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Kurzfassung

In einem hypothetischen Fall wurde angenommen, dass der Kern eines helium-
gekuhlten schnellen Briuters von 875 MWy,. Leistung vollig niedergeschmolzen ist.
Ein Core-Catcher-Konzept wurde vorgeschlagen, in dem ein Opferstahlbett die
Kernschmelze sicher aufnimmt. Uber die theoretischen Grundlagen zur warme-
technischen Behandlung eines Fluids (Schmelze) mit einer volumetrischen inneren
Warmequelle wurde ausfuhrlich berichtet bzw. diskutiert. Fir das vorgeschlagene
Core-Catcher-Konzept wurde als erster Schritt eine eindimensionale warmetech-
nische Modellierung durchgefiihrt. Dadurch wurden die im Core-Catcher zu
behandelnden Vorgange zusammen mit den dazugehorigen Randbedingungen nach
einem schweren Unfall bei einem 875 MWy, heliumgekuhlten schnellen Briter naher
erlautert. Es wurde gezeigt, dass solch eine eindimensionale Modellierung aufgrund
der fehlenden Nusselt-Zahl-Gleichungen, bzw. der fehlenden dynamischen
Gleichungen sowie aufgrund der vielen zu treffenden Vereinfachungen fur die
Beschreibung der transienten Ereignisse in der Nachunfallsituation bzw. fir die
warmetechnische Auslegung eines Core-Catchers nicht ausreichen wirde, und
daher eine CFD (Computational Fluid Dynamics)-Berechnung zur Modellierung des
oben erwahnten Core-Catcher-Konzepts durchzufihren ist. Thermisches Verhalten
des Core-Catchers wurde in einer CFD-Analyse ermittelt. Die Simulation wurde mit
Hilfe des Flussigkeitsvolumen- (VOF) und des Phasenanderungsmodells im Rahmen
des CFD-Codes FLUENT durchgefuhrt. Die Warmequelle in der Zweiphasen-
schmelze (Stahl und UO;) wurde in Abhangigkeit von der thermischen Reaktor-
leistung, der Zeit, in der der Reaktor im Normalbetrieb gelaufen war und der Zeit
nach der Abschaltung betrachtet. Drei Moglichkeiten wurden behandelt: mit Boden-
kihlung unter Verwendung des RNG-k-e und des Standard-k-e Turbulenzmodells
sowie ohne Bodenkuhlung unter Verwendung des Standard-k-e Turbulenzmodells. In
allen betrachteten Fallen erflllte das vorgeschlagene Konzept eines Core-Catchers
die Sicherheitsanforderungen. Ebenfalls wurde eine warmetechnische Sicherheits-
analyse der Reaktorkaverne parallel zu der des mitkonzipierten Core-Catchers
durchgefuhrt. Der zeitliche Trend der Erosion (sowohl vertikal als auch seitlich) auf
der inneren Oberflache der Reaktorkaverne zeigt, dass die Reaktorkaverne sogar
Monate nach einem schweren Unfall die daraus folgende Warmebelastung aushalten
kann. Zusatzlich wurden mit Hilfe des SCALE-Codes auf der Grundlage von
Ergebnissen von CFD-Simulationen Kritikalitatsanalysen durchgefihrt, um festzu-
stellen, ob die Situation im Core-Catcher neutronen-physikalisch als unterkritisch
angesehen werden kann. Die Ergebnisse zeigten durchweg unterkritische
Verhaltnisse im Corecatcher.



Abstract

A case has been considered in which the core of a 875 MWy,. helium cooled fast
breeder reactor is totally molten-down in a hypothetical severe accident. A “core
catcher concept” with a sacrificial steel-bed is suggested which should encapsulate
the core melt in a safe way. The theoretical backgrounds of the heat transfer
processes within a fluid (melt) with a volumetric internal heat source were discussed
in detail. For the suggested core catcher concept as the first step a one-dimensional
modelling was accomplished through which the procedures as well as the pertinent
boundary and initial conditions respectively, required to perform the thermal design of
a core catcher for a 875 MWy,. helium cooled fast breeder reactor were near
described (chapter 3 and appendix 2). It was shown that such a one-dimensional
modeling for the lack of proper Nu-equations as well as the relevant fluid dynamics
equations and at the same time being forced to take into account too many
simplifications thereby would not be sufficient. Therefore a CFD (Computational Fluid
Dynamics) computation for the modelling of the suggested core catcher concept was
essential. So the thermal performance of the core catcher was surveyed through a
CFD-analysis. The simulation was performed using the volume of fluid (VOF) and
phase change models within the FLUENT CFD-code. The heat source within the two
phase melt (steel and UO,) was considered as a function of the reactor thermal
power, the time that the reactor has been operating under normal conditions, and the
time after shut-down. Three options have been considered namely: without bottom-
cooling, using standard k-e turbulence model (option A) and with bottom-cooling,
using two different turbulence models, i.e. the RNG k-e model (option B) and the
standard-k-e model (option C). It was found that the suggested core catcher concept
matches the safety requirements in all considered cases. Likewise a thermal safety
analysis of the reactor cavern was accomplished parallel to that for the along-
conceived core catcher. The calculated trend of the erosion (both vertically and
laterally) on the internal surface of the reactor cavern showed that the reactor cavern
can withstand the thermal load even months after a severe accident in a safe
manner. And using the SCALE-code on the basis of CFD-simulation results criticality
analyses were performed in addition to ensure if the situation in the core catcher can
be considered as sub-critical from neutron-physical point of view. The results showed
through out sub-critical conditions in the core catcher.
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Einleitung

1. Einleitung

Die Herstellung spaltbarer Stoffe ist technisch und vor allem energiewirtschaftlich
aullerordentlich interessant und wichtig. Und flr die zuklnftige Energiewirtschaft so-
gar entscheidend, wenn gesicherte Energieversorgungsstrategien auf der Basis von
Kernspaltprozessen fir die nachsten Jahrzehnte gewahrleistet werden mussen. Es

existieren nach dem heutigen Stand der Technik drei spaltbare Stoffe UZ°, PuZ’

und UZ® von denen aber nur U%° natlrlich vorkommt. Es ist nur bis zu ca. 0,7

Gew.-% im natdrlichen Uran (Uranerz) enthalten. Obwohl die bisher als wirtschaftlich
abbaubar bekannten Uranerzvorrate (Uranreserven) bzw. die natlrlichen Uranres-
sourcen auf die Dauer einen nennenswerten Beitrag zur Deckung des Energiebe-
darfs auf lange Sicht erwarten lassen, ist es trotzdem auf3erst wichtig, nach Moglich-
keiten zu suchen, durch die spaltbare Stoffe hergestellt werden kdnnen. Diese ist
moglich und bereits seit mehreren Jahrzehnten Gegenstand umfangreicher und
kostspieliger Untersuchungen. Das Verfahren beruht darauf, geeignete Stoffe, d.h.
Brutstoffe (engl.: ,fertile materials®) einfach einer Neutronenbestrahlung auszusetzen.
Dabei treten Kernreaktionen auf, die zur Elementumwandlung fiihren. Dieser Vor-
gang wird ,Briten“ genannt, und die Kernreaktoren, in denen solch ein Verfahren
stattfindet, nennen sich ,Brutreaktoren®.

Brutreaktoren dienen auller zur Herstellung von neuem spaltbarem Material noch zur
Erzeugung von Energie. Als Brutreaktoren geplant wurden, glaubte man, die naturli-
chen Weltvorrate an spaltbarem Material waren so gering, dass man ohne zusatzli-
che in Brutreaktoren hergestellte Spaltstoffe auf die Dauer nicht den erforderlichen
Energiebedarf decken kdnne. Deshalb begann man in verschiedenen Landern,
besonders in den USA und den ehemaligen UdSSR mit der Entwicklung von Brut-
reaktoren. Bis heute hat sich jedoch herausgestellt, dass die Uranvorrate (Uran-
ressourcen) in der Welt weitaus groRer sind, als man zu Anfang angenommen hatte.
Trotzdem werden Projekte von Brutreaktoren weiterhin verfolgt, da die Gewinnung
von neuem Spaltstoff immer noch genug Anreize flr diese Entwicklungsprogramme
bietet.

