en berechnet werden
kann. Die Turbulenzmodellierung basiert nicht auf physikalisch exakten Gleichungen, son-
dern auf Modellvorstellungen, Annahmen und empirischen Daten. Sie beschreibt den Ein-
fluss der turbulenten Schwankungen auf die Mittelwerte der Strémung und nicht die De-
tails der turbulenten Bewegungen.

Das k-e-Modell, ein so genanntes Zweigleichungsmodell, beschreibt die turbulenten
SchwankungsgrofRen mit Hilfe der AustauschgrolRe .

6.1.5 k-e-Modell

Das k-e-Modell ist nur fur vollturbulente Stromungen gultig. Dabei steht k fur die turbulente
kinetische Energie, ¢ fur die turbulente Dissipation. Wahrend die GroRe k die kinetische
Energie der turbulenten Schwankungsbewegung bericksichtigt, wird mit der Variablen ¢
deren Zerfall durch Reibung ausgedruckt. Die Gleichung fur die zeitlich gemittelte Turbu-
lenzenergie lautet /77/:

K =

2 2 ((p- UV +(p- V') +(p-W')?) . (6.15)

Dimensionsanalytische Betrachtungen legen nahe, dass die turbulente Viskositat p in Be-
ziehung zur turbulenten kinetischen Energie k und zur turbulenten Dissipation ¢ steht:

u=p-C,—. (6.16)
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C, ist eine weitere empirisch ermittelte Konstante mit einem Wert von 0,09.

Die beiden GroRRen k und € werden in der Stromung produziert, transportiert und dissipiert.
Deshalb missen bei der numerischen Simulation folgende zwei Transportgleichungen zu-
satzlich gelost werden, die dazu dienen, die lokale Verteilung der turbulenten Viskositat
in der Stromung zu bestimmen [Oertel und Laurien /81/]:

_ok _~ ok o ok u, ok ou,(ot, ou u 6T _
—+pu = += + + + B9, ——-p¢ , .
Pt T ax. T ox [”axi . axij ’““axj[axj ox | P9p ox TPE . (B17)

LI TR I Y SR oY N SN o S
el k :utaxj (axj aXi el 535 i

Die k- und e-Gleichung setzen sich jeweils aus der zeitlichen Ableitung, dem konvektiven
Anteil, dem diffusiven Anteil, der Produktion, dem Auftrieb und dem Senkenglied zusam-
men. B beschreibt dabei die thermische Ausdehnung und g; den Erdbeschleunigungsvek-
tor. C.1, Cg, Ces, ok und o, sind Modellkonstanten. Dabei sind ox und o, die turbulenten
Prandtl-Zahlen fur k bzw. «.

Tab. 6.1 Empirische Konstanten innerhalb des k-e-Modells [FLUENT Inc. /82/]

Cu Cs1 ng Ok O¢

0,09 1,44 1,92 1,0 1,3

C.3 ist das Verhaltnis aus Stromungsgeschwindigkeit parallel zur Schwerkraft (C.3 = 1) und
senkrecht zur Schwerkraft (C.3 = 0).

Das k-e-Modell ist gut getestet, numerisch stabil und hat einen relativ geringen Bedarf an
Computer-Ressourcen. Es wurde unter der Annahme isotroper Turbulenz hergeleitet. Die-
ses setzt voraus, dass die turbulenten Fluktuationen in allen Raumrichtungen gleichgrof®
sind. Das k-e-Modell sollte deshalb beispielsweise nicht bei Analysen mit Stromlinien-
krimmung oder Drall angewendet werden. Bei solchen Stromungen sind Modelle besser
geeignet, die anstatt der Wirbelviskositat die einzelnen Komponenten des Reynolds-
Spannungstensors berechnen: die Reynolds-Spannungsmodelle.

6.1.6 Reynolds-Spannungsmodelle

Die zweiten in dieser Arbeit angewendeten Verfahren zur Modellierung der Turbulenz sind
die Reynolds-Spannungsmodelle (RS-Modelle). Bei den Reynolds-Spannungsmodellen
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gibt es wie bei den Wirbelviskositatsmodellen die algebraischen Reynolds-
Spannungsmodelle, bei denen alle Reynolds-Spannungen als Funktion der Geometrie
modelliert werden, und die Transportgleichungs-RS-Modelle. Da in dieser Stromungsana-
lyse Transportgleichungs-Reynolds-Spannungsmodelle zur Anwendung kommen, wird im
Folgenden auf diese naher eingegangen.

Transportgleichungs-Reynolds-Spannungsmodelle verwenden je eine Transportgleichung
fur die einzelnen Komponenten des Reynolds-Spannungstensors. Flr dreidimensionale
Stromungen mussen sechs zusatzliche Gleichungen fur die turbulenten Spannungen und
eine zusatzliche e-Gleichung flur die Dissipation geldst werden. Sie sind damit aufgrund
der hoheren Modellierungsebene und der besseren Beschreibung der physikalischen Vor-
gange, wie beispielsweise der Anisotropie der Turbulenz, den Wirbelviskositatsmodellen
Uberlegen.

Die Transportgleichung der Reynolds-Spannungen kann folgendermal3en formuliert wer-
den /81/:

00— ~ 0 ———
ap‘ui'uijukap'ui'uj=Pij+Dij_GiJ'+8iJ+HiJ' . (619)

Dabei kdnnen die Indizes i und j die Werte 1, 2 und 3 annehmen. Auf der linken Seite der
Gleichung befinden sich die zeitliche Ableitung und der Konvektionsterm. Auf der rechten
Seite steht das Pj fur Produktion, Dj fur turbulente Diffusion, G;j fur Auftriebseffekte, g; fur
Dissipation und IIj flr Druckdilatation bzw. Druck-Scher-Korrelation. Die mathematische
Herleitung der einzelnen Korrelationen ist in der Fachliteratur beschrieben /74/, /81/. Dissi-
pation, Diffusion und Auftrieb sind bereits aus der k-Gleichung bekannt. Allerdings mussen
diese GroRen jetzt flr jede Reynolds-Spannung getrennt formuliert werden. Die Druck-
Scher-Korrelation erscheint hier zum ersten Mal. Diese sorgt fur den Austausch von Tur-
bulenzenergie zwischen den Geschwindigkeitskomponenten verschiedener Richtungen.
Der Austausch strebt dabei eine statistische Gleichverteilung der Schwankungsintensita-
ten aller Richtungen an.

Die hohere Modellierungsgenauigkeit der Reynolds-Spannungsmodelle wirkt sich aller-
dings durch einen groReren numerischen Aufwand auf die Rechenzeit aus. Grund hierfur
ist neben der gréleren Anzahl an zu I6senden Transportgleichungen auch die geringere
Konvergenzgeschwindigkeit im Vergleich zu den numerisch robusteren Zweigleichungs-
modellen.

6.1.7 Algebraische Turbulenzmodellierung des Temperaturfelds
Die Modellierung der zeitlich gemittelten Energiegleichung beschrankt sich auf den Term,
der den zusatzlichen Warmefluss infolge der turbulenten Schwankungsbewegungen be-

schreibt. Fur diesen Term wird analog zur Boussinesg-Annahme der folgende Warmeleit-
ansatz gemacht /72/:
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—Cyp-T U ==A— . (6.20)

M ist dabei die turbulente Warmeleitfahigkeit, welche in keinem direkten Zusammenhang
mit der molekularen Leitfahigkeit steht, sondern wie die turbulente Viskositat u; eine Aus-
tauschgroRe darstellt. Um sie berechnen zu konnen, werden bei der Turbulenzmodellie-
rung fur das Temperaturfeld neben Ein- und Mehrgleichungsmodelle auch algebraische
Modelle eingesetzt. Beim algebraischen Ansatz wird die turbulente Prandtl-Zahl Pr; einge-
fuhrt, die wie folgt definiert ist /74/:

C .

(6.21)

Die Intensitat der turbulenten Durchmischung wird also nur durch die Wirbelviskositat be-
schrieben. Dieser Ansatz setzt wiederum voraus, dass ein isotropes Turbulenzverhalten
vorliegt. Die turbulente Prandtl-Zahl Pr; wird empirisch auf einen konstanten Wert von 0,85
abgeschatzt [Kays /83/].

In dem gewahlten Softwarepaket FLUENT 6.1.22 werden die Gleichungen (6.10), (6.11),
(6.17), (6.18) und (6.19) mit Hilfe der Finite-Volumen-Methode unter Verwendung eines
Aufwind-Verfahrens und dem SIMPLE Algorithmus geldst [Noll /84/].

6.1.8 Logarithmisches Wandgesetz

Der wandnahe Bereich einer Strdomung wird in drei Schichten eingeteilt. Unmittelbar an der
Wand befindet sich die viskose Unterschicht, in der die Stromung laminar ist. Danach
kommt eine so genannte Ubergangsschicht, in der sowohl die molekulare Viskositat als
auch die Turbulenz eine gleich wichtige Rolle spielen. In der dritten Schicht ist die Stro-
mung vollturbulent.

Sowohl das k-e-Modell als auch das Reynolds-Spannungsmodell kénnen keine Stromun-
gen vorhersagen, bei denen viskose Effekte eine wichtige Rolle spielen. Deshalb kdnnen
sie nicht verwendet werden, um Strémungen in unmittelbarer Wandnahe zu berechnen.
FUr die Berechnung darf sich daher der erste Rechenpunkt nicht im viskos beeinflussten
Bereich der Wandgrenzschicht befinden, sondern erst in Bereichen, in denen die Turbu-
lenz dominiert. Zur Behandlung der wandnahen Bereiche existieren zwei Mdglichkeiten.

Die erste Mdglichkeit sieht vor, dass die viskose Unterschicht rechnerisch nicht aufgelost

wird. Daflir wird eine Annaherung mit Hilfe des logarithmischen Wandgesetzes verwendet,
um den Ubergang zwischen der Wand und dem vollturbulenten Bereich herzustellen /74/.
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u® :1-Iny*+C+
K

U (6.22)
T,
u, = /—
p

C" = Integrationskonstante = 5,0 (glatte Wand)
k = Karman-Konstante = 0,41

y ist der Abstand von der Wand. y* und u® = f(y") sind dimensionslose GréRen fiir den
Wandabstand und die tangentiale Geschwindigkeit. u, ist die (Wand-) Schubspannungs-
geschwindigkeit und z,, die dazugehérige Wandschubspannung. C* und « sind empirisch
gewonnene Konstanten.