Inwiefern das Bruten in einem Reaktor stattfindet, wird durch den Brutgewinnfaktor G
beschrieben. Dieser wird als Netto-Zunahme der spaltbaren Atome in einem Reaktor
pro verbrauchtes Brennstoffatom definiert. Definiert man den Brutfaktor C als die Ge-
samtanzahl der produzierten spaltbaren Atome pro verbrauchtem Brennstoffatom,
dann gilt:

G =C-1. (1.1)
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Zum Beispiel bedeutet C = 1,2, dass 1,2 neue spaltbare Atome pro einem verbrauch-
ten Brennstoffatom im Reaktor erzeugt werden. Es ist zu erkennen, dass die Netto-
Zunahme in der Anzahl der spaltbaren Atome gleich 0,2 ist. Dies entspricht in diesem
Fall einem Brutgewinnfaktor von 0,2. Das Bruten besteht darin, dass nicht- spaltbare
Atome durch Neutroneneinfang und nachfolgenden Beta-Ubergéngen zu spaltbaren
Atomen werden. Die moglichen Prozesse sind der Thorium- und der Uranbrutzyklus.
Abbildungen 1.1 und 1.2 stellen den Thorium- bzw. den Uranbrutzyklus dar.
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Abb. 1.1: Darstellung des Thoriumzykluses

Beim Thoriumzyklus wird Th*? als Brutmaterial eingesetzt. Dieses wird durch Neut-
233 Und U233 )

U** ist spaltbar. Mit geringerer Wahrscheinlichkeit kann es durch Neutroneneinfang

h?*®  dann durch zwei Beta-Ubergdnge zu Pa

roneneinfang zu T
zu U*® werden. Dieses kann ein Neutron einfangen und zu U** werden.
U?* wird durch Neutroneneinfang gespalten oder wird zum nichtspaltbaren relativ

stabilen U?*°. Die Nebenkette, die im Schema sichtbar ist, kommt nur mit geringer
Wahrscheinlichkeit vor.
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Abb. 1.2: Darstellung des Uranzykluses

Der Uranzyklus ist ahnlich aufgebaut. Der Einsatzbrutstoff ist U**®. Die erbriiteten
Brennstoffe sind Pu®® und Pu®**'. Die Wahrscheinlichkeit der Spaltung des
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Pu®® ist bei Neutroneneinfang sehr viel groRer als der Ubergang zu Pu®**. Der
Uranzyklus wird hauptsachlich in schnellen Brutreaktoren benutzt, wahrend beim
Thoriumzyklus thermische Reaktoren verwandt werden. Dies liegt an der sehr viel
besseren Neutronenbilanz des Uranzyklus in schnellen Reaktoren gegenuber der in
thermischen Reaktoren. Beim Thoriumzyklus ist dieser Unterschied kaum
vorhanden. Aus diesem Grund lohnt sich hier nicht der technische Aufwand schneller
Reaktoren. Abbildung 1.3 stellt typische Neutronenflisse fur thermische (LWR) bzw.
schnelle Reaktoren (FBR) als Funktion von Neutronenenergie dar.
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Abb.1.3: Neutronenfluss als Funktion von Neutronenenergie in thermischen bzw. in
schnellen Reaktoren [1.3]

In Abbildung 1.3 ist zu erkennen, dass die Neutronen sich in einem schnellen Bruter
im Gegensatz zu einem LWR hauptsachlich in einem sehr hohen Energiebereich be-
finden. Die Anzahl der pro absorbiertem Neutron vom spaltbaren Kern freigesetzten
Neutronen h ist gegeben durch

n

h = , 1.2
T+a (1.2)
S

a=-—"2, (1.3)
Sf

n : Anzahl der bei einer Spaltung freigesetzten Neutronen,

s, :Absorptionsquerschnitt (parasitar), s, : Spaltungsquerschnitt.
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Die Gleichung in dieser Form gilt nur flr einen reinen Spaltstoff. Soll die Spaltneutro-
nenausbeute grofl sein, muss n grol3 und a klein sein. Die Tabelle 1-1 zeigt diese
Kerndaten flr drei spaltbare Atomkerne und in Abbildung 1.4 ist der h -Verlauf Gber

der Neutronenenergie dargestellt.

Tabelle 1.1: Kerndaten fiir U, Pu®® und U** [1.1, 1.2]

U235 Pu239 U233
therm. schnell therm. schnell therm. schnell
n 2,425 ca. 2,400 2,877 ca. 3,000 2,493 ca. 2,550
a 0,1687 0,300 > 0,360 0,150 > 0,0861 0,100 >
2,0751 ca. 2,100 2,115 ca. 2,900 2,296 ca. 2,300

»
o

w
=)

Neutronenausbeute pro
o

absorbiertes Neutron, n
N
o

| ] . | . L 1
1eV 1 keV 1 MeV

Neutronenenergie

Abb. 1.4: Neutronenproduktion pro -absorption Uber der Spaltisotop-Energie [1.3]

Bei allen drei Isotopen ist bei den Werten flir n zwischen thermischen und schnellen
Spektren kein wesentlicher Unterschied vorhanden. Anders ist es bei den a -Werten.
Bei U*** und U?*® ist auch hier kein wesentlicher Unterschied vorhanden. Aber bei
Plutonium ist der a -Wert im schnellen Bereich etwa um den Faktor zwei kleiner als
im thermischen. Das wirkt sich auch auf die h -Werte aus, wie aus der Tabelle 1.1 zu
ersehen ist. Die bessere Neutronenausbeute ist Voraussetzung fir einen hdheren
Brutfaktor, da beim Bruten Neutronen verbraucht werden. Aus diesem Grunde be-



Einleitung

nutzt man den Uran-Plutonium-Zyklus in schnellen Reaktoren. Das Prinzip eines
Brutreaktors ist in Abbildung 1.5 dargestellt.

Natururan
Y
| sotopentrennung
A 4 A 4
U238 < U235 <
T L 2
Brumaterid _; A 4 Rickfuhrung von
(Blanket) 1 E PLZ und U2
| ] (Refabrikation)
Reaktorkern  ------f--------moommmoomooqooooo '
v \4 v
Chemische Trennung
(Wiederaufarbeitung)
Spaltprodukte Pu>® U

Abb. 1.5: Prinzip eines Brutverfahrens fir U**® (fiir Th*** analog)

Ein Reaktorkern ohne Moderator (schnelle Neutronen werden verwendet) aus hoch-

konzentriertem Spaltstoff ist von einem Mantel aus Brutstoff (U***) umgeben. Die
Reaktion wird so gesteuert, dass je Spaltungsreaktion im Reaktorkern mdglichst
mehr als ein Neutron zu einer Umwandlungsreaktion im Brutmantel gelangt. Durch
das Fehlen eines Moderators im schnellen Reaktor wird dessen Core-Bauweise von
Natur aus sehr kompakt sein. Deshalb und aufgrund der notwendigen hohen Anrei-
cherung ergeben sich ein hoher Neutronenfluss und damit eine hohe Leistungsdich-
te. Die hohe Leistungsdichte ist erwlnscht. Ein anderer in Zusammenhang mit Brut-
reaktoren wichtiger Begriff ist die Reaktor-Verdoppelungszeit Tp. Als Reaktorverdop-
pelungszeit versteht man die Zeit, in der sich die Menge des Spaltstoffes im Brutre-
aktor verdoppelt hat. Die Reaktorverdoppelungszeit kann beziglich des anfanglich
im Reaktor eingesetzten Spaltstoffinventars M, [kg] und der jahrlich im Laufe des

Betriebs gewonnenen Spaltstoffmenge MS [kg/a] definiert werden, wobei MS sich
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aus der zeitgemittelten jahrlichen Differenz zwischen den vorhandenen Spaltstoffin-
ventaren zu Beginn und am Ende des Betriebsjahres ergibt:

T, =eM 9 (1.4)

Wére zum Beispiel in einem Reaktor M gleich (0,1°M,), dann hétte sich das Spalt-
stoffinventar nach 10 Jahren im Reaktor verdoppelt. Obwohl Gleichung 1.4 auf den
ersten Blick sehr einfach erscheint, ist eine genaue Berechnung von M, sehr kom-

pliziert. Fur solche Berechnungen werden komplizierte Methoden benutzt, die wie-
derum Einsatz von aufwendigen Computer-Programmsysteme beanspruchen. Aller-

dings kann MS mit Hilfe von einigen bekannten Parametern wie dem Brutgewinnfak-

tor G, der thermischen Reaktorleistung Py, [MW4y,], der Auslastungsfaktor t und a
(siehe Gleichung 1.3) abgeschatzt werden. Es gilt:

MS = G x(verbrauchte Spaltstoffmasse/Jahr)
@ Gx(1+a)»(gespaltenen Spaltstoffmasse/Jahr).

Im Falle U**® als Spaltstoff im Reaktor ergibt sich:

e(Rh X0°) (31250 Spalt./J){3153:40" s/a)% X235 kg /kg- Mo/)u
(6,023X10° Atom/ kg-Mol) u

>

M @G x1+a)x

o

G{1+a)P, A
(), - .
@ 2,6

Daraus folgt:

2,6xM, [a]

.
> @Gt Hi+a)

(1.6)

In Gleichung 1.6 ist zu erkennen, dass Tp [a] proportional zum spezifischen Spalt-
stoffinventar im Reaktor (M, /P, ) ist und im umgekehrten Verhaltnis zu G steht. Zum
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Beispiel wird die Reaktorverdoppelungszeit Tp bei einer Zunahme des Brutgewinn-
faktors G von 1,1 zu 1,4 um ca. 2 Jahren reduziert.

Brutreaktoren (FBRs) gewinnen mehr an Bedeutung, besonders wenn es sich um die
Sorge um die Sicherheit einer langfristigen Energieversorgungsstrategie handelt, die
wiederum auf Kernenergienutzung basiert ist. Die Angst vor der Uran-Ressourcen-
knappheit (natlrliche Ressourcen) wird als ein bedeutendes Motiv fir Lander wie
z.B. Japan flr die kostenintensiven Planungen zum Briten von Plutonium betrachtet.
Laut der bekannt gegebenen Daten will Japan im Rahmen einer langfristigen Pla-
nung bis zum Jahre 2030 ca. 71,2 Milliarden US$ in einem kommerziellen Plutonium-
Gewinnungsprogramm investieren [1.3]. Es gibt mehrere Prognosen flur die Reich-
weite der Uran-Reserven. Solche Prognosen basieren auf zwei Faktoren. Zum einen
beziehen sie sich auf verschiedene Uran-Ressourcen, die technisch als Abbaubar
realisiert werden kdnnen. Zum anderen basieren sie auf dem Uranpreis, der wieder-
um je nach Kernenergienutzung auf der Welt und demzufolge durch den Uranbedarf
am Markt bestimmt wird. Abbildung 1.6 zeigt die verschiedenen moglichen Uran-
Ressourcen und deren Reichweite unabhangig vom Uranpreis.
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Abb. 1.6: Abgeschatzte Uranmenge durch verschiedene naturliche Ressourcen [1.4]

Wie es in Abbildung 1.6 zu erkennen ist, besteht es die Moglichkeit, au3er den kon-
ventionellen Uran-Gewinnungsmethoden (Tagebau bzw. Bergbau) sogar aus dem
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Meerwasser Uran zu gewinnen. Fur die Bestimmung der Uran-Reserven, d.h. die
wirtschaftlich abbaubare Uranmenge, spielt der Preis eine bedeutsame Rolle. Je ho-
her der im Kauf genommene Uranpreis ist, desto vergrofRern sich die Uran-Reserven.
Tabelle 1.2 stellt die Ergebnisse einer statistischen Untersuchung Uber die in der
Welt bekannten Uran-Reserven (bewiesene + zusatzlich abgeschatzte Reserven) als
Funktion vom Uranpreis durchgefihrt.