Die viskose Unterschicht erstreckt sich dabei tiber den Bereich 0 <y* < 5. Fiir den Uber-
gangsbereich gilt 5 <y < 30 und fiir den logarithmischen Bereich y* > 30 bis 60 /81/. Die
obere Grenze flir den logarithmischen Bereich hangt unter anderem von den Druckgra-
dienten und der Reynolds-Zahl ab. So wird die obere Grenze groRer, wenn die Reynolds-
Zahl ansteigt. Fur Rechnungen, die das logarithmische Wandgesetz verwenden, sollte
darauf geachtet werden, dass der erste Berechnungspunkt au3erhalb der viskosen Unter-
schicht y* > 26 liegt /81/.

Der zweite Weg ist, die Turbulenzmodelle so zu modifizieren, dass der Einfluss der
Grenzschicht durch eine starke Gitterverfeinerung berechnet werden kann. Das Kontroll-
volumen, das am nachsten an der Wand liegt, muss dabei im Bereich der viskosen Unter-
schicht liegen (y* < 1). Dies kann beispielsweise mit dem Niedrig Reynolds-Zahl k-e-Modell
oder dem k-o-Modell realisiert werden /81/.

In der Praxis sind damit Simulationen, bei denen der wandnachste Punkt zwischen y* = 1
und y* = 26 liegt, auszuschlieRen, da in diesem Fall weder das logarithmische Wandge-
setz noch ein Niedrig Reynolds-Zahl Turbulenzmodell anwendbar ist.

6.2 Geometrie und Netzgenerierung

6.2.1 Geometrie

Im unteren Plenum und im FuB3stlick des Brennelementblindels werden die Massenstrome
aus Reflektor, Spalt, Ringraum und Wasserkasten vermischt. Die erste Mischung der
Massenstrome aus Reflektor und Ringraum wird vereinfachend als perfekt betrachtet und

zu einem Massenstrom mit der Bezeichnung Ringraum zusammengefasst. Die zweite Mi-
schung findet zwischen Kerntrageplatte und Lochplatte, dem ersten Mischungsraum, statt,
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wo der erhitzte Moderator aus dem Spalt auf das Speisewasser des Ringraums trifft (Abb.
5.3). Anschlielend stromt die Mischung aus Spaltmoderator und Ringraumwasser in den
zweiten Mischungsraum innerhalb des Ful3sticks des Brennelementbundels, nachdem es
die Blende passiert hat (Abb. 5.3). Innerhalb des Diffusors vermischen sich dann der von
oben durch die neun Wasserkasten kommende erhitzte Moderator mit der von unten
kommenden Mischung aus Spaltmoderator und Ringraumwasser (Abb. 3.12). Schliel3lich
verlasst die Mischung aus Speisewasser (Ringraum) und Moderator (Spalt- und Wasser-
kasten) den Diffusor durch die sich in der Ful3stickplatte befindenden Kihimittelkanale,
um die Unterkanale zwischen den Brennstaben mit aufsteigendem Kuhlmittel zu versorgen
(Abb. 3.9).

Einlass Moderator

Auslass Kihimittel

2. Mischungsraum
Blende

Gambit

A8
Einlass Spalt 3 .

_ e
1.M|schungsraum4 I _

Einlass Ringraum

—
y

Abb. 6.2  Brennelementblindel-Fustiick und dazugehdriger Teil des unteren Plenums
als 3D-CAD-Geometrie (links) und CFD-Geometrie [Hofmeister et al. /85/]

Die Mischung der einzelnen Massenstrome wird anhand einer reprasentativen Teilgeomet-
rie untersucht. Diese Geometrie besteht aus einem Fullstlck, einer Blende, dem zu einem
FuBstlick gehérenden Teil der Kerntrage- und der Lochplatte und den dazugehdrigen
Moderatorkanalen in der Kerntrageplatte (Abb. 6.2). Mit Hilfe des Netzgenerators
Gambit 2.1.2 wird die 3D-CAD-Geometrie flr die Stromungsberechnung vereinfacht.

Die Bohrungen fir das Kuhlmittel und den Moderator in der Ful3stlickplatte, fir den Mode-
rator aus dem Spalt in der Kerntrageplatte und fur das Speisewasser aus dem Ringraum
in der Lochplatte werden dabei als Ein- und Auslassrohre aufgefasst. Um vor dem Eintritt
in die jeweiligen Mischungsraume vollstandig entwickelte Stromungen zu erzielen, sollten
die Einlasse ,Moderator®, ,Spalt“ und ,Ringraum“ eine Lange von funf Durchmessern der
jeweiligen Einlasse haben. Eine vollentwickelte Stromung bedeutet, dass die Gradienten in
Stromungsrichtung fur alle Strémungsvariablen au3er dem Druck Null sind. Der Druckgra-
dient ist konstant. Dagegen sind Gradienten quer zur Stromung beispielsweise aufgrund
der Wand-Haftbedingung moglich. Dass die Langen der Einlasse ausreichend sind, um
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vollstandig entwickelte Stromungen zu erhalten, wird in Kapitel 6.3 gezeigt. Die Auslasse
.KUhImittel“ sind jeweils einen Durchmesser lang. Da zu den Blenden am Eintritt in das
Fustick bisher noch keine Untersuchungen durchgefuhrt worden sind, wird in dieser
Stromungsanalyse von einer Versperrung von 50 % ausgegangen.

6.2.2 Netzgenerierung

Bei der Netzgenerierung werden im Innern des Berechnungsgebiets sowie am Rand
raumliche Stltzstellen, so genannte Diskretisierungspunkte, Knoten oder Netzpunkte,
festgelegt. Die Gesamtheit der Diskretisierungsstellen wird als numerisches Netz oder Re-
chengitter bezeichnet.

Das Rechengitter wird zuerst uber die Anzahl der Gitterpunkte an den geraden und kreis-
formigen Kanten der CFD-Geometrie definiert. Mit Hilfe von Netzelementen wird dann das
komplette Volumen der 3D-Geometrie durch den Netzgenerator Gambit 2.1.2 vernetzt.
Das Netz besteht in dieser Stromungsanalyse vorwiegend aus vierflachigen Netzelemen-
ten, aber es kann auch aus sechsflachigen, pyramide- und keilférmigen Elementen beste-
hen [FLUENT Inc. /86/]. Diese Netzelemente sind in einem unstrukturierten Netz angeord-
net, das heil3t die Knoten sind beliebig verteilt. Durch die Vielzahl an Netzelementgeomet-
rien und durch ihre unstrukturierte Anordnung ist das Rechengitter auch im Falle von kom-
plizierten Geometrien sehr anpassungsfahig und flexibel.

6.3 Randbedingungen und ZustandsgrofRen

Der Moderator heizt sich beim Durchstromen des Kerns von einer Eintrittstemperatur von
280 °C auf eine Endtemperatur von ca. 355 °C in den Wasserkasten und auf eine End-
temperatur von ca. 370 °C im Spalt zwischen den Brennelementen bei einem Druck von
250 bar auf /49/. Des Weiteren wird angenommen, dass das Speisewasser aus dem Ring-
raum mit einer Temperatur von 280 °C ebenfalls bei einem Druck von 250 bar in das unte-
re Plenum stromt. Aufgrund der unterschiedlichen Eintrittstemperaturen missen die Dich-
ten, die thermischen Leitfahigkeiten, die isobaren Warmekapazitaten und die dynamischen
Viskositaten der drei Massenstrome definiert werden. Das Molekulargewicht wird als kon-
stant angenommen. Die Eigenschaften der Massenstrome werden aus der Wasser-
Dampf-Tafel nach Wagner und Kruse /6/ mit Hilfe der jeweiligen Eintrittstemperatur und
dem Druck von 250 bar entnommen. Die fur die Berechnung bendtigten Eigenschaften
des Fluids (Dichte, kinematische Viskositat, Warmeleitfahigkeit) zwischen 280 °C und
370 °C werden vereinfacht durch lineare Interpolationen zwischen den bekannten Werten
der drei Eintrittstemperaturen ermittelt. Da die Wand als adiabat (Wandwarmestromdichte
= 0) angenommen wird, sind nur die Eigenschaften des Fluids zwischen 280 °C und
370 °C, den Eintrittstemperaturen der beteiligten Massenstrome, erforderlich.

Am Rand eines Berechnungsgebiets gelten Randbedingungen. Zu den Randbedingungen
gehoren Wandrandbedingungen sowie Ein- und Auslassbedingungen /84/.

Wandrandbedingungen beschreiben neben der bereits erwahnten Wandwarmestromdich-
te auch die Haftbedingung an der Wand. Bei viskosen Strdomungen bewirken Anziehungs-
krafte zwischen den Molekulen der Wand und denjenigen des Fluids ein ,Haften“ des Flu-
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ids an der Wand, d.h. der Geschwindigkeitsvektor am Rand ist Null. Mit Hilfe der in dieser
Stromungsanalyse angewendeten Symmetrierandbedingung kann das zu berechnende
Kontrollvolumen verkleinert werden, indem eine symmetrische Teilgeometrie herausge-
schnitten und berechnet wird. Uber eine Symmetrierandbedingung findet weder ein kon-
vektiver noch ein diffusiver Fluss statt. Das heil3t die Stromungsgeschwindigkeitskompo-
nente normal zur Symmetriewand und die Gradienten aller Geschwindigkeitsvariablen an
der Symmetriewand sind Null. Da die Scherspannungen an der Symmetriewand ebenfalls
Null sind, bietet die Symmetrierandbedingung eine Mdglichkeit, Wande ohne Haftbedin-
gung zu modellieren. Bei den Wanden des ersten Mischungsraums und der vier Viertel-
Einlasse ,Spalt“ wird die beschriebene Symmetriebedingung angewendet (Abb. 6.2).

Ein- und Ausstrombedingungen koénnen beispielsweise Geschwindigkeits-, Druck- und
Massenstrombedingungen sein. In der Stromungsberechnung dieser Arbeit werden Ge-
schwindigkeitseinstrombedingungen verwendet. Um die Einstrombedingungen vollstandig
definieren zu kdnnen, mussen bei einer Stromungsanalyse mit dem verwendeten Soft-
warepaket die Geschwindigkeiten und die Temperaturen der verschiedenen Einlassstrome
angegeben werden.

Die Geschwindigkeiten werden uber die Druckverluste der drei Strome Spalt, Wasserkas-
ten und Ringraum berechnet. Dazu sind Informationen Uber Massenstrom, die skalaren
GroRen (Temperatur, Druck, Dichte und kinematische Viskositat) des Fluids und die
durchstromte Querschnittsflache notig /78/.

Der Massenstrom durch ein Achtel des Brennelements ,sq2.1“ und die dazugehdrigen
Temperaturen sind von Waata et al. /49/ berechnet worden. Diese Berechnungen werden
vereinfacht auf ein ganzes Brennelement bzw. Brennelementbindel extrapoliert, da noch
keine thermohydraulischen und neutronischen Berechnungen eines ganzen Brennele-
ments bzw. Brennelementbiindels vorliegen. Fur den Massenstrom innerhalb des Ring-
raums des Reaktordruckbehalters liegen ebenfalls noch keine Berechnungen vor, so dass
dieser mit ca. 8 kg/s pro Brennelementbindel angenommen wird.

Folgende Tabelle zeigt die Massenstrome der jeweiligen Einlassstrome pro Brennele-
mentbundel, die Temperaturen, die kinematischen Viskositaten und die Dichten bei einem
Druck von 250 bar.

Tab. 6.2 Massenstrome und skalare Eigenschaften der Einlassstrome
Spalt | Wasserkasten | Ringraum
Massenstrom pro Bundel ka/s 1,92 0,96 8
Temperatur °C 370 355 280
Dichte kg/m? 551,85 604,8 777
Kinematische Viskositat 107 m%s 1,15 1,16 1,28
Warmeleitfahigkeit W/mK 0,43 0,47 0,61
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Die fur die Berechnung des Druckverlustes bendtigten Querschnittsflachen ergeben sich
aus den in den Kapiteln 2, 3 und 5 vorgestellten Geometrien des Brennelements und des
Spalts. Die Geometrien des Ringraums lehnen sich an den Entwurf von Bittermann et
al. /9/ und aktueller Reaktoren an [International Atomic Energy Agency /87/].

Nun kann der Druckverlust mit Hilfe von eindimensionalen Gleichungen berechnet wer-
den [Bohl /88/]. Es stellt sich heraus, dass die Stromung des Ringraums, welche durch die
Bohrungen der Lochplatte aus Abb. 5.3 in den ersten Mischungsraum stromt, den grof3ten
Druckverlust von ca. 6000 Pa erfahrt. Damit es zu keiner Ruckstromung in den Ringraum
kommen kann, mussen die Stromungen in den Wasserkasten und dem Spalt soweit an-
gedrosselt werden, dass sie den Wert des Ringraumdruckverlustes in etwa erreichen. Zu-
erst mussen die unterschiedlichen Druckverluste der runden Wasserkasten der Eckbrenn-
elemente des Brennelementbindels und der quadratischen und geraden Wasserkasten
aufeinander angeglichen werden. Danach kdnnen dann alle neun Wasserkasten eines
Blndels Uber den Durchmesser der Wasserkastenbohrungen in der Fulstuckplatte auf
den Ringraumdruckverlust angedrosselt werden (Abb. 3.9). Der Druckverlust des Spalts
zwischen den Brennelementen wird Uber den Durchmesser der in Abb. 5.2 dargestellten
roten Blenden auf den Druckverlust der Ringraumstromung erhoht.

Somit ist die Austrittsgeschwindigkeit des Moderators aus den Bohrungen der Fulstlick-
platte 3,9 m/s bei einer Reynolds-Zahl von 255000. Der Spaltmassenstrom stromt mit ei-
ner Geschwindigkeit von 0,51 m/s in den ersten Mischungsraum (Abb. 5.3), was einer
Reynolds-Zahl von 440000 entspricht. Die Bohrung in der Lochplatte beschleunigt das
Speisewasser aus dem Ringraum auf 3,87 m/s bei einer Reynolds-Zahl von 1750000. Alle
drei Stromungen sind somit turbulent, da deren Reynolds-Zahlen weit groRer als die kriti-
sche Reynolds-Zahl flur Rohrstromungen von 2300 sind.

Zur Modellierung der turbulenten Stromungen werden in dieser Arbeit das k-e-Modell und
das Reynolds-Spannungsmodell angewendet. Dadurch mussen fur das k-e-Modell k und ¢
und flr das RS-Modell die einzelnen Komponenten des Reynolds-Spannungstensors zu-
satzlich zu den Geschwindigkeiten definiert werden. Da keine Experimente zur Bestim-
mung der bendtigten GroRen vorhanden sind, wird flr die Einlasse Spalt, Wasserkasten
und Ringraum eine stellvertretende Rohrgeometrie mit dem Durchmesser und der Lange
der jeweiligen Einlasse erzeugt. Die Einstrombedingungen dieser Geometrie setzen sich
zunachst aus den fur die Originalgeometrie berechneten Geschwindigkeiten, den Tempe-
raturen aus Tab. 6.2, den Werten fiir k (= 1 m%s?), ¢ (=1 m%s®) und den einzelnen Rey-
nolds-Spannungen (uiu; = 1, uju; = 0) zusammen. Die Modellierung der Rohrgeometrie soll
zeigen, ob die Lange der jeweiligen Einlasse (5 x Durchmesser) fur eine vollstandig entwi-
ckelte Stromung ausreicht. Falls dies der Fall sein sollte, konnen die gesuchten Grolen fur
das k-e-Modell und das Reynolds-Spannungsmodell mit Hilfe eines flachengewichteten
Oberflachenintegrals Uber die Austrittsflache des Rohres ermittelt werden.

Damit ergeben sich fur die drei Massenstrome folgende Randbedingungen:
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Tab. 6.3 Randbedingungen fur das k-e- und das Reynolds-Spannungsmodell
Spalt Wasserkasten Ringraum
u m/s 0,51 3,9 3,87
T K 641,15 629,15 553,15
k-g-Modell
k m?/s? 0,09 0,06 0,26
€ m?/s® 0,8 21,05 8,97
RS-Modell
k m?/s? 0,03 0,03 0,1
€ m?/s® 0,17 12,54 3,72
uu m?/s? 0,02 0,02 0,06
W m?/s? 0,03 0,03 0,09
ww m?/s? 0,02 0,02 0,06
uv | 10°m?s? 13,83 1,72 -3,29
vw | 10°m?%s? 6,22 -13,68 2,27
uw | 10°m?/s? -201,35 -0,21 -5,69

Bei aktivierter Energiegleichung mussen neben den Geschwindigkeiten auch die Tempe-
raturen und die Warmeleitfahigkeiten der einzelnen Strome bekannt sein. Die Temperatu-
ren und die Warmeleitfahigkeiten sind der Tab. 6.2 zu entnehmen.

Neben den Einlassbedingungen mussen auch die Auslassbedingungen definiert werden.
Bei dieser Stromungsanalyse wird eine Auslassbedingung verwendet, bei der weder Ge-
schwindigkeit noch Druck vor der fertigen Analyse des Stromungsproblems bekannt sein
mussen. Wie im Fall der Symmetrierandbedingung geht diese Auslassrandbedingung von
keiner diffusiven Stromung Uber den Auslass aus. Die erforderlichen Informationen fir die
Auslassrandbedingung werden aus dem Innenraum des Kontrollvolumens extrapoliert und
haben keinen Einfluss stromaufwarts. Bei der Extrapolation der Informationen werden die
Geschwindigkeit und der Druck am Auslass derart aktualisiert, dass von einer vollstandig
entwickelten Stromung ausgegangen werden kann.

Aufgrund der unterschiedlichen Temperaturen und dem dadurch zu erwartenden Einfluss
des Auftriebs auf die Vermischung, wird die Stromungsanalyse unter Berucksichtigung der
Gravitation durchgeflnhrt.

6.4 Fehler und Fehlerkontrolle bei numerischen Verfahren

Die Lésungen der diskreten Erhaltungsgleichungen entsprechen stets nur Naherungslo-
sungen. In diesen Losungen sind unterschiedliche Fehlerarten vorhanden, die sich auf-
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grund des numerischen Prinzips nicht vermeiden lassen. Grundsatzlich enthalten numeri-
sche Losungen zwei Fehlerarten /81/:

= Modellfehler entstehen aufgrund einer ungenauen Beschreibung der Stromungszu-
stande durch die angewandten Stromungsgleichungen sowie durch Abweichungen
im Bereich der Geometrieerstellung und der verwendeten Randbedingungen.

= Ursache fur die Numerischen Fehler sind Rundungsfehler und Diskretisierungsfeh-
ler. Die Genauigkeit und der Bereich der Zahlendarstellung in einem Digitalrechner
sind durch die interne Darstellung begrenzt. Das bedeutet, dass bei jeder arithmeti-
schen Operation auf- oder abgerundet werden muss. Dabei entsteht der Rundungs-
fehler. Die Differenz zwischen einem numerisch berechneten und dem exakten
Wert wird als Diskretisierungs- oder Approximationsfehler bezeichnet, da eine Dis-
kretisierung den genauen Verlauf von Funktionen immer nur unzureichend wider-
spiegelt.

Sowohl Modellfehler als auch numerische Fehler sind unvermeidbar. Neben den zwei vor-
gestellten Fehlern kénnen dann noch Fehler durch Anwendungsunsicherheiten (nicht alle
fur die Simulation notwendigen Informationen liegen vor), durch den Benutzer (aufgrund
mangelnder Sorgfalt oder Erfahrung des Benutzers) und durch das Programm (falsche
Implementierung des Algorithmus) entstehen [European Research Community On Flow
1891].

Grundsatzlich gibt es zwei Methoden zur Fehlerkontrolle /81/:

» Anhand der Verifikation wird tUberprift, ob die zugrunde liegenden Gleichungen im
Vergleich mit genauen Losungen oder Experimenten richtig geldst werden (— nu-
merischer Fehler). Methoden zur Verifikation sind Netzverfeinerungsstudien (Netz
wird so lange verfeinert, bis die Losung nicht mehr von der Gitterweite abhangt),
Konvergenzstudien (Abbruchschranke der Iteration wird variiert) oder auch der
Vergleich mit Losungen anderer numerischer Verfahren.

= Bei der Validierung wird kontrolliert, ob die richtigen Gleichungen bzw. die richtigen
Turbulenzmodelle im Vergleich mit Experimenten zugrunde gelegt wurden (— Mo-
dellfehler). Falls keine Ubereinstimmung vorliegt, missen die physikalischen Mo-
delle angepasst werden, d.h. die zugrunde liegenden Gleichungen oder deren Pa-
rameter (Stoffeigenschaften, Parameter des Turbulenzmodells) missen modifiziert
werden.