Tabelle 1.2: Uran-Reserven als Funktion vom Uranpreis, Stand 1999
(10° Tonnen Uran) [1.5]

bis 130 bis 130
US$ / kg Uran <40 40-80 <80 80-130 (total (sonstige

Reserven) | Reserven)
Afrika 356,3 260,4 668,4 155,0 823,4 1310,0
Nord Amerika 371,5 61,5 1377,0 723,4 2100,4 2262,7
Siid Amerika 60,7 108,9 273,5 2,3 275,8 1049,4
Asien 561,0 259,3 821,3 358,9 1180,2 4408,6
Europa 86,9 111,8 307,8 1741 481,9 1649,8
Iran - - - 1,4 1,4 9,5
Naher Osten - - - 1,4 1,4 9,5
Australien - - 748,0 158,0 906,0 -
Ozeanien - - 748,0 158,0 906,0 -
Welt (total) - - 4196,0 1573,1 5769,1 10690,0

Bemerkungen:

- Daten fiir (< US$40)- und (US$40-80)-Kategorien sind nur flr einige Lander verfigbar, deshalb wurden die bei der globalen
Betrachtung nicht miteinbezogen.

- Beider ,bis 130 US$ (total Reserven)“ handelt es sich um die Summe von fiir (< US$80)- und (US$80-130)-Kategorien.

- Bei der ,bis 130 US$ (sonstige Reserven)“ handelt es sich um einige spekulative Ressourcen. Die Abschatzung solcher
Ressourcen basiert auf der Grundlage, dass sie entdeckt und abgegrenzt werden kénnen und nachher wird die Uran-
Gewinnungskosten hdchstens 130 US$/kg Uran betragen.

- Die angegebenen Kosten beinhalten Bergbau-, Transport- und Uranerzverarbeitungskosten sowie die dazugehdrigen zusatz-
lichen Umwelt- bzw. Entsorgungskosten.

- Esgilt:

1 Tonne Uran = ca. 1,3 Tonnen Uranoxid; 1 US$ Pfund Uranoxid = 2,6 US$ kg Uran; 1 Tonne U3Og = 0.769 Tonnen Uran

Laut Literaturangaben [1.6] ergeben sich aus verschiedenen durchgefiihrten Studien,
dass die Uran-Gewinnungskosten aus Meerwasser ca. 750 US$/kg Uran betragen.
Bei einem so hohen Uranpreis lasst es sich auch langfristig wirtschaftlich nicht recht-
fertigen, Uran (obwohl technisch machbar) aus Meerwasser zu gewinnen.

Ein wichtiger Aspekt der Kernenergienutzung ist, dass im Gegensatz zu den fossilen
Energietragern wie Erdgas/-6l die Uranerzkosten einen niedrigen Anteil an Gesamt-
elektrizitatskosten bilden. Der gegenwartige Uranpreis am Markt betragt ca. 40
US$/kg Uran, dies entspricht was insgesamt einen Anteil von ca. 0,001 US$/kWhg,
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(d.h. nur ca. 2-3 % der gesamten Elektrizitdtserzeugungskosten). Daraus folgt, sollte
sich der Uranerzpreis um einen Faktor von 10 erhéhen (d.h. ca. 400 US$/kg Uran),
wulrde das eine Erhdhung der gesamten Elektrizitatserzeugungskosten in Hohe von
ca. 0,01 US$/kWhg. zur Folge haben. Die bis jetzt durchgefiihrte Diskussion gilt fiir
einen “once-through“-Urankreilauf, welcher von einer einmaligen Nutzung der an-
fanglich eingesetzten Uranmenge (U**) ausgeht. Beim Einsatz von schnellen Brii-
tern verringert sich der spezifische Uranerzverbrauch (kg Uranerz/kWhe) um einen
Faktor von ca. 60-70. Und, weil durch den Einsatz von schnellen Britern nur 1/60
Uranerz verbraucht wird, kann der tolerierbare Uranerzpreis noch mindestens um
das 60- fache erhoht werden. Das wiirde bedeuten, dass es ausreichend Uran flr die
Deckung des Welt-Energiebedarfs fiur zehntausende Jahre geben wirde. Allerdings,
wie im Folgenden gezeigt wird, Iasst sich der Einsatz von schnellen Brutern erst ab
einem Uranpreis von ca. 400 US$/kg Uran wirtschaftlich rechtfertigen [1.4]. Die Kos-
ten-Komponenten fur das ,once-through“-Verfahren und fur die Wiederaufarbeitung
wurden in Tabelle 1.3 angegeben (am Beispiel Japan).

Tabelle 1.3: Kosten-Komponenten fur Brennstoffkreislauf [1.3]

Once-through

Urankosten 26-47 US$/kg Uran
Uran-Konvertierungskosten (UFg) 4,75-6 US$/kg Uran
Urananreicherungskosten 70-119 SWU"
LEU-Transportkosten (nach Japan) 3 US$/kg Uran
LEU-Lagerungskosten (in Japan) 0,67 US$/(axkg Uran)
U;0s-Transportkosten (nach Japan) 1,3 US$/kg Uran
U3;0g-Lagerungskosten (in Japan) 0,42 US$/(a xkg Uran)
Zwischen- bzw. Endlagerungskosten
Kapitalkosten 202-246 US$/kg
Betrieb-/Reparaturkosten 55 US$/kg

Wiederaufarbeitung
T ——§—@—@§@—§—§—§—@—@—S—S—_—ty—y

Europaisches Verfahren 1600 US$/kg
Japanisches Verfahren 1000 US$/kg
Lagerung des abgetrennten Plutonium 2 US$/(a xGramm Plutonium)
LWR MOX Brennstoff-Fabrikation 948-1300 US$/kg MOX
FBR MOX Brennstoff-Fabrikation 1822-2250 US$/kg MOX
MOX Sicherungs-/Transportkosten 300 US$/kg MOX

SWU: ,separation work unit®, LWR:“light water reactor, FBR:“fast breeder reactor®, MOX:“Mischoxidbrennstoff”,

LEU:"low enriched uranium”

Bei der Wiederaufarbeitung gibt es auch Kostenkomponenten fiir die ,Zwischen- bzw. Endlagerung* in gleicher Form bzw.
gleicher Héhe wie bei der ,,Once-Through®-Option.
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Wie aus Tabelle 1.3 zu erkennen ist, liegt der Grund flr den wirtschaftlich teueren
Einsatz von schnellen Bratern im Vergleich zu den konventionellen Leichtwasserre-
aktoren darin, dass der erbriutete Spaltstoff (z.B. Plutonium) erst durch verschiedene
kostenintensive Wiederaufarbeitungs- bzw. Brennstoffherstellungsverfahren verarbei-
tet werden muss, bevor er zum Einsatz in einem Kernreaktor bereitgestellt werden
kann. Die Kosten eines Brennstoffeinsatzes sind infolge der hohen Anreicherung
sehr hoch. Je hoher die Leistungsdichte ist, desto schneller kann der Brennstoff aus-
genutzt werden. Dadurch sinken die Kapitalverzinsungskosten fir den Brennstoffein-
satz. AulRerdem fallen hier hohe Kosten fiir die Sicherstellung bzw. flr die Lagerung
vom abgetrennten Plutonium (2 US$/axGramm Plutonium) an. Es wurden mehrere
Studien zum Thema ,Breakeven-Uranpreis (wirtschaftlich ertraglicher Uranpreis)” als
Funktion von ,Wiederaufarbeitungskosten® durchgefuhrt. Das Ergebnis einer solchen
Studie wurde graphisch in Abbildung 1.7 dargestellt.
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Abb. 1.7: Breakeven-Uranpreis als Funktion von Wiederaufarbeitungskosten [1.7]

Bemerkungen zum Referenzfall:
Endlagerungskosten: 200 US$/kg HM, MOX Brennstoff-Fabrikationskosten: 1500 US$/kg HM, Zwischenla-
gerungskosten: 200 US$/kg HM, Urananreicherungskosten: 100 US$/SWU, Brennstoff-Abbrand (ver-
brauchter bzw. frisch eingesetzter Brennstoff): 43 MWd/kg HM, Annuitatsfaktor: 5 %/a,
LEU-Fabrikationskosten: 250 US$/kg HM (HM=heavy metal)

In Abbildung 1.7 wurde die ,Breakeven-Uranpreis” als Funktion vom Wiederaufarbei-
tungspreis flir einen Referenzfall sowie fur die Abschatzungen im schlimmsten Fall
bzw. im besten Fall der Wiederaufarbeitung dargestellt. Es ist zu erkennen, dass flr
den Referenzfall der Breakeven-Uranpreis bei einem Wiederaufarbeitungspreis in
Hohe von 1000 US$/kg HM bei ca. 370 US$/kg Uran liegt. Es ist zu beachten, dass
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bei der Auswahl der schnellen Bruter nicht die Wirtschaftlichkeit sondern — wie vorher
erwahnt — strategische Uberlegungen das letzte Wort haben.