6.5 Zur Genauigkeit der Software FLUENT und der verwendeten Turbulenzmodelle

Zur turbulenten Vermischung im unteren Plenum und des Fulstlicks gibt es bisher keine
Experimente. Allerdings wurde die Genauigkeit des verwendeten Softwarepakets
FLUENT 6.1.22, des k-e-Modells und des Reynolds-Spannungsmodells anhand des Ver-
gleichs von numerischen Berechnungen mit verschiedenen Experimenten von FLUENT
Inc. /90/ untersucht.
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So ist der Warmeubergang mit dem k-e-Modell und dem logarithmischen Wandgesetz von
FLUENT Inc. /90/ berechnet und den Ergebnissen der Experimente von Baughn et al. /91/
gegenubergestellt worden. Die Experimente untersuchten den Warmeubergang in der
Umgebung einer axialsymmetrischen abrupten Rohrerweiterung bei einer stationaren tur-
bulenten Stromung. Dabei wurde das Verhaltnis der Nusselt-Zahl entlang der Wand zur
Nusselt-Zahl im Kern der Stromung betrachtet. Die Gegenuberstellung hat gezeigt, dass
die Vorhersagen der Nusselt-Zahl mit Hilfe des k-e-Modells und dem logarithmischen
Wandgesetz im Falle des turbulenten Warmeubergangs qualitativ gut waren.

Schefer et al. /92/ untersuchten einen Propan-Freistrahl, der aus einem Rohr in einen ko-
axialen Luftstrom mit gleicher Stromungsrichtung stromte. Der Vergleich zwischen der
Vorhersage von FLUENT und dem Experiment hinsichtlich der Vermischung der Gase und
der axialen Geschwindigkeit des turbulenten Freistrahls zeigte, dass sowohl die Vermi-
schung als auch die axiale Geschwindigkeit des Strahls mit dem k-e-Modell quantitativ gut
berechnet werden konnen.

Um die Vorhersagbarkeit einer hochturbulenten Stromung durch ein Rohr mit komplexer
Geometrie durch das k-e-Modell und das Reynolds-Spannungsmodell Gberprifen zu kon-
nen, wurden das Experiment von Davis und Gessner /93/ mit dem Ergebnis der numeri-
schen Berechnung von FLUENT Inc. /90/ verglichen. Das untersuchte Rohr realisierte den
Ubergang von einem runden Eintrittsquerschnitt zu einem quadratischen Austrittsquer-
schnitt. Es hat sich gezeigt, dass beide Modelle die charakteristischen Eigenschaften der
Stromung sehr gut beschreiben konnten. Die Ergebnisse der Berechnungen mit Hilfe des
Reynolds-Spannungsmodells waren dabei noch besser als die des k-e-Modells.

Der letzte hier vorgestellte Vergleich zwischen einem Experiment und der numerischen
Stromungsberechnung durch FLUENT Inc. /90/ handelte von einer kompressiblen und tur-
bulenten Vermischung zweier Luftstrome. Die von Goebel und Dutton /94/ betrachteten
Luftstrome hatten dabei unterschiedliche Temperaturen, Totaldricke, Dichten und Ge-
schwindigkeiten. Ziel dieses Vergleichs war es, die Genauigkeit des Standard k-e-Modells
und zweier Weiterentwicklungen des k-e-Modells (RNG und Realizable k-e-Modell), welche
durch Zusatzterme Stromungen exakter wie das k-e-Modell beschreiben kdnnen, im Falle
der turbulenten kinetischen Energie k zu uUberprufen. Die Qualitat einer Mischung ver-
schiedener Strome kann mit Hilfe der turbulenten kinetischen Energie k beschrieben wer-
den, da diese sehr sensible GroRRe einen starken Einfluss auf die Vermischung hat. Der
Vergleich von Experiment und numerischer Berechnung zeigte, dass der experimentelle
Verlauf von k und damit die Mischung der zwei Luftstrome von allen drei Modellen sinnvoll
wiedergegeben werden konnte.

Zusammenfassend haben die in diesem Kapitel beschriebenen Vergleiche zwischen den
Experimenten und den Ergebnissen der Stromungsanalyse durch FLUENT gezeigt, dass
FLUENT das geeignete Softwarepaket fur die Vorhersage des turbulenten Warmeuber-
gangs, der axialen Geschwindigkeit eines Freistrahls, der turbulenten Stromung in einer
komplexen Geometrie und der turbulenten Mischung ist. Auch in der Industrie ist das
kommerzielle Softwarepaket FLUENT hinsichtlich Stromungsmechanik, Mischungsvor-
gangen, Verbrennung und Stromungsmaschinen Standard /81/.
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Des Weiteren wurde durch die von FLUENT Inc. /90/ durchgefiihrten Vergleiche zwischen
Experimenten und numerischen Berechnungen deutlich, dass das k-e- und das Reynolds-
Spannungsmodell geeignete Modelle zur numerischen Analyse der Strdbmung im unteren
Plenum und im FuRstuck sind.

6.6 Ersatzgeometrie fur Verifikation und Validierung

Zur Verifikation und Validierung wird eine Ersatzgeometrie verwendet (Abb. 6.3), da eine
solche Untersuchung mit der Originalgeometrie die zur Verfligung stehende Rechnerleis-
tung von zwei Prozessoren mit einer Taktfrequenz von jeweils 1526 MHz und einem
Hauptspeicher von 3 GB bei weitem Ubersteigen wirde.

Wie in Abb. 6.3 und Abb. 6.4 dargestellt, wird die Ersatzgeometrie aus der Originalgeo-
metrie herausgeschnitten.

Abb. 6.3  Ersatzgeometrie fur Verifikation und Validierung

Der Ausschnitt auf der rechten Seite in Abb. 6.3 besteht aus den Auslassen, die die Unter-
kandle des zentralen Brennelements mit Kuhlmittel versorgen, und einem oberen bzw.
unterem Einlass. Die Lange der Ersatzgeometrie ist 0,1 m, weshalb der untere Einlass der
Ersatzgeometrie, durch den die Mischung aus Ringraumwasser und Spaltmoderator ein-
tritt, 0,17 m Uber der Blende angeordnet ist.

Die Einlass- und Auslassrandbedingungen fir den oberen Teil der Ersatzgeometrie sind
die gleichen wie bei der Originalgeometrie. Da die Ersatzgeometrie aus dem Stromungs-
feld des Diffusors herausgeschnitten wird, gilt fir die Wande der Ersatzgeometrie die Sym-
metrierandbedingung (Abb. 6.4). Um die erforderlichen Randbedingungen (Temperatur,
Geschwindigkeit, k, ¢, Reynolds-Spannungen) flr den unteren Eintritt fir das k-e-Modell
(Diskretisierung in 1. und 2. Ordnung) und das RS-Modell bestimmen zu kénnen, muss
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vorher eine Stromungsanalyse der Originalgeometrie mit dem k-e- und dem RS-Modell
durchgefuhrt werden.

Ein Beispiel zur Bestimmung der erforderlichen Randbedingungen fir das k-e-Modell mit
einer Diskretisierung in 1. Ordnung ist in Abb. 6.4 dargestellt. Die Abbildung zeigt ein x-y-

Schnitt durch das Geschwindigkeitsprofil der Originalgeometrie.

Abb. 6.4
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Symmetrie

“Mischung Spalt / Ringspalt”

Modell, Aufwind-Verfahren 1. Ordnung, ca. 355000 Zellen)

Die Stromungsberechnung in Abb. 6.4 wurde mit den in Tab. 6.3 beschriebenen Randbe-
dingungen und einem Netz bestehend aus ca. 355000 Zellen mit einer Gitterweite Ax von
ca. 0,0016 m durchgefuhrt. Die gesuchten Randbedingungen fur den unteren Einlass der
Ersatzgeometrie ergeben sich mit Hilfe eines flachengemittelten Oberflachenintegrals an

der Stelle, wo sich der untere Einlass innerhalb der Originalgeometrie befindet.

Tab. 6.4 zeigt die Randbedingungen fur den unteren Einlass der Ersatzgeometrie.

Tab. 6.4

Randbedingungen fur den unteren Einlass der Ersatzgeometrie

k-g-Modell
k-¢-Modell 2. Ordnung RS-Modell
u m/s 2 2 2
K 578 578 578
k m?/s? 0,23 0,54 0,15
€ m?/s® 3,18 7,47 2,02
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k-g-Modell z'f'gr“g‘:i‘;'; RS-Modell
uu m?/s? - - 0,07
w m?/s? - - 0,16
ww m?/s? - - 0,07
uv m?/s? - - 0,005
vw m?/s? - - -0,001
uw m?/s? - 0,0002

Nachdem alle Randbedingungen fur die Ersatzgeometrie feststehen, muss Uberpruft wer-
den, ob die Verifikation und die Validierung stellvertretend flir die Originalgeometrie mit der
Ersatzgeometrie durchgefuhrt werden kdnnen.
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Abb. 6.5 Qualitativer Vergleich der Original- (links) mit der Ersatzgeometrie (x-y-Schnitt
durch das Profil der turbulenten kinetischen Energie k [mzlsz]; Reynolds-
Spannungsmodell)

Bereich der Auswertung

Dazu wird ein qualitativer Vergleich des Verlaufs der turbulenten kinetischen Energie k
innerhalb der Originalgeometrie und der Ersatzgeometrie im Bereich der spateren Auswer-
tung vorgenommen (Abb. 6.5). Dabei hat das Rechengitter der Ersatzgeometrie im Be-
reich der Auswertung ebenfalls eine Gitterweite Ax von ca. 0,0016 m. Die Berechnung er-
folgt mit dem Reynolds-Spannungsmodell.

Der Vergleich in Abb. 6.5 zeigt, dass die Ergebnisse der beiden Geometrien im kugelfor-
migen Bereich der Auswertung mit einem Radius von 0,01 m einen qualitativ ahnlichen
Verlauf der Mischung des Moderators mit dem von unten kommenden Massenstrom zei-
gen. Des Weiteren ergibt das volumengewichtete Volumenintegral der turbulenten kineti-
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schen Energie k, das Uber den kugelformigen Auswertungsbereich aus Abb. 6.5 gebildet
wird, fiir beide Geometrien einen Wert von ca. 0,2 m?/s%. Die Ersatzgeometrie kann also
fur die Verifikation und die Validierung der Originalgeometrie verwendet werden.

6.7 Verifikation

Die Methoden zur Verifikation sind in dieser Arbeit Konvergenzstudien und Netzverfeine-
rungsstudien.