Um die grol3e Warmemenge, die infolge der hohen Leistungsdichte im Core entsteht,
abfUhren zu kénnen, braucht man ein geeignetes Kuhlmittel mit grol3er Warmekapa-
zitat, guten Warmeubergangs- und Warmeleitzahlen. AuRerdem sollte das Kuhimittel
moglichst wenig moderieren, um das Neutronenspektrum hart zu erhalten. Fllssige
Metalle, Helium und CO, erflllen diese Bedingungen. Deswegen wurden schnelle
Brutreaktoren mit verschiedenen Konzepten ausgelegt, bei denen solche Stoffe als
Kahimittel zum Einsatz kommen. Bis heute wurden folgende Arten von Brutreaktoren
konzipiert und entwickelt:

Flussig-Metall schneller Bruter (LMFBR)
Gasgekuhlter schneller Bruter (GCFR)
Flissig-Salz thermischer Briter (MSBR)
Leicht-Wasser thermischer Brutreaktor (LWBR).

Seit dem Jahre 1946 wurden in mehreren Landern verschiedene Brutreaktoren zu
experimentellen Zwecken (teilweise handelt es sich auch um ein Kraftwerkskonzept)
gebaut und in Betrieb genommen. Tabelle 1.4 zeigt eine Zusammenfassung der
wichtigsten Daten dieser Bruter.

11
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Tabelle 1.4: Technische Daten einiger gebauten bzw. geplanten Brutreaktoren [1.8]

Inbetrieb- therm. elektr. Core- Kiihi-
Reaktor Land nahme- Leistung | Leistung | Volumen Brennstoff it
datum (MW) (MW) )

CLEMENTINE us 1946 0,025 - 2,5 Pu Metall Hg
EBR-1 us 1951 1,2 0,2 6 U Metall NaK
BR-1/2 UdSSR 1956 0,1 - 1,7 Pu Metall Hg
BR-5/10 UdSSR 1958 5/10 - 17 PuO2 Na

UC/PuO;
Dounreay (DFR) UK 1959 60 15 120 U Metall NaK

LAMPRE us 1961 1 - 3.2 fliissig Pu Na

Fermi (EFFBR) us 1963 200 65 400 U Metall Na
EBR-II us 1963 62 20 73 U Metall Na

Rapsodie Frankreich 1967 40 - 42 UO,-Pu0, Na
SEFOR us* 1969 20 - 566 UO2-PuO- Na
BOR-60 UdSSR 1969 60 12 60 uo, Na
KNK-2 BRD 1977 58 21 320 uo; Na
JOYO Japan 1977 100 - 300 UO2-PuO; Na

FFTF us 1980 400 - 1040 UO2-PuO; Na
FBTR Indien ~1983 50 15 55 UO,-PuO,™ | Na

PEC Italien ~1985 118 - 325 UO,-PuO; Na
BN-350 UdSSR 1972 1000 150" 1900 uo; Na
PHENIX Frankreich 1973 568 250 1300 UO,-PuO; Na
PFR UK 1974 600 250 1500 UO2-PuO- Na
BN-600 UdSSR 1980 1470 600 2500 uo; Na
SUPER-PHENIX | Frankreich** 1983 3000 1200 10500 UO,-PuO; Na

SNR-300 BRD*** 1984 770 327 2300 UO2-PuO; Na
MONJU Japan 1987 714 300 2300 UO2-Pu0O- Na
CRBRP us ~1988 975 375 2900 UO2-PuO- Na
SUPER-

PHENIX || Frankreich** ~1990 3700 1500 - UO,-PuO; Na
CDFR¥ UK ~1990 3230 1320 6660 UO2-PuO- Na
SNR-2¥ BRD ~1990 3420 1300 12000 UO2-PuO; Na

BN-1600¥ UdSSR ~1990 4200 1600 8800 UO2-PuO; Na

Demonstration¥ Japan ~1990 2400 1000 8000 UO,-PuO, Na

*Mit der Beteiligung von Deutschland und Euratom.

den. *** Mit der Beteiligung von Belgien und den Niderlanden.

¥ geplant und nicht gebaut
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Zwei wichtige Punkte sind aus Tabelle 1.4 zu erkennen. Zum einen wurden alle ge-
bauten Reaktoren auf der Basis Uran-Plutonium ausgelegt, was auf einen fortge-
schrittenen Entwicklungsstand des U-Pu-Brennstoffes im Vergleich zum Th-U-
Brennstoff hindeutet. Und zum anderen ist bei allen gebauten Reaktoren ein flUssi-
ges Metall als Kuhlmittel zum Einsatz gekommen. Bei keinem wurde ein Gas als
Kahimittel benutzt, obwohl die Auslegung eines gasgekuhlten schnellen Bruters das
Thema mehrerer experimenteller bzw. technischer Studien gewesen ist (wie zum
Beispiel bei [1.9]).

Gasgekuhlte schnelle Bruter (GCFR) wurden in den USA und Europa als eine Alter-
native zu flissigmetallgekihlten Britern entwickelt. Gaskuhlung fuhrt im Gegensatz
zur Natriumkuihlung zu einem harteren (hdher-energetischen) Neutronenspektrum im
Reaktor-Core, was wiederum zu einem grofderen Brutfaktor C und demzufolge zu
einer kleineren Verdopplungszeit flhrt. Dies verursacht niedrigere Kapitalkosten fur
einen GCFR. Normalerweise wird Helium bei GCFRs als Kihimittel verwendet. Da
Helium sich als einphasiges Gas chemisch und neutronenphysikalisch neutral ver-
halt, wird es nicht radioaktiv, weshalb kein Zwischenkreislauf fliir den Warmetransport
bendtigt wird. Die erste Auslegung fur einen GCFR wurde im Jahre 1962 in den USA
(bei General Atomic) konzipiert. Seitdem wurden einige Studien fir eine 300 MW, -
Test-Anlage und fur eine kommerzielle 1000 MWy, -Anlage durchgefuhrt. Zusatzlich
wurden seit Ende der 60er-Jahre im Rahmen internationaler Kooperationen mehrere
Untersuchungsprogramme in dieser Hinsicht im Forschungszentrum-Karlsruhe, im
Kern-Forschungszentrum Jilich, bei KWU (ehemaliger deutscher Konzern), und im
EIR (Schweiz) entwickelt und finanziert. Dabei wurden u.a. verschiedene Konzepte
unter der Verwendung von Dampf, Kohlendioxid und Helium als jeweiligem KihImit-
tel fur einen GCFR untersucht. Bei diesen Untersuchungen wurden Vor- und
Nachteile jedes dieser Kuhlmittel ermittelt. Dampf wurde als Kuhimittel wegen Korro-
sionsproblemen  (Cladding  Compatibility), positiver  Kuhimittel-Reaktivitats-
koeffizienten und niedrigerem Brutgewinnfaktor (Moderation) abgelehnt. Ebenso
konnte Kohlendioxid wegen héherer Druckverluste im System und hdherer Kosten
nicht als ein geeignetes Kuhlmittel akzeptiert werden. Am Ende hat sich Helium als
ein optimales Kuhlmittel fir einen GCFR erwiesen. GroRRerer Brutgewinnfaktor, nicht-
radioaktiv-werdendes Kuhimittel, inertes Kuhlmittel (keine Korrosionsprobleme und
nicht brennbar) und Helium kann immer als ein einphasiges KihImittel betrachtet
werden, zahlen zu den Vorteilen des Heliums im Vergleich zu flissigem Natrium. Auf
der anderen Seite gehdren zu den Nachteilen Heliums in diesem Vergleich: héhere
Neutronenleckage, relativ schwachere Warmetransporteigenschaften und eine klei-
nere negative Dopplerkonstante.

Das Prinzip ,Briten“ beschrankt sich nicht nur auf die Verwendung von schnellen
Neutronen. Die Grundbedingung fur Bruten, wie vorher diskutiert, ist, dass ? groer
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als zwei bleibt. Fir U** ist h im thermischen Bereich groRer als zwei. Deswegen
wurde der U-Th-Zyklus als potenzieller Kandidat fur einen thermischen Brater in Er-
wagung gezogen. Daher wurde an neuen Konzepten flur einen thermischen Brutreak-
tor gearbeitet. Solche Studien fuhrten zu Flussig-Salz thermischen Brutern (MSBR)
und Leicht-Wasser thermischen Briutern (LWBR). Grundsatzlich gibt es aber zwei
Griunde daflr, dass die schnellen Bruter im Vergleich zu den thermischen favorisiert
werden:

Die Bedingung: h>2 wird leichter in schnellen Spektren erfullt, selbst wenn es

technische Zwangs-Randbedingungen gibt.
Die Kompatibilitdt des (U,Pu)-Brennstoffzyklus fur schnelle Bruter mit dem der
existierenden thermischen Kernreaktoren, d.h. hauptsachlich mit dem der LWRs.

Fur weitere tiefgehende Diskussionen uber thermische bzw. schnelle Briter sei auf
[1.8, 1.10] verwiesen.

Aus der oben geflihrten Diskussion geht hervor, dass der heliumgekuihlte schnelle
Bruter (GCFR) bei der neuen Generation der Brutreaktoren bzw. bei deren Kommer-
zialisierung von grofer Bedeutung ist. Allerdings haben, nachdem alle technischen
Fragen geklart sind, solche Versionen der Brutreaktoren nur dann eine Chance, zum
Einsatz zu kommen, wenn die dazugehoérigen Sicherheitsfragen beantwortet sind.
Daher befasst sich diese vorliegende Arbeit mit einigen Sicherheitsaspekten eines
heliumgekihlten schnellen Briters, was in den folgenden Kapiteln naher erlautert
wird.
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2. Das Konzept

2.1 Gesamtsicherheitskonzept

Erfahrungen aus dem Betrieb der weltweit eingesetzten Kernreaktoren in den letzten
Jahrzehnten haben bis auf einige wenige Ausnahmen gezeigt, dass Kernenergie als
eine verlassliche, sichere und umweltvertragliche Energiequelle betrachtet werden
kann. Dennoch haben einige Vorfalle bzw. einige Unfalle eine grolRe internationale
Besorgnis Uber das Thema Reaktorsicherheit erregt. Der Chernobyl bzw. der Three-
Mile-Island-Unfall haben verdeutlicht, dass unsichere Politik bzw. unsichere Praxis
substantielle Effekte in Bezug auf Kernenergienutzung haben kénnen.

Das Auftreten solcher Effekte ungeachtet des Ortes beeinflusst den Betrieb, die da-
zugehdrigen Regulierungen und die Akzeptanz der Kernenergieversorgungs-
systeme. Aus diesem Grund ist es von hochster Bedeutung fur einen Kernreaktor,
alle relevanten Sicherheitsfragen zu klaren.

Das Ziel der Reaktorsicherheit ist, dass Reaktoren gebaut und in Betrieb genommen
werden, ohne dass Menschen bzw. die Umwelt dadurch unkalkulierbaren bzw. unkla-
ren Risiken ausgesetzt werden. Im Allgemeinen gelten folgende Sicherheitsanforde-
rungen fur Kernreaktoren bzw. flr Kernanlagen [2.1]:

Es muss Sicherheit gegen Schaden an den Anlagen selbst bestehen, da ein un-
gestorter Betrieb mit hoher Verfugbarkeit angestrebt wird und aufwendige Repa-
raturen und Ersatzinvestitionen vermieden werden mussen. Derartige Schaden
werden durch technischen Aufwand vermieden oder in zuldssigen Grenzen
gehalten, diese Fragestellung wird im Rahmen wirtschaftlicher Optimierungen ge-
|Ost.

Personenschaden bei den im Kernkraftwerk beschaftigten Menschen muissen
vermieden werden. Auch die Dosisbelastungen des Personals miussen entspre-
chend gesetzlicher Anforderungen niedrig gehalten werden (ALARA — Prinzip: As
Low As Reasonably Achievable).

Die in der Umgebung des Kraftwerks wohnende Bevolkerung muss gegen Scha-
den geschutzt werden. Dies gilt sowohl fir den Normalbetrieb als auch fur Storfal-
le im Hinblick auf Personenschaden als auch auf materielle Schaden, z.B. durch
Landkontamination nach Unfallen.
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Die hier genannten Problemkreise gelten fur alle Kraftwerke, fir Chemieanlagen, fur
sonstige technische Einrichtungen (z.B. Verkehrssysteme), aber auch flr zuklnftige
Technologien und Bereiche der industriellen Tatigkeiten (z.B. Biotechnik, Gentech-
nik). Ein wichtiger Aspekt bei der Kernreaktorensicherheit ist Schutz vor radioaktiven
Materialien. Wenn ein Kernreaktor Uber eine bestimmte Zeitdauer in Betrieb ist, dann
entsteht im System eine relativ groe Menge an radioaktiven Spaltprodukten. Diese
stellen ein grofRes Gefahrenpotential dar. Es muss sichergestellt werden, dass diese
radioaktiven Materialien sowohl wahrend der gesamten Betriebszeit als auch spater
nach Entnahme aus dem Reaktor im nachfolgenden Entsorgungsweg aus der Bio-
sphare weitestgehend ferngehalten werden. In diesem Zusammenhang ist aber sehr
wichtig, dass auch im Falle eines Unfalls solche Spaltprodukte nicht in die AulRenwelt
freigesetzt werden. Da es bei Kernreaktoren ein grof3es Inventar an Kernbrennstof-
fen bzw. an radioaktiven Spaltprodukten gibt, sind besondere Storfallaspekte bei de-
ren Sicherheit zu beachten’:

a) Ein Reaktor kann bei falscher Auslegung grundsatzlich durch eine nukleare Ex-
kursion zerstort werden.

b) Bestimmte Reaktoren kénnen durch die Nachwarmeproduktion bei Ausfall der
Kdhlung schmelzen und zerstort werden, so dass grof3e Mengen radioaktiver
Stoffe in die Umwelt gelangen.

c) Das grolRe radioaktive Spaltstoff- und Spaltproduktinventar eines Reaktors verur-
sacht bei Freisetzung groRe Schaden bei Menschen und anderen Lebewesen;
diese Wirkung besteht auch noch in groRen Entfernungen und fir lange Zeitrau-
me.

d) Der Kernspaltprozess lasst als Endprodukte einige sehr langlebige Spaltprodukte
und Aktiniden ubrig, deren sichere Langzeitlagerung aufgrund der langen HAIb-
wertzeiten schwierig nachzuweisen ist.

An diesen Punkten ist zu erkennen, dass zur Gewahrleistung eines sicheren Kernre-
aktorbetriebes ein Gesamtsicherheitskonzept vorliegen muss. Abbildung 2.1 stellt
solch ein Gesamtkonzept zur Sicherheit eines Kernkraftwerkes dar.

' Fiir weitere Vertiefungen bzw. Informationen Uber die Stdrfallaspekte sei auf [2.1] verwiesen.
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Grundsatzliche sicherheits-
technische Anforderungen

Sicherheitskonzept

_______ I |
: Inhdrente : Ingenieurtechnische
| Sicherheitseigenschaften | Sicherheitsmal3nahmen
I
Barri Mehrstufige
arrieren SicherheitsmalRnahmen

Einschlul® der
radioaktiven Stoffe

Abb. 2.1: Gesamtsicherheitskonzept fur Kernkraftwerke [2.1]

Auch nach Abschalten der nuklearen Kettenreaktion entsteht durch b- und g Zerfall
der radioaktiven Spaltprodukte Nachzerfallswarme in beachtlicher Hohe. Diese
Nachzerfallswarmeleistung Py kann durch einen Ansatz von Way/Wigner [2.2] in Ab-
hangigkeit von der thermischen Reaktorleistung Py,, der Zeit nach Abschalten des
Reaktors t [s] und der Vorbetriebszeit ty [s] des Brennstoffs vor Abschalten des Reak-
tors (bzw. vor dem Unfall) beschrieben werden:

Py =P, (6,22:40°7) &0 - (8, +) 0. (2.1)

Wie aus Gleichung 2.1 zu erkennen ist, ergibt sich fur einen Reaktor mit f, >t un-

mittelbar nach Abschaltung eine Nachzerfallswarmeleistung von ca. 6% der thermi-
schen Reaktorleistung. Dieser Vorgang ist in Abbildung 2.2 graphisch dargestelit.
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Abb. 2.2: Nachzerfallswarme-Freisetzungsrate flr einen Kernreaktor
im Normalfall [2.2]

Diese Nachwarme muss im Normalfall durch aul3erst zuverlassige Nachwarmeab-
fuhrsysteme abgeflhrt werden. Aber sollte es aus irgendeinem Grund zu einem
schweren Unfall kommen, bei dem alle Warmeabfuhrsysteme ausfallen wirden,
dann wirde dies in relativ kurzer Zeit zu Kernschmelzen bzw. zu Freisetzung der
Spaltprodukte fuhren. Bei der Auslegung eines Kernreaktors bzw. eines Kernkraft-
werkes, wie in Abb.2.1 abgebildet, wird durch geeignete inharente Sicherheitseigen-
schaften des Reaktor-Cores bzw. durch durchdachte ingenieurtechnische Sicher-
heitsmalRnahmen sehr viel versucht, dass es sogar im Falle eines schweren Unfalls
nicht zum Schmelzen des Reaktor-Cores kommt. Sollte es trotzdem geschehen,
muss die nachste Stufe des Gesamtsicherheitskonzeptes (siehe Abb.2.1) greifen.
Diese Stufe heildt ,Barrieren®, wobei eine Barriere eine Einrichtung ist, die die hoch-
radioaktive Kernschmelze aufnimmt und solange einschliel3t, bis es zum Erstarren
kommt und die Schmelze nicht mehr nach Auf3en dringen kann. Dadurch wird die
Freisetzung der radioaktiven Spaltprodukte in die Biosphare verhindert, die durch
Kernschmelzen - verursacht durch Nachzerfallswarme - in der Reaktorkaverne frei-
gesetzt wurden (gasférmig und in Kernschmelze enthalten). Die warmetechnische
Auslegung solch einer Barriere, technisch auch ,Core-Catcher® genannt, fir einen
heliumgekuhlten schnellen Briuter und die Beschreibung der dazugehoérigen Vorgan-
ge sind das Thema dieser vorliegenden Arbeit, was im folgenden Abschnitten naher
erlautert wird.
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2.2 Kraftwerkskonzept

Im Rahmen eines Kraftwerkskonzepts soll ein heliumgekuhlter schneller Briter mit
einer thermischen Leistung von ca. 875 MWy, zum Einsatz kommen. Das vorge-
schlagene Konzept soll in einer Kombination mit einem GuD-Konzept realisiert wer-
den. Das Gesamtkraftwerk-Konzept ist in Abbildung 2.3 wiedergegeben.