6.7.1 Konvergenzstudie

Bei der Konvergenzstudie wird die Abbruchschranke der Iteration der Kontinuitatsglei-
chung von 10 (iber 10° auf 10 variiert. Nach Erreichen des jeweiligen Konvergenzkrite-
riums werden die Ergebnisse mit Hilfe der turbulenten kinetischen Energie k untersucht.
Wie bereits erwahnt, stellt k eine sensible GroRe zur Beurteilung einer Vermischung ver-
schiedener Strome dar. Die Konvergenzstudie wird mit dem k-e-Modell mit einer Diskreti-
sierung in 1. Ordnung, dem k-ge-Modell mit einer Diskretisierung in 2. Ordnung und dem
Reynolds-Spannungsmodell mit den Randbedingungen aus Kapitel 6.3 durchgefuhrt. Flr
die Auswertung wird ein Volumenintegral der turbulenten kinetischen Energie k Uber ein
kugelférmiges Gesamtvolumen mit einem Radius von 0,01 m gebildet und mit diesem Ge-
samtvolumen gewichtet. Fur dieses volumengewichtete Integral wird das Symbol Vk einge-
fuhrt. Das Gesamt- bzw. Auswertevolumen befindet sich dabei kurz unter dem Einlass des
Moderators aus dem Wasserkasten (Abb. 6.5). Dieses wird mit geeigneten Filtern auf den
Bereich begrenzt, wo die Mischung der beiden Massenstrome aus dem Wasserkasten und
dem unterem Einlass stattfindet (Abb. 6.4). In Tab. 6.5 sind die berechneten Zahlenwerte
von Yk als Ergebnis der Konvergenzstudie dargestellt.

Tab. 6.5 Ergebnisse der Konvergenzstudie der Kontinuitatsgleichung (Yk [m?%s?])
10" 10° 10°
k-e-Modell 1. Ordnung 0,4234 0,4190 0,4179
k-e-Modell 2. Ordnung 0,9135 0,9385 0,9379
RS-Modell 0,2125 0,2101 0,2104

Die Tabelle zeigt, dass in allen drei Fallen ein Konvergenzkriterium der Kontinuitatsglei-
chung von 10 ausreicht, da sich das Ergebnis aller drei Strémungsanalysen mit einem
geringerem Konvergenzkriterium als 10° nur noch an der 3. bzw. 4. Nachkommastelle
(RS-Modell) minimal andert.

6.7.2 Netzverfeinerungsstudie
Die Netzverfeinerungsstudie wird ebenfalls mit der Ersatzgeometrie, mit dem k-e-Modell

(Diskretisierung: Aufwind-Verfahren 1. und 2. Ordnung) und dem RS-Modell (Diskretisie-
rung: Aufwind-Verfahren 1. Ordnung) durchgefuhrt. Das Reynolds-Spannungsmodell kann
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nur mit einer Diskretisierung in 1. Ordnung untersucht werden, da schon die Diskretisie-
rung in 1. Ordnung flr erhebliche langere Rechenzeiten als beim k-e-Modell sorgt. Daflr
wird das Rechengitter nach jeder Berechnung schrittweise verfeinert. Die Feinheit des Git-
ters variiert in sieben Schritten mit einer Gitterweite von Ax = 0,002 m bis Ax = 0,0009 m.
Bei der Berechnung der Gitterweite wird die Flache kurz unter dem Einlass des Modera-
tors durch die je nach Feinheit des Gitters sich einstellende Anzahl der Zellen geteilt. Die
Hohe des daraus sich ergebenden Dreiecks ist in diesem Fall die Gitterweite. In der Abb.
6.6 sind vier der sechs Gitterweiten dargestellt.

Ax =0,002 m Ax =0,0016 m Ax=0,0012 m Ax =0,0009 m
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Abb. 6.6  Verfeinerung des Gitters innerhalb der Ersatzgeometrie

Die Auswertung der GroRe 'k erfolgt wie bisher mit Hilfe des kugelférmigen Auswertevo-
lumens knapp unter dem Einlass des Moderators (Abb. 6.5).

Abb. 6.7 zeigt sieben Ergebnisse der Netzverfeinerungsstudie fiir die drei angewendeten
Modellierungsmethoden k-e-Modell mit einer Diskretisierung in 1. Ordnung (blau), k-¢-
Modell mit einer Diskretisierung in 2. Ordnung (grin) und Reynolds-Spannungsmodell (rot)
fur die sieben Gitterweiten. Die Richardson-Extrapolation, auf die im spateren Verlauf noch
naher eingegangen wird, besagt fiir ein Verfahren 2. Ordnung, dass die GroRe Yk linear
von der quadrierten Gitterweite Ax? abhingt [Roache /95/]. Daher wird diese Methode
auch als Ax*-Extrapolation bezeichnet. Dementsprechend werden die Ergebnisse in Abb.
6.7 aufgetragen.

Die Berechnungen mit dem grobsten Netz (Ax = 0,002 m, Abb. 6.6) gehen in die Auswer-
tung nicht ein, da die qualitative Beurteilung des Ergebnisses gezeigt hat, dass dieses
Netz bei einem minimalen y* von 354 zu grob ist, um die Strémung qualitativ richtig appro-
ximieren zu konnen.
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Abb. 6.7  Ergebnisse der Netzverfeinerungsstudie, Ermittlung des numerischen Fehlers
bei einem Rechennetz der Gitterweite Ax = 0,0016 m im Vergleich zu einem
beliebig feinen Gitter mit Ax — 0 m und Konfidenzintervalle (k-e-Modell)

Da mit der vorhandenen Rechnerleistung Stromungsberechungen nur bis zu einem Netz
mit einer Gitterweite von Ax = 0,0009 m durchgefuhrt werden konnen, wird zur Ermittlung
des numerischen Fehlers (Diskretisierungsfehler) der einzelnen Modelle die Extrapolati-
onsmethode nach Richardson angewendet. Die Richardson-Extrapolation zweier bekann-
ter diskreter Losungen lautet fur eine Diskretisierung in 2. Ordnung /95/:

f
AX3 — AX?

extrapoliert —

(6.23)

Dabei ist f; die diskrete Losung eines feinen Gitters Axy und f; die diskrete Losung eines
groben Gitters Ax,. Es ist zu beachten, dass die Richardson-Extrapolation fur ein struktu-
riertes Gitter mit konstanter Gitterweite Ax hergeleitet wurde.

Im aktuellen Fall ist die Methode der Richardson-Extrapolation allerdings nur naherungs-
weise anwendbar, da es bei einem unstrukturierten Netz keine eindeutige Gitterweite Ax
gibt. Die Werte aus sechs Berechnungen mit verschiedener Gitterweite kdbnnen somit nicht
unmittelbar fur eine Richardson-Extrapolation nach Gleichung (6.23) verwendet werden.
Die Vk -Werte werden stattdessen als statistische Datenpunkte aufgefasst und in Analogie
zur Gleichung (6.23) eine Geradengleichung nach der Methode der Regression ermittelt.
Dabei gehen sechs diskrete Losungen zur Ermittlung der Regressionsgeraden ein.

Die Daten aus den Berechnungen der in 1. Ordnung diskretisierten Modellen werden mit
der Gitterweite Ax linear extrapoliert. Nach Roache /95/ kann der numerische Fehler bei
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einer Diskretisierung 1. Ordnung mit der Gitterweite Ax abgeschatzt werden. Bei dem k-e-
Modell mit einer Diskretisierung in 2. Ordnung werden die sechs Datenpunkte mit der
quadrierten Gitterweite Ax? nach Gleichung (6.23) bis zu einem beliebig feinen Netz
Ax — 0 m extrapoliert. Der Diskretisierungsfehler kann in diesem Fall mit der quadrierten
Gitterweite Ax? ermittelt werden.

In Abb. 6.7 wird verdeutlicht, wie der numerische Fehler fur die drei verwendeten Modelle
mit Hilfe der Richardson-Extrapolation abgeschatzt wird. Dazu wird der Wert von Yk bei
einer Gitterweite von Ax = 0,0016 m im Vergleich zu dem extrapolierten Wert bei einer Git-
terweite mit Ax — 0 m ermittelt und ins Verhaltnis gesetzt. Demnach hat das Rechener-
gebnis unter Verwendung des k-e-Modells mit einer Diskretisierung in 1. Ordnung einen
numerischen Fehler von ca. 44 %. Im Falle des k-e-Modells mit einer Diskretisierung in
2. Ordnung belauft sich der Fehler auf ca. 7 %. Unter Verwendung des Reynolds-
Spannungsmodells hat der Diskretisierungsfehler einen Wert von 9 %. Die Netzverfeine-
rung hat folglich auf das k-e-Modell mit einer Diskretisierung in 1. Ordnung den groften
Einfluss. Der Einfluss auf die anderen zwei Berechnungsmethoden bleibt mit 7 % und 9 %
relativ klein. Allerdings ist die Voraussage des k-e-Modells mit einer Diskretisierung in
2. Ordnung (Yk = 0,87 m?/s?) fiir die Vermischung der Massenstréme mit Hinblick auf die
Auslegung des unteren Plenums und des Fufdstucks im Gegensatz zum Reynolds-
Spannungsmodell (Vk = 0,23 m?%s?) sehr optimistisch, was durch die Annahme der Isotro-
pie der Turbulenz beim k-e-Modell zu erklaren ist.

Ferner sind in Abb. 6.7 die zu den Daten des k-e-Modells mit einer Diskretisierung in
1. und 2. Ordnung gehdrenden Konfidenzintervalle zu sehen. Die Konfidenzintervalle de-
cken in diesem Fall 99,9 % der mit dem k-e-Modell zu erwarteten Datenpunkte ab. Anhand
der Konfidenzintervalle ist zu erkennen, dass die mit dem k-e-Modell mit einer Diskretisie-
rung in 1. und 2. Ordnung berechnete GréRe 'k bei einem Gitter mit Ax — 0 m erwar-
tungsgemal in der gleichen GrofRenordnung liegen.

6.8 Validierung

Neben dem numerischen Fehler kann aus der Abb. 6.7 bzw. Abb. 6.8 auch der Modellfeh-
ler abgelesen werden. Da keine Experimente vorliegen, kann der Modellfehler nur Gber ein
Vergleich der extrapolierten Lésungen des k-e-Modells (Yk = 0,87 m?%/s?) und des Rey-
nolds-Spannungsmodells (Yk = 0,23 m?/s?) abgeschatzt werden.

Im Falle isotroper Turbulenz waren das k-e-Modell und das Reynolds-Spannungsmodell
identisch. Der in Abb. 6.8 dargestellte sehr starke Unterschied der zwei verwendeten Mo-
dellen von ca. 73 % bezogen auf das k-e-Modell bedeutet, dass die Anisotropie eine we-
sentliche Rolle spielt. Damit kann das k-e-Modell fur quantitative Berechnungen nicht be-
nutzt werden.

Die Verifikation und die Validierung haben gezeigt, dass das Reynolds-Spannungsmodell
aufgrund der Beachtung der Anisotropie, des relativ geringen Einflusses der Netzverfeine-
rung mit 9 % und der konservativen Vorhersage hinsichtlich der Auslegung der betroffenen
Bauteile im Gegensatz zum k-e-Modell das bessere Modell fur die stromungstechnische
Analyse darstellt. Ein weiteres Ergebnis der Netzverfeinerung ist die Auswahl der Gitter-
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weite des Rechennetzes fur die Originalgeometrie. Mit der Wahl des Reynolds-
Spannungsmodells und dem geringen Einfluss der Netzverfeinerung auf dieses Modell
wird das Netz fiir die Originalgeometrie mit einer Gitterweite von Ax =0,0016 m (Vk =
0,21 m?%/s?) generiert.
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Abb. 6.8 Ermittlung des Modellfehlers zwischen k-e-Modell und Reynolds-
Spannungsmodell

6.9 Stromungstechnische Analyse des unteren Plenums und des FuBstiicks

Nachdem das Auslegungswerkzeug fur die stromungstechnische Analyse des unteren
Plenums und des Fulstiicks festgelegt wurde, kann die numerische Stromungsanalyse
der Originalgeometrie durchgefuhrt werden.

In Abb. 6.9 ist der asymmetrische Temperaturverlauf in einem x-y-Schnitt und einem x-z-
Schnitt (Schnitt A-A) zu sehen. Im x-y-Schnitt sind aufgrund der Wahl des Schnittes die
Einlasse des Spaltwassers und die Auslasse des vermischten Kuhimittels nicht dargestellt.
Schnitt A-A schneidet die Auslasse der Ful3stiickplatte 3 mm nach dem Austritt des Kuhl-
mittels, wobei die Temperaturskala so eingestellt ist, dass die heillen Moderatoreinlasse
auf der Abbildung nicht farblich abgebildet sind.

Im ersten Mischungsplenum, in dem das Wasser aus dem Ringraum und der Moderator
aus dem Spalt zwischen den Brennelementen aufeinander treffen, ist die Differenz der
maximalen Temperatur Trnax der berechneten Temperaturwerte aller Zellen in der Schnitt-
ebene C-C und der gemittelten Temperatur Tquer der inhomogenen Mischung ca. 16,6 °C.
Dabei ergibt sich die gemittelte Temperatur Tqer aus dem Verhaltnis der berechneten
Temperaturwerte aller Zellen in der Schnittebene C-C und der Anzahl der Zellen in der
Schnittebene C-C. Die Temperaturdifferenz Tmax - Tquer €rreicht in der Schnittebene B-B
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oberhalb der Blende infolge der hohen Turbulenz einen Wert von ca. 10,2 °C. Die fur die
Auslegung des Fulsticks entscheidende Differenz aus maximaler Thax und gemittelter
Temperatur Tquer Wird in der Schnittebene A-A, welche sich 3 mm oberhalb des Austritts
des Kuhlmittels befindet, ausgewertet. Diese Temperaturdifferenz des Kuhimittels erhdht
sich aufgrund der hei3en in den zweiten Mischungsraum (Abb. 6.2) einstromenden Mode-
ratormassenstrome auf ca. 13,2 °C.
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Abb. 6.9  Temperaturverlauf [K] (RS-Modell; links: x-y-Schnitt; rechts: x-z-Schnitt)

Um eine dimensionslose Kennzahl zur Qualitat der Vermischung in der Schnittebene A-A
angeben zu konnen, wird das Verhaltnis aus der Differenz der Temperatur Tspat des hei-
Resten Massenstroms, welcher sich im Spalt zwischen den Brennelementen auf 368 °C
aufheizt, und der maximalen Temperatur Tmax und der Differenz der Spalttemperatur Tspait
und der gemittelten Temperatur Tquer gebildet:

e . _ TSpaIt B TmaX [
Qualitat der Vermischung=—"*——""="--100% . (6.24)
Spalt — Tquer

Die Qualitat der Vermischung in der Schnittebene A-A ergibt im Falle der originalen Geo-
metrie nach Gleichung (6.24) einen Wert von 77,5 %, wobei ein Verhaltnis von 100 %
(Tmax = Tquer) €ine perfekte Mischung bedeuten wirden.

Bei einer qualitativen Betrachtung des Schnitts A-A auf der rechten Seite in Abb. 6.9 fallt
auf, dass die hochsten Temperaturen des Kiihimediums in den Ecken und in Richtung der
Seitenwande des Mischungsraums aufzufinden sind. Der heif3e Moderator wird also direkt
nach Eintritt in das zweite Mischungsplenum von der von der Blende beschleunigten
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Stromung in die Auslasse der Ful3stuckplatte gedruckt (Abb. 6.9, links). Dieser Tempera-
turverlauf im inaktiven Teil des Brennelements verstarkt den extremen Temperaturanstieg
in den heilRen Eckunterkanalen im aktiven Teil des Brennelements, der, wie bereits er-
wahnt, durch Cheng et al. /33/ und Waata et al. /49/ untersucht wurde.

Die Differenz der maximalen Temperatur Tmax und der gemittelten Temperatur Tquer der
Mischung von 13,2 °C, nachdem das Kuhlmittel den zweiten Mischungsraum durch die
Auslasse verlassen hat, eine Mischungsqualitdt von 77,5 % sowie die heillen Strahnen
bereits im inaktiven Teil des Kerns zeigen, dass ein homogener Verlauf der Eintrittstempe-
raturen des Kuhlmittels in die Unterkanale des Brennelementblndels nicht gegeben ist.

6.10 Verbesserung der Temperatureintrittsbedingungen in das Brennelementbiindel

Eine Moglichkeit, einen gleichmalligeren Verlauf der Eintrittstemperaturen in die Unterka-
nale zu erhalten, ist die Modifizierung der Geometrie der Ful3stlckplatte (Abb. 6.10).

Durch das Aufsetzen von Rohrchen auf die neun Einlasse werden die Moderatoreinlasse
verlangert und dadurch der Abstand von Einlass zu Auslass vergroRert. Auf diese Weise
wird das in den Wasserkasten aufgeheizte Fluid nach Eintritt in den zweiten Mischungs-
raum (Abb. 6.2) nicht direkt in die Auslasse der Ful3stlckplatte gedrtickt, sondern ver-
mischt sich vorher mit dem die Einlassrohre umgebenden Fluid.

Verlangerte Moderatoreinlasse

Abb. 6.10 Modifizierte Ful3stickkonstruktion mit verlangerten Einlassen des Moderators
aus den Wasserkasten

Das Ergebnis der Stromungsanalyse der modifizierten Ful3stiickgeometrie mit den verlan-
gerten Moderatoreinlassen ist in Abb. 6.11 dargestellt. Auf der linken Seite ist wie in Abb.
6.9 der Temperaturverlauf im x-y-Schnitt und auf der rechten Seite im x-z-Schnitt (Schnitt
A-A) 3 mm nach dem Austritt des Kihlmittels zu sehen.
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Abb. 6.11 Temperaturverlauf [K] der modifizierten Geometrie (RS-Modell; links: x-y-
Schnitt; rechts: x-z-Schnitt)

Im ersten Mischungsplenum bleibt die Differenz aus maximaler Tmax und gemittelter Tem-
peratur Tquer in der Schnittebene C-C mit 17,7 °C in etwa gleich. Kurz oberhalb der Blende
in der Schnittebene B-B sinkt diese Temperaturdifferenz auf einen Wert von ca. 7,9 °C ab.
Die ausschlaggebende Temperaturdifferenz des Kiuhimittels in der Schnittebene A-A be-
tragt jetzt nur noch ca. 4,4 °C. Das bedeutet, dass die verlangerten Einlasse ein Absenken
der Temperaturdifferenz um fast 10 °C zum Wert der Geometrie ohne Verlangerung er-
moglichen.

Die Qualitat der Vermischung erreicht im Fall der modifizierten Geometrie einen prozentu-
alen Wert von 92,6 %. Die Abweichung zu einer perfekten Mischung der originalen Geo-
metrie von 22,5 % kann mit der modifizierten Geometrie folglich auf ca. 7 % verringert wer-
den. Die Temperaturaustrittsbedingungen sind aufgrund der Verlangerung der Einlasse
jetzt wesentlich homogener.

Mit Hilfe der verlangerten Einlasse des Moderators aus den Wasserkasten kann die Diffe-
renz aus maximaler Temperatur Tnax und gemittelter Temperatur Tquer der Mischung von
ehemals 13,2 °C auf 4,4 °C abgesenkt werden. Die Qualitat der Vermischung hat sich von
77,5 % auf 92,6 % stark verbessert. Die extremen Temperaturen, wie sie in der Original-
geometrie noch in den Ecken und in Richtung der Seitenwande vorkamen (Abb. 6.9), sind
nicht mehr vorhanden (Abb. 6.11, rechts).

6.11 Untersuchung des Auftriebs

In der Energiegleichung hat neben der Diffusivitat der Auftrieb in Form der Volumenkrafte
einen grof3en Einfluss auf die Vermischung. In diesem Kapitel wird nun die Auswirkung
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des Auftriebs auf die Vermischung innerhalb des unteren Plenums und des modifizierten
Fulsticks untersucht /81/. Dabei handelt es sich um den Auftrieb des heilden aus den
Wasserkasten einstromenden Moderators in der kiihlen Umgebung. Um die Wirkung des
Auftriebs auf die Vermischung herausfinden zu kénnen, werden die Ergebnisse einer nu-
merischen Berechnung unter Verwendung des Reynolds-Spannungsmodells mit und ohne
Berucksichtigung des Auftriebs bei sonst konstanten Parametern miteinander verglichen.

Die Auswertung der Rechnung ohne Berucksichtigung des Auftriebs sagt insgesamt eine
viel bessere Vermischung voraus. Die Differenz aus maximaler Temperatur Tmnax und ge-
mittelter Temperatur Tquer der Mischung liegt ohne Auftrieb bei 2,7 °C, mit Auftrieb dage-
gen bei 4,4 °C. Auch die Qualitat der Vermischung ist ohne Auftrieb (95,4 %) im Gegen-
satz zur numerischen Berechnung mit Auftrieb (92,6 %) deutlich besser.

Die Untersuchung des Auftriebs hat gezeigt, dass der Auftrieb eine groRe Auswirkung auf
die Vermischung der Massenstrome aus Spalt, Wasserkasten und Ringraum hat. Des
Weiteren ist neben den dynamischen Kraften des von der Blende beschleunigten Massen-
stroms der Auftrieb eine weitere Ursache fur das fruhzeitige Umkehren des Moderator-
strahls kurz nach Eintritt in den zweiten Mischungsraum. Aus diesen Grinden kann der
Auftrieb in der Stromungsanalyse des unteren Plenums und des Fulsticks nicht vernach-
lassigt werden.