Luft Brennstoff Abgas

r 3
<
<
<
+

Gas-

wme 1] 1 71_*

® : Empf
Brenn- ‘ : 4

Reaktor-Core

Core-Catcher

turbine

kammer

Abb. 2.3: Kraftwerkskonzept zum Einsatz eines heliumgekuihlten
schnellen Bruters mit einer thermischen Leistung von ca. 875 MWy,

Das heil3e Gas aus dem Bruter stromt durch einen Hochtemperatur-Warmetauscher
(HTWT) und dient zur Erwarmung des aus dem Luftverdichter austretenden Luft-
stroms. Das nachgeschaltete System ist ein Ubliches GuD-System mit einem nach-
geschalteten Abwarmenutzungssystem (KWK). In Abbildung 2.4 ist das Schaltsche-
ma dieses Gesamtkraftwerk-Konzeptes dargestellt.
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Abb. 2.4: Schaltschema des Gesamtkraftwerk-Konzeptes

Der Gesamtwirkungsgrad (elektrisch) flr das in Abbildung 2.7 dargestellte System
wird wie folgt definiert:

h = ‘Pel.,GT +Fel.,DT ) (22)
ohoes Qzu,GT + Qzu,BrUter
P
hGT =_ ‘el.,GT (23)
QZu,GT + (Qab,BrL'Jter >hHTWT)
hDT = "Del.,DT (24)
(Qab,GT >€‘)
Q'ab,GT = é 'zu,GT + (Qab,Brﬁter )hHTWT)g(l_ hGT) éQZU,GT © Pth.,GTB (25)
C:)ab,BrL'iter = C:)zu,BrL'iter ><h th.,BrUter) g)zu,Brmer ° Pth.,Br[iterH (26)

Daraus folgt:
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h GT éQZu,GT + Qzu,Br[Jterh HTWT (h th.,Briiter )H

C)zu,GT + Qzu,BrUter

+ hDT zu,GT + Qzu,BrL']terh HTWT (h th.,Briiter )H>e ><1- h GT )

Qzu,GT + Qzu,BrL'Jter

h =

el.,ges.

(2.7)

FiUr einen vorgegebenen Gesamtwirkungsgrad ergeben sich die optimale Luftstrom-
temperatur am Eingang der Brennkammer T* und das optimale Druckverhaltnis beim

Gasturbinenkreislauf p (P ionerasstit / Peraionereimz ) dUrch iterative Lésung. Zum Bei-

spiel ergeben sich fur einen Gesamtwirkungsgrad (elektrisch) von 0,55 unter be-
stimmten Annahmen fur hyrwr, e (GuD-Warmetauscherwirkungsgrad), hinnere.GT,
Ninnere,verd.,  Ntn.griter,  hor  (Dampfturbinenkreislauf-Wirkungsgrad),  Trumineneintritt,
Tverdichtersintitt UNd Kk und unter der Annahme, dass | > 1 ist, d.h. (Myqmnsom /M) <1,
durch iterative LOosung optimale Werte fUr T*, Pe.gr, Pept, helct, Pw.gr. In

Tabelle 2.1 sind die berechneten Werte zusammen mit den angenommenen Para-
metern aufgeflhrt.

Tabelle 2.1: Optimale technische Parameter fiir das
Gesamtkraftwerk-Konzept (fur hei ges.=0,55)

hrTwT 0,85

e 0,85
Ninnere (GT und Verdichter) 0,86

Nih. Briter 0,95
Turbineneintritt 1500 K
Tverdichtereintritt 300 K
Turbinenaustrit 879 K

K (von Luft) 1,4

Pith. Briter 875 MWy,
Ptn.cT ca. 4632 MWy,
Nel.DT 0,4
Nel.GT 0,34

p 9,97

T ca. 740 K
Pel.oT ca. 1839 MW,
Pel.cT ca. 1190 MW,
hel.,ges 0,55
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2.3 Core-Catcher-Konzept

Es wurden seit den 70er Jahren einige Core-Catcher-Konzepte fur einen gasgekuhl-
ten schnellen Brater vorgeschlagen und untersucht [2.3-2.8]. Bei manchen Konzep-
ten wurde Beton als Warmespeicher bzw. als Opfermaterial im Core-Catcher vorge-
schlagen [2.3], bei einigen wurde Borax als Warmespeicher ausgewahlt [2.4] und
einige Konzepte wurden auch ohne den Einsatz von Warmespeichermaterialien un-
tersucht [2.5-2.8]. Bei dem in dieser Arbeit vorgeschlagenen Konzept wurde Stahl als
das Warmespeichermaterial im Core-Catcher ausgewahlt. Das in dieser Arbeit zu
untersuchende Core-Catcher-Konzept ist in Abbildung 2.5 dargestellt:

< A >

*0,02 m *0,02 m

0,3 m?
A A < *
g
Stahl (1) < 3
E U0, ()
E 7 Metall (s) ZrOz

Am) | Bm) | C(m) | Dm) | Em) | F(m) | G&l(m) | H(m)

6,0 5,864 4,0 0,264 | 0,493 | 2,366 0,78 2,348

Abb. 2.5: Core-Catcher-Konzept fir einen heliumgekuhlten schnellen Briter

Die Auswahl des Stahlbetts im Core-Catcher als Speichermatrial wurde aus folgen-
den Grunden getroffen:
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In einem Core-Catcher ist es von hochster Bedeutung, dass die durch die
Schmelze abgegebene Warme so schnell wie méglich im Warmespeichermaterial
zunachst absorbiert und dann in alle Richtungen transportiert wird. Stahl hat eine
relativ hohe Warmekapazitat und als Metall einen hohen Warmeleitfahigkeitskoef-
fizienten.

Die Schmelze, die bei einem schweren Unfall in einen Core-Catcher herunterfallt,
besteht aus zwei Phasen (Uber dieses Thema wird ausfuhrlich in Kapitel 3 disku-
tiert), d.h. aus einer oxidischen und aus einer metallischen Phase (im Falle eines
heliumgekuhlten schnellen Bruters besteht die metallische Phase nur aus Stahl).
Die Metallphase, hier in diesem Fall die Stahlschmelze, ist leichter als die oxidi-
sche Phase und schwimmt deswegen auf der oxidischen Phase. Ein Stahlbett im
Core-Catcher hat den Vorteil, dass im Laufe der Zeit durch die Aufnahme der von
der Schmelze abgegebenen Warme das Stahlbett aufgeschmolzen wird, die hei-
Re oxidische Phase nach unten sinkt und sich die Stahlschmelze aus dem Reak-
tor-Core mit dem aufgeschmolzenen Stahlbett vermischt. Dies fuhrt zum einen
dazu, dass sich eine Warmeschutzschicht auf der Core-Catcher-Oberflache bildet
(besonders wenn sich eine Kruste auf der Schmelzeoberflache bildet). Dadurch
wird verhindert, dass durch starke Warmeabstrahlung aus der Core-Catcher-
Oberflache die inneren Wande der Reaktorkaverne stark belastet bzw. bescha-
digt werden. Zum anderen hat solch eine Vermischung zur Folge, dass sich die
volumenbezogene in der Stahlschmelze enthaltene Nachzerfallswarmeleistung
verkleinert, da das aufgeschmolzene Stahlbett keine innere Warmequelle besitzt.

So ein Core-Catcher-Konzept wurde bis jetzt nicht untersucht, obwohl einige Vor-
schlage uber die Verwendung von einem Metall-Bett in einem Core-Catcher (fir
einen schnellen Briter) als Warmespeicher gemacht wurden.

Die Graphit-Schicht sorgt flr eine bessere Vergleichmaligung der nach unten trans-
portierten Warme. An der unteren Seite der Stahl-Liner (direkt unter der Graphit-
Schicht angeordnet) wurden Kihlkanale eingebaut. Die Kihlung erfolgt durch Kuhl-
wasser und gewabhrleistet eine Temperatur von 410°C an der unteren Oberflache der
unter der Graphit-Schicht eingebauten Stahl-Liner. Obwohl eine solche Kiihlung bei
der Auslegung des Core-Catchers mitkonzipiert wurde, wird bei den warmetechni-
schen Berechnungen zur Auslegung des Core-Catchers auch eine Alternative unter-
sucht, bei der die Kuhlung an der unteren Oberflache vollstandig ausfallen wurde.
Der gesamte Core-Catcher wird in einem Festbett eingebaut. Das Bett setzt sich aus
einer ZrO,-Schicht und einer Beton-Schicht zusammen. Die oben liegende ZrOo-
Schicht ist eine Art Stampfmasse, die als Warmeisolation dient. Diese Stampfmasse
wurde an der Stelle eingesetzt, wo der Core-Catcher den kleinsten Abstand zur inne-
ren Oberflache der Reaktorkaverne hat. Auf diese Weise wird die Reaktorkaverne
besser geschutzt.
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Das hier vorgeschlagene Konzept wurde flr einen heliumgekuhlten schnellen Brtter
mit einer thermischen Leistung von 875 MWy, erdacht. Der flr solch einen Brtter
ausgelegte Core-Catcher muss bestimmte Randbedingungen erfillen. Abbildung 2.6
zeigt den Core-Catcher zusammen mit den dazu gehoérigen Randbedingungen.

Abstrahlung (¢ = 0,45) Konvektion

(o =10 W/m?K)

Konvektion

(=10 W/m?K)

Konvektion
(a =10 W/m3K)
»

\- t
N,

Stahl (1)
uo, ()

Stahlbett (s)

: Betﬂn R . . : ~t-.'-h..----.-f' l “» .