6.12 Einfluss der turbulenten Prandtl-Zahl Pr;

Die turbulente Prandtl-Zahl Pr; beschreibt das Verhaltnis von Wirbelviskositat p: und turbu-
lenter Warmeleitfahigkeit 2, welche sich beide auf die Warmeleitfahigkeit A auswirken
(Kapitel 6.1.7). Anhand einer Sensitivitatsanalyse wird der Einfluss der turbulenten
Prandtl-Zahl auf die Vermischung Uberpruft. Dazu wird der Wert der turbulenten Prandtl-
Zahl von 0,85 um £ 10 % variiert.

Eine Erhdhung der turbulenten Prandtl-Zahl Pr; um 10 % sollte den turbulenten Warme-
fluss nach Gleichung (6.21) absenken und dadurch die Qualitat der Vermischung infolge
einer Erhdhung der Differenz aus maximaler und minimaler Temperatur verschlechtern.
Die Ergebnisse der mit einer um 10 % hoheren turbulenten Prandtl-Zahl Pr; (= 0,935) neu
berechneten Stromungsanalyse bestatigen diese Annahme: Die Differenz aus maximaler
Tmax und gemittelter Temperatur Tquer €rhoht sich um 0,1 °C auf 4,5 °C gegenuber der
Rechnung mit Pr; = 0,85. Die Qualitat der Vermischung sinkt minimal auf 92,3 %.

So, wie eine Erhdhung der turbulenten Prandtl-Zahl Pr; um 10 % die Qualitat der Vermi-
schung verschlechtern sollte, sollte eine Verringerung um 10 % die Vermischung der ein-
zelnen Massenstrome verbessern. Die Ergebnisse zeigen interessanterweise aber, dass
die Qualitat der Vermischung noch schlechter als bei einer Erhohung der turbulenten
Prandtl-Zahl Prium 10 % ist.

Da sich hier kein klarer Trend ausmachen lasst, wird daher eine weitere Untersuchung der
turbulenten Prandtl-Zahl Pr; nicht fur sinnvoll erachtet.
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6.13 Niederfrequente Temperaturfluktuationen

Sowohl bei der Stromungsanalyse der Ersatz- als auch der Originalgeometrie mit und oh-
ne verlangerte Einlassrohre besteht der Verdacht, dass die aus den Wasserkasten ein-
stromenden Massenstrome, die durch Auftriebseffekte und durch dynamische Krafte direkt
in die Auslasse der Ful3stlickplatte gelangen, simuliert werden mussen. Unter bestimmten
Bedingungen konnten diese niederfrequente Fluktuationen Auswirkungen auf das Material
im Bereich der Auslasse der Fuldstlickplatte haben.

Aufgrund von Temperaturfluktuationen wurden beispielsweise 1992 thermomechanische
Schaden innerhalb eines Steuerstabfuhrungsrohres eines britischen schnellen Prototypre-
aktors (PFR) entdeckt [International Atomic Energy Agency /96/]. 1999 war eine Schwin-
gungsrissbildung die Ursache fur einen Bruch innerhalb eines Warmetauschers im Druck-
wasserreaktor Tsuruga-2 (Japan): Zwei Massenstrome — der kalte Hauptmassenstrom
innerhalb des inneren Zylinders des Warmetauschers und der warmere Bypassmassen-
strom aulerhalb des inneren Zylinders — wurden vermischt. Innerhalb eines mit FlUssig-
metall gekuhlten Reaktors (LMFR — Liquid Metal Cooled Reactor) gibt es mehrere Berei-
che, wo diese durch Temperaturfluktuationen entstehenden thermomechanischen Scha-
den auftreten. Aus diesem Grund wurden in den letzten Jahren mit Hilfe von CFD-
Analysen und Experimenten Temperaturamplituden bis 45 K und Frequenzen der Tempe-
raturfluktuationen bis 0,1 Hz von unterschiedlichen Gruppen weltweit untersucht /96/. Da-
bei wurde unter anderem festgestellt, dass die zeitlich gemittelten Reynolds-Gleichungen
(RANS) der Turbulenzmodelle nicht die bestmdglichen Werkzeuge zur Untersuchung von
Temperaturfluktuationen sind, da beispielsweise Temperaturspitzen infolge der Mittelung
nicht mehr auszuwerten sind. Aus diesem Grund kamen instationdre RANS (URANS —
Unsteady Reynolds Averaged Navier-Stokes) und so genannte Grobstruktursimulationen
(LES — Large Eddy Simulations) zum Einsatz, da nur mit zeitabhangigen Rechnungen Un-
tersuchungen zu Amplituden und Frequenzen der Temperaturfluktuationen maoglich sind.

Aufgrund der Gefahr von thermomechanischen Schaden an der Fulstlckplatte durch
Temperaturfluktuationen des Kuihimittels, werden die Fluktuationen anhand einer Grob-
struktursimulation (LES — Large Eddy Simulation) an der Originalgeometrie ohne Verlan-
gerung der Einlassrohre untersucht. Die LES unterteilt die turbulenten Strukturen von Stro-
mungen hoher Reynolds-Zahlen in gro3raumige und feinskalige Strukturen. Die grofien
Wirbelstrukturen (Large Eddies) werden in ihrer zeitlichen und raumlichen Entwicklung
direkt berechnet und die kleinen Strukturen werden Uber ein Turbulenzmodell abgebildet.
Somit liegt die Aussagekraft und Rechenzeit der Grobstruktursimulation zwischen der di-
rekten numerischen Simulation (DNS) und der L6sung der Reynolds-Gleichungen (RANS).

Die Untersuchung der Temperaturfluktuationen mit der Hilfe der Grobstruktursimulation
erfolgt aus Grinden der Rechenzeit mit der Ersatzgeometrie. Fir die in dieser Arbeit an-
gewendete LES wird ein fir eine LES sehr grobes Gitter mit einer Gitterweite von
Ax =0,0009 m (Abb. 6.6) angewendet. Das heil3t, dass FLUENT den Grof3teil der Wirbel-
strukturen in diesem Fall Uber das Smagorinsky-Lilly Modell berechnet. Dieses modelliert
die turbulente Wirbelviskositat u; mit Hilfe eine Mischungsweglange fur die feinskaligen
Strukturen und der Smagorinsky-Konstante /81/. Aulder den Eintrittsrandbedingungen gel-
ten die gleichen Randbedingungen aus Kapitel 6.3.
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Neben den bereits bekannten Eintrittsbedingungen der Geschwindigkeiten und der Tem-
peraturen (Tab. 6.3 und Tab. 6.4), missen noch die jeweiligen Turbulenzgrade Tu der
beiden Einlasse definiert werden. Analog zu den zeitlich gemittelten Berechnungen wird
der Turbulenzgrad im Fall des oberen Einlasses (Wasserkasten) anhand eines Ersatzroh-
res ermittelt (Tu = 18,8 %) und der Turbulenzgrad an der Stelle des unteren Ersatzgeo-
metrieeinlasses ergibt sich mit Hilfe des flachengemittelten Oberflachenintegrals der aus-
konvergierten Strdmung innerhalb der Originalgeometrie (Tu = 0,39 %). FLUENT wandelt
die stationaren Eintrittsbedingungen mit Hilfe einer Gauldsschen Verteilungsfunktion in in-
stationare Eintrittsbedingungen um. Radiale Varianten des Turbulenzgrads Tu infolge der
Blende werden nicht bertcksichtigt.

Es werden zwei Grobstruktursimulationen mit zwei unterschiedlichen Zeitschrittweiten
durchgeflhrt. Die Grobstruktursimulation mit einer sehr gro3en Zeitschrittweite 1asst eine
Prazesionsbewegung der Temperatur des austretenden Kuhimittels vermuten. Die Fre-
quenz dieser Kreisbewegung konnte nicht bestimmt werden, da hierfir Rechnungen tber
einen sehr langen Zeitraum notwendig sind.

Die zweite Grobstruktursimulationen untersucht die Temperatur des austretenden KihImit-
tels mit einer kleineren Zeitschrittweite von At = 0,00025 s. In Abb. 6.12 sind als Ergebnis
der instationaren Grobstruktursimulation mit einem At = 0,00025 s sechs Ausschnitte der
analysierten Ersatzgeometrie zu sehen.

6.30e+02
l 6.27e+02 Lx '
6.24e+02 -~
6.22e+02 N/
6.19e+02 A4
6.168+02
6.14e+02
6.11e+02
6.08e+02
6.05e+02
6.02e+02
| 6.00e+02
5.97+02
5.94e+02
5.92e+02
5.89e+02
5.868+02
5.83e+02
5.80e+02
5.78e+02
5.75e+02

Abb. 6.12 Temperaturfluktuationen innerhalb der Ersatzgeometrie von t = 0,153 s bis t =
0,186 s (Grobstruktursimulation)
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Dabei umfasst der in Abb. 6.12 dargestellte Zeitraum von t = 0,153 s bis t = 0,186 s gera-
de eine Periode der Temperaturfluktuation. Die Frequenz der Temperaturfluktuationen
betragt also ca. 30 Hz.

Neben der Frequenz der Temperaturfluktuation ist fur die spatere Auslegung des Materials
auch die GroRe des Temperaturunterschieds an den betroffenen Auslassen wichtig. Die
Bilder der Abb. 6.12 zeigen, dass sich ein heilder Ballen ablost und sich durch Auftriebsef-
fekte in Richtung der Auslasse bewegt. Die Auswertung der Bilder der Grobstruktursimula-
tion ergibt einen lokalen Temperaturunterschied von ca. 20 °C aufgrund des heil3en Bal-
lens.

Demnach muss fur eine konservative Auslegung der Ful3stickplatte im Bereich der Aus-
lasse eine Grobstruktursimulation durchgefuhrt werden. Die heilRen Ballen werden zwar
aufgrund der verlangerten Einlasse der modifizierten Geometrie bis zu den Auslassen
leicht abgekuhlt, trotzdem mussen bei der Auslegung der Ful3stickplatte mit verlangerten
Einlassen diese thermomechanischen Anforderungen betrachtet werden.

6.14 Ergebnis der stromungstechnischen Optimierung

Zusammenfassend hat die stromungstechnische Analyse des unteren Plenums und des
Fulistlicks ohne verlangerte Einlasse mit Hilfe des Reynolds-Spannungsmodells gezeigt,
dass die Vermischung der unterschiedlich temperierten Massenstrome zu einer inhomo-
genen Kuhlmitteleintrittstemperatur nach Eintritt in die Unterkanale des Brennelementbun-
dels gefuhrt hat. Aus diesem Grund wurde eine konstruktive Modifizierung der Ful3stick-
platte vorgenommen. Diese besteht aus der Verlangerung der Einlasse des heillen Mode-
rators aus den Wasserkasten, um auf diese Weise den Abstand zu den Auslassen zu ver-
groBRern. So kann verhindert werden, dass der heile Moderator direkt nach Eintritt in das
Mischungsplenum in die Auslasse der Fullstlickplatte gedrickt wird. Das Resultat ist ein
wesentlich homogenerer Verlauf der Kuhimitteleintrittstemperatur ohne heil3e Strahnen in
den Ecken und an den Seitenwanden des Mischungsplenums.

In Kapitel 6.11 wurde festgestellt, dass der Auftrieb neben den dynamischen Kraften des
von der Blende beschleunigten Massenstroms eine weitere Ursache fur das fruhzeitige
Umkehren des Moderatorstrahls kurz nach Eintritt in den zweiten Mischungsraum ist. Das
hat zur Folge, dass im Falle der Geometrie ohne Verlangerung heil3e Ballen direkt in die
Auslasse gelangen. Diese Temperaturfluktuationen fihren eine Prazesionsbewegung
durch, welche aufgrund der langen Rechendauer nicht untersucht werden konnte. Dage-
gen wurden die lokalen Temperaturfluktuationen anhand einer Grobstruktursimulation in-
nerhalb der Originalgeometrie ohne verlangerte Rohre mit der Ersatzgeometrie untersucht.
Das Ergebnis waren Temperaturfluktuationen mit einer Amplitude von ca. 10 °C und einer
Niederfrequenz von ca. 30 Hz. Diese Werte stellen nur einen Anhaltspunkt fur spatere Ex-
perimente und genauere Grobstruktursimulationen dar. Fakt ist aber, dass neben der me-
chanischen auch die thermomechanische Beanspruchung des Ful3sticks bei der Ausle-
gung zu berucksichtigen ist.
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7 Schlussfolgerungen

Die in dieser Arbeit vorgestellten Konstruktionen und Berechnungen bilden eine erste Aus-
legung eines Brennelements fur einen Leichtwasserreaktor mit Gberkritischen Dampfzu-
standen.

Mit dieser Auslegung werden erstmals die folgenden grundlegenden Fragestellungen der
Konstruktion eines Brennelements fur einen Leichtwasserreaktor mit Uberkritischen
Dampfzustanden geldst.

Die Grofe des Brennelements und damit die Anzahl der Brennstabe und der Wasserkas-
ten wurden bisher eher willkurlich festgelegt. Im Gegensatz dazu werden hier die mecha-
nische Belastung der Brennelementkasten und die daraus resultierenden Verformungen
berechnet, woraus sich erstmals die erforderliche Wandstarke der Kasten ergibt. Eine
anschlielfende Optimierung der betrachteten Brennelementtypen im Hinblick auf die Ver-
haltnisse Strukturmaterial zu Brennstoff und Moderator zu Brennstoff sowie der Aufhei-
zung innerhalb der Unterkanale zeigt, dass ein quadratisches, zweireihiges Brennelement
mit einem zentralen Wasserkasten den anderen untersuchten Konzepten Uberlegen ist.
Neun dieser Brennelemente werden in einem 3x3-Brennelementbindel quadratisch ange-
ordnet. Die Abmessungen des quadratischen Blndels entsprechen damit den typischen
Brennelementabmessungen von Druck- und Siedewasserreaktoren.

Die Gegenstromung von abwarts stromendem Moderator und dem an den Brennstaben
aufwarts stromendem Kuhlmittel fUhrte haufig zur Kritik an diesem Reaktortyp, da die kon-
struktive Realisierung aufwendig und teuer erschien. Um zu demonstrieren, dass eine
solche Gegenstromung bereits mit geringen technischem Aufwand mdglich ist, wird hier
ein Kopfstlick entwickelt, das einerseits den Uberkritischen Dampf der Brennelemente in
das Dampfplenum flhrt und andererseits den Moderator durch die Wasserkasten leitet,
ohne eine Vermischung der beiden Massenstrome zuzulassen. Berechnungen der Tempe-
raturverlaufe des Brennelementbindels innerhalb des Dampfplenums zeigen, dass durch
die Konstruktion einer doppelwandigen Wasserkastenwand die Aufheizung des Modera-
tors von 35 °C auf ca. 2 °C reduziert wird. Damit ist eine effektivere Moderation am Eintritt
in den aktiven Bereich des Kerns durch eine hohe Dichte des Moderators im Wasserkas-
ten gegeben.

Die hohe Enthalpiednderung im Kern stellt eine besondere Herausforderung im Bereich
der Kernauslegung dar. HeilRkanalfaktoren in einer GroRenordnung, die heute in Druck-
wasserreaktoren verwendet werden, resultieren in lokalen Kuhlmittelaustrittstemperaturen,
die die zulassigen Materialgrenzen weit Uberschreiten konnen. Aus diesem Grund ist eine
intensive Mischung des Kuhimittels im Brennelement als auch ein optimaler Warmeuber-
gang am Brennstab unerlasslich. Dieses Problem wird hier mit einem neuartigen Konstruk-
tionsprinzip eines Abstandshalters deutlich gemildert. Dieser speziell fir die Bedingungen
im HPLWR entwickelte Abstandshalter zwingt das Kuhimittel in eine schraubenférmige
Umstromung des Wasserkastens innerhalb des Brennelements. Auf diese Weise wird
auch der Warmeubergang bei gegebenem Massenstrom stark verbessert. Problematisch

103



Schlussfolgerungen

ist allerdings der sich einstellende Druckverlust, der im oberen Bereich des Brennelements
neunmal groRer ist als im unteren Bereich.

Im Gegensatz zu Druck- und Siedewasserreaktoren, bei denen das Kuhlmittel am Kern-
eintritt eine sehr homogene Temperaturverteilung hat, besteht im HPLWR das KuhImittel
aus einer Mischung von Fluiden mit bis zu 100 °C unterschiedlicher Temperatur. Ohne
eine homogene Vermischung dieser Teilstrome wurden sich unweigerlich heile Strahnen
im Kern einstellen, die die mittlere Aufheizung des Kuhlmittels begrenzen. Daher wird hier
bei der Konstruktion des Fullstlicks ein besonderer Wert auf eine optimale Vermischung
der Zuflhrstrome gelegt. Eine stromungsmechanische Analyse des unteren Plenums und
des FuBstlicks zeigt, dass sich bei sorgfaltiger Optimierung der Strdmungsfihrung eine
annahernd homogene Kuhimitteltemperatur am Brennelementeintritt erzielen lasst. Die
Differenz aus maximaler Temperatur und gemittelter Temperatur der Mischung wird auf
diese Weise auf 4,4 °C abgesenkt. Die Studie zeigt dariber hinaus die besondere Eignung
von Freistrahlen als konstruktives Element zur effektiven Mischung unterschiedlich heil3er
Teilstrome.

Anhand einer Grobstruktursimulation des einstromenden Moderators aus dem Wasserkas-
ten wird festgestellt, dass es an den Austritten des Mischungsplenums zu Temperaturfluk-
tuationen kommt. Bei friheren Reaktorkonzepten mit ahnlichen Phanomenen wurden
thermomechanische Schaden beobachtet. Das Ergebnis der LES sind niederfrequente
Temperaturfluktuationen mit einer Amplitude von ca. 10 °C und einer Frequenz von ca.
30 Hz. Diese Beanspruchungen sind beherrschbar. Sie missen allerdings bei der Ausle-
gung der Fuldstlckplatte beachtet werden.

Das in dieser Arbeit vorgestellte Konzept eines Brennelements fir den HPLWR hat ge-
zeigt, dass die grundlegenden, auslegungstechnischen Fragestellungen konstruktiv be-
herrschbar sind.

Das Ergebnis dieser Arbeit geht damit weit GUber die bisherigen neutronenphysikalischen
und thermohydraulischen Auslegungsrechnungen hinaus, die in der konstruktiven Reali-
sierung noch keine verwertbaren Ansatze erkennen liel3en.

Der nachste Schritt ware nun dieses Brennelement als Baustein eines Kernkonzepts ein-
zusetzen und gegebenenfalls noch zu verbessern. Der hier vorgestellte Entwurf des unte-
ren Plenums mit seinen Kuhimittelblenden, die den Kihlmittelmassenstrom an das Leis-
tungsprofil des Kerns anpassen, als auch der Entwurf des Dampfplenums geben hierzu
bereits erste konstruktive Losungsansatze.

Das Projekt eines Leichtwasserreaktors mit Uberkritischen Dampfzustanden stellt eine
wichtige Option zur Energieversorgung der Zukunft aufgrund der reduzierten Kosten und
eines hoheren thermischen Wirkungsgrades dar. Mit dieser Arbeit wird ein wichtiger Schritt
geleistet, diesem Ziel naher zu kommen.
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8

8.1
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Nomenklatur

Lateinische Buchstaben
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Volumenkraft in Koordinatenrichtung i
Erdbeschleunigung (= 9,81 m/s?)
spezifische Enthalpiedifferenz
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turbulente kinetische Energie
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von k
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Turbulenzgrad
Geschwindigkeitskomponente in x-Richtung
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z [m]

8.2 Griechische Buchstaben

o [W/m?K]
p [1/K]

g [m?/s%]
g [-]

K [-]

A [W/mK]
AR [-]

H [kg/ms]
v [m?/s]
n [-]

p [kg/m?’]
T [N/m?]
® [-]

8.3 Indizes

a

aR

A

BE

Bk

Brst

Bs

D

kartesische Koordinate

Warmeubergangszahl
Warmeausdehnungskoeffizient
Turbulente Dissipation
Widerstandsbeiwert
Karman-Konstante
Warmeleitfahigkeit
Rohrreibungszahl

dynamische Viskositat
kinematische Viskositat
Kreiszahl

Dichte

Normal- und Schubspannungen

Versperrungsgrad

aullen

auleres Rohr
Austritt
Brennelement
Brennelementkasten
Brennstoff
Brennstab
Frischdampf
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Ds

ers

fl

Hr

Mod

Q

Struktur

WaK

Waw

WiIK

Wiw

Wk

Ws
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Dampfspalt

Ersatz

Eintritt

fluchtend

gesamt

Brennstabhullrohr

innen

inneres Rohr

Mittel

Moderator

quer

Strukturmaterial

turbulent

vertikal

Wandaul3enseite des Brennelementkastens
Wandaulenseite des Wasserkastens
Wandinnenseite des Brennelementkastens
Wandinnenseite des Wasserkastens
Wasserkasten eines Brennelements
Wasserspalt um ein Brennelement
kartesische Koordinatenrichtung x
kartesische Koordinatenrichtung y

kartesische Koordinatenrichtung z
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