JIIIIIIIIII I I I I P77 777 7777777777777
Adiabatisch

Abb. 2.6: Randbedingungen fur das vorgeschlagene Core-Catcher-Konzept

Fir die Warmeabstrahlung an der Oberflache wurde e gleich 0,45 aus der Literatur
ubernommen [2.9]. Der Warmeulbergangskoeffizient fur den Warmetransport durch
freie Konvektion an der Oberflache und auch fur den Warmetransport an der Aulen-
oberflaiche des Core-Catchers wurden gleich 10 W/m?K angenommen [2.10]. Die
Informationen Uber die Schmelzemenge und deren Zusammensetzung (oxidische
bzw. metallische Anteile), die anfanglichen Temperaturen und die restlichen
notwendigen Betriebsdaten wurden aus dem KFK-2352 [2.4], aus [2.11] und aus
dem Bericht Uber eine Sicherheitsstudie fur einen 1000 MW, heliumgeklhlten
schnellen Bruter von KWU [2.5] entnommen. Diese Daten wurden in Tabelle 2.1 auf-
gefuhrt. Es sei darauf aufmerksam gemacht, dass die oxidische Schmelze zur Ver-
einfachung als reines UO, angenommen wurde. Diese Annahme ist laut Literatur-
angaben [2.3, 2.4] zur Vereinfachung der durchzufihrenden Berechnungen not-
wendig und im Allgemeinen berechtigt. Die oxidische Schmelze ist ohne diese
Vereinfachung als ein multikomponentes Gemisch zu betrachten, welches aus
Stoffen wie UO,, PuO; und einer Reihe von Spaltprodukten besteht.
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Tabelle 2.1: Betriebsdaten fur den heliumgekthlten schnellen Briter,
anfangliche bzw. Randbedingungen fiir das Core-Catcher-Konzept

Reaktorleistung (thermisch) 875 MWy,
PCRV-Betriebsdruck 10,5 MPa
Helium-Eintrittstemperatur ca. 570K
Helium-Austrittstemperatur ca. 800 K
Maximale Hullrohrtemperatur ca. 1000 K
Masse der oxidischen Schmelze (UOy) 54100 kg
Masse der metallischen Schmelze (Stahl) 19000 kg
Masse des Stahlbettes 226550 kg
Schmelze-Temperatur beit=0s 3273 K
(fiir beide Schmelzephasen gleich)

Stahlbett-Temperatur beit=0s 580 K
Warmedurchgangskoeffizient mit freier Konvektion 10 W/im2K
an der Oberflache des Core-Catchers, a

Emissionsvermdgen des Stahls, e 0.45
(fiir Warmeabstrahlung an der Core-Catcher-Oberfliche)
Stahlschmelze-Nachzerfallswarmeleistung’ (0,24)Py
Oxidschmelze-Nachzerfallswarmeleistung* (0,56)Py

* siehe Gleichung 2.1 fiir Py

Das in Abbildung 2.5 dargestellte Core-Catcher-Konzept soll in der Reaktorkaverne
eines heliumgekuhlten schnellen Bruters eingebaut werden. Sollte es durch einen
schweren Unfall zum Durchschmelzen des Reaktor-Cores kommen, wirde dieser
Core-Catcher als eine Barriere dienen, die die hochradioaktive Kernschmelze auf-
nimmt und solange einschliel3t, bis es zum Erstarren kommt und die Schmelze nicht
mehr nach Aufen dringen kann. Diese Anordnung wurde in Abbildung 2.7

dargestellit.
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Abb. 2.7: Reaktorkaverne fur einen heliumgekuhlten schnellen Bruter
(875 MWy, ) zusammen mit dem eingebauten Core-Catcher

Fir eine sichere und zuverlassige Realisierung des vorgeschlagenen Core-Catcher-
Konzepts sind mehrere warmetechnische bzw. neutronenphysikalische Fragen zu
klaren. Diese vorliegende Arbeit befasst sich mit der Klarung dieser technischen
Fragen, welche im nachsten Abschnitt formuliert bzw. dargestellt werden.
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2.4 Aufgabenstellung

Die warmetechnische Sicherheitsanalyse des in dieser Arbeit vorgeschlagenen Core-
Catcher-Konzepts fur einen heliumgekuhlten schnellen Briter und die Beschreibung
der relevaten Vorgange ist das Thema dieser vorliegenden Arbeit. Dabei sind
folgende Fragen aus warmetechnischer bzw. aus neutronenphysikalischer Sicht zu
klaren:

Wie lautet die chemo-physikalische Beschreibung der zu behandelnde
Schmelze?

Welche Randbedingungen bei einem hypothetischen Reaktorunfall im betrachten
System gibt es?

Welche Materialien sind als Schutz- bzw. Opfer-/Warmespeicherschichten
auszuwahlen?

Kann die Core-Schmelze langfristig stabil in einem nicht gefahrlichen
Temperaturbereich gehalten werden? und wie? (Was fir ein Kuihlsystem-
Konzept?)

Was sind realistische Dimensionen eines Core-Catchers?

Welche Temperaturprofile sind zu den unterschiedlichen Zeitpunkten zu erwarten
und wie sind sie zu erklaren?

Wie verteilt sich die abgefihrte Warme aus dem Core-Catcher? Wie viel davon
wird Uber die Core-Catcher-Oberflache abgeflihrt? Und wie viel davon geht nach
unten? Die Verteilung der abgefihrten Warme ist besonders wichtig, weil die
Reaktorkaverne direkt davon betroffen ist bzw. dessen Sicherheit davon abhangt.

Welche Unsicherheiten bestehen bei der Berechnung von Temperaturprofilen
und wie kann ihnen begegnet werden?

Da die innere Oberflache der Reaktorkaverne im Verlauf eines schweren Kern-
schmelzenunfalls bei einem gasgekuihlten schnellen Briter relativ hohen Warme-
stromdichten ausgesetzt ist, kann bei langzeitigem Ausfall der Kihlung die
Reaktorkaverne stark beschadigt werden. Daher ist eine warmetechnische Unter-
suchung der Reaktorkaverne von fundamentaler Bedeutung. Dabei soll das
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Temperaturprofil im Reaktorkaverne-Képer und die Erosionstiefe ermittelt
werden.

Im Gegensatz zu Unfallsituationen bei thermischen Reaktoren besteht fir eine
Core-Schmelze eines schnellen Reaktors die Madoglichkeit, dass es beim
Auffangen im Core-Catcher zur Kritikalitat der betrachteten Schmelze kommt und
demzufolge eine nukleare Kettenreaktion ausgeldst wird. Deswegen ist es bei der
Sicherheitsanalyse eines Core-Catchers flr einen schnellen Bruter von
fundamentaler Bedeutung, eine neutronenphysikalische Untersuchung zur
Kritikalitatsbewertung der zu behandelnden Schmelze durchzufihren, damit die
Frage beantwortet werden kann, ob es in einem Unfallsituation zum Auslésen
einer unkontrollierten nuklearen Kettenreaktion im Core-Catcher kommt.
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3. Theoretische Grundlagen und Modellierung

3.1 Theoretische Grundlagen

Das Bénard-Experiment [3.1] und dessen theoretische Interpretation - vorgeschlagen
von Rayleigh - wird als der Anfang der Forschungsara im Gebiet ,freie Konvektion“ in
Fluiden bezeichnet. Es gibt mehrere Arbeiten, die von durch externen Randbedin-
gungen kontrollierter freier Konvektion (Temperaturdifferenz) handeln. Doch findet
die freie Konvektion nicht immer auf Grund externer Randbedingungen statt. Befindet
sich eine innere Warmequelle in einem Fluid, dann ist der Hauptgrund fur die Exis-
tenz freier Konvektion im System auf diese innere Warmequelle zurtckzufuhren und
nicht auf externe Randbedingungen. Fir lange Zeit wurde das Phanomen ,freie
Konvektion auf Grund einer inneren Warmequelle® nicht ernsthaft wahrgenommen
und erforscht. Erst nach den Unfallen ,Three Mile Island“ und ,Tschernobyl“ wurde
dieses Phanomen mit groRem Interesse aufmerksam verfolgt. Demzufolge wurde
das Thema ,Reaktorsicherheit® als ein unabhangiges Forschungsgebiet akzeptiert.
Bei der Analyse verschiedener Szenarien, die die Folgen schwerer Unfalle bei einem
Kernreaktorsystem (besonders im Falle eines Core-meltdown) beschreiben, ist das
Hauptproblem die Behandlung einer sehr heiRen Schmelze, die hochradioaktive
Spaltprodukte beinhaltet und in den meisten Fallen aus zwei Phasen, d.h. aus einer
oxidischen Phase und aus einer metallischen Phase, besteht. In dieser Hinsicht sind
Kenntnisse Uber die Warmetransportmechanismen bzw. die Warmestromdichtenver-
teilung in solch einer Core-Schmelze von groter Bedeutung, da nur diese Kenn-
tnisse die Modellierung der dabei existierenden Vorgange aus warme-technischer
Sicht ermdglichen. Es wurden einige Studien (theoretisch und experimentell) bzw.
Simulationen Uber konvektiven Warmetransport von einem sich in einem abge-
schlossenen Volumen befindenden Fluid, das eine innere Warmequelle enthalt,
durchgefuhrt [3.2]. Es ist bekannt, dass im Falle einer Core-Schmelze mit hoher
Warmefreisetzungsrate die konvektive Strémung im betrachteten System als stark-
turbulente klassifiziert werden kann. Dies erschwert die Modellierung der Vorgange
sehr und deswegen spielt dabei die analytische Vorgehensweise eine sehr wichtige
Rolle.

Die Situation, in der ein Fluid von erhitzten Wanden (an der Unterseite) begrenzt ist
und an der Oberflache abgekuhlt wird, wird als Rayleigh-Bénard(RB)-Situation
bezeichnet. Aber die relevante Situation in der Reaktorsicherheit unterscheidet sich
in grolem Malde von der klassischen RB-Situation. Im Falle einer Core-Schmelze
beinhaltet erstens das Fluid (die Core-Schmelze) eine innere Warmequelle und zwei-
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tens entsprechen die Randbedingungen meistens nicht denen des klassischen RB-
Falls. Im Falle eines schweren Unfalls bei einem Kernreaktor, der zum Durch-
schmelzen des Reaktor-Cores fuhrt, handelt es sich um eine misch-konvektive
Stromung bzw. um eine gemischte freie Konvektion (mixed natural convection) im
Schmelzebad. In Abbildung 3.1 ist diese Situation graphisch dargestellt:

Kalte Fahnen
K alte Randschicht Unstabile Zone (Cold plumes)

Wandzone

Stratified-Zone

Abb. 3.1: Situation im Schmelzebad nach einem schweren Unfall
in einem Kernreaktor [3.3]

Wie in Abbildung 3.1 zu erkennen ist, teilt die horizontale Ebene, die durch den Punkt
der maximalen Temperatur (Zeit-gemittelt) geht, das Gesamtvolumen ,V* in zwei
Zonen. Eine unstabile Zone (oben) mit der Héhe ,H™ (Volumen ,V**) und eine ,Strati-
fied-Zone*“ (unten) mit der Héhe ,(H-H")“. Die Strémungslage in der unstabilen Zone
ist stark turbulent. Hier in diesem unstabilen Bereich erfolgt der Warmetransport Gber
gemischte freie Konvektion (mixed natural convection). Im Bulkbereich dieser Zone
ahnelt die Situation dem klassischen RB-Fall und in dem wandnahen Bereich findet
eine freie Konvektion wegen eines nach unten gerichteten Fluidstroms statt, der teil-
weise bis nach unten durchfliet. In der unstabilen Zone gibt es ein vertikales Tem-
peraturprofil (mit der niedrigsten Temperatur an der Oberflache). Die unstabile Zone
wird oft auch als ,Konvektion-dominierte Zone* bezeichnet, da der Warmetransport
durch diese Zone hauptsachlich Uber Konvektion erfolgt. In der Stratified-Zone
herrscht eine Temperatur-Stratifikation. In dieser Zone erfolgt der Warmetransport
Uuberwiegend Uber Warmeleitung durch das Fluid, da das Fluid sich in diesem Be-
reich kaum bewegt. Der Warmetransport nach unten wird durch eine dunne Rand-
schicht bestimmt, die durch einen nach unten gerichteten Fluidstrom zustande

+u
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kommt. Die Stratified-Zone wird oft auch als ,warmeleitungs-dominierte Zone*
bezeichnet, da der Warmetransport durch diese Zone hauptsachlich Uber Warme-
leitung erfolgt. Des Weiteren gibt es an der Oberflache des Schmelzebades eine
kalte Randschicht. Direkt unter dieser kalten Schicht entstehen die so genannten
kalten Fahnen (cold plumes), die nach unten fallen. Solch eine Beschreibung der
Vorgange im Falle freier Konvektion in einem Fluid (bzw. in einem Schmelzebad)
wurde experimentell und auch theoretisch (durch Simulationen) bestatigt [3.2, 3.3].
Abbildung 3.2 zeigt das typische Hologramm fur die Verteilung der Isothermen in
einem Fluid, das eine innere Warmequelle enthalt.

Abb. 3.2: Typisches Hologramm fur die Verteilung der Isothermen
in einem Fluid mit einer inneren Warmequelle [3.2]

Fir die Beschreibung der warmetechnischen Vorgange hinsichtlich der freien Kon-
vektion bzw. der Misch-Konvektion (mixed convection) wird oft von dimensionslosen
Kennzahlen Gebrauch gemacht. Die wichtigsten Kennzahlen in diesem Zusammen-
hang sind die Grashof-Zahl (Gr), die Prandtl-Zahl (Pr) und die Dammkohler-Zahl
(Da):

3

Gr=970 0L (3.1)
n

pr=" (3.2)

a

4 2

Da= %L (3.3)
| DT
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wobei:

L: die Hohe des Bades [m],
Erdbeschleunigung [m/s?],

b:  volumetrisch thermischer Expansionskoeffizient des betrachteten Fluids [K™],
n: kinematische Viskositat des Fluids (: %) [m?/s],

DT : maximale Temperaturdifferenz im Bad [K],
| ' Warmeleitfahigkeitskoeffizient [W/mK],

a . Temperaturleitfahigkeitskoeffizient [m2/s],
g®:  volumetrische innere Warmequelle [W/m®].

Aulerdem werden zweckmaRiger Weise die externe Rayleigh-Zahl (Ra) und die
interne Rayleigh-Zahl (Ra;) eingeflhrt:

Ra =Gr »Pr, (3.4)
Ra, = Gr>PrDa. (3.5)

Die Ra-Zahl eignet sich zur Beschreibung des Falls freier Konvektion in einem Fluid
ohne innere Warmequelle, und die Ra;-Zahl wird flr die Beschreibung der
Stromungslage im Falle freier Konvektion in einem Fluid mit einer inneren Warme-
quelle verwendet. Bei einem schweren Unfall, der zum Durchschmelzen des Reak-
tor-Cores fuhrt, handelt es sich, wie vorher erwahnt, um eine sehr hei3e hochradio-
aktive Schmelze. Diese Schmelze beinhaltet verschiedene radioaktive Spaltprodukte,
die im Laufe der Zeit zerfallen. Durch den radioaktiven Zerfall solcher Spaltprodukte
wird Energie in Form von Warme freigesetzt, welche oft als Nachzerfallswarme
bezeichnet wird. Diese Nachzerfallswarmefreisetzung kann in der Form einer inneren
volumetrischen Warmequelle betrachtet bzw. modelliert werden'.

Aus der obigen Diskussion ist zu erkennen, dass fir solch eine Core-Schmelze, die
interne Rayleigh-Zahl (Ra;) zur Beschreibung der Stromungslage im Schmelzebad
von Bedeutung ist. Seit Anfang der 70er-Jahre wurden einige Experimente bzw.
theoretische Studien Uber freie Konvektion in einem Fluid mit einer inneren Warme-
quelle durchgefuhrt [3.4-3.9]. Die Ergebnisse solcher Arbeiten haben gezeigt, dass

! Siehe Kapitel 2, Gleichung 2.1
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im Allgemeinen die Strémungslage in solch einem Fluid mit Hilfe von Ra; wie folgt
beschrieben werden kann [3.3]:

Ra <10°: Laminare Situation,
10° < Ra, <10°: Ubergangszone von laminar zu turbulent,

Ra 3 10: Turbulente Situation.

Der Warmetransport wird durch die Nusselt-Zahl (Nu) charakterisiert:

Nu=—"—". (3.6)

Dabei bezieht sich q¢ g/v/ng auf die Warmestromdichte. Die Temperaturdifferenz

DT wird als die Differenz zwischen der maximalen Temperatur im Bad und der
Wandtemperatur definiert. Bei manchen Arbeiten wurde statt der maximalen Tem-

peratur die Bulktemperatur verwendet:

DT =T, - TWand U

max
|

bzw. y (3.7)
DT = TBulk - TWand'b

Die Flachengemittelte Nu-Zahl kann im Allgemeinen wie folgt formuliert werden:

Nu=Y (Rai, Pr, Geometrie des Behélters) : (3.8)

Dabei wird ,Ra fir den Fall eines Fluids mit einer inneren Warmequelle und ,Ra“ fir
den Fall eines Fluids ohne eine innere Warmequelle verwendet. In der Literatur sind

Korrelationen fur die Nu-Zahl in der Form:
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Nu=C>xRa’ *r™. (3.9)

bekannt. Die Konstante C und die Exponenten ,n“ und ,m*“ lassen sich je nach un-
tersuchtem Fall (Geometrie, Temperaturbereich, Stromungslage usw.) bestimmen.
Zum Beispiel haben Theofanous et. al. [3.5] experimentell gezeigt, dass bei hohen
Ra-Zahlen (bis 10'°) eine voll entwickelte turbulente (thermische) Stromungssituation
herrscht. In frlheren Zeiten wurde eine beachtliche Zahl an Experimenten bzw.
Studien zu diesem Thema durchgefuhrt. Dabei wurde versucht, eine fur den jeweils
betrachteten Fall geeignete Korrelation fur Nu-Zahlen zu ermitteln. In Anhang 1 sind
die Ergebnisse solcher Arbeiten mit dazugehdrigen Bemerkungen aufgefuhrt [3.10].
Die in Anhang 1 dargestellten Nu-Korrelationen wurden jeweils fur bestimmte Rand-
bedingungen durch die experimentellen Ergebnisse bzw. durch die Simulations-
ergebnisse ermittelt. D.h. es gilt jeweils eine Nu-Gleichung fir:

die jeweils definierten Randbedingungen,

den jeweils angegebenen Ra-Zahl-Bereich,

den jeweils angegebenen Pr-Zahl-Bereich,

die jeweils definierte Geometrie des betrachteten Systems.

Die meisten durchgefuhrten Experimente sind, wie es auch in Anhang 1 zu sehen ist,
mit einem Fluid (Simulant) gemacht worden, dessen Pr-Zahl im Bereich 2-11 liegt.
Aulerdem taucht die Pr-Zahl bei den meisten vorhandenen Nu-Gleichungen nicht
als ein unabhangiger Parameter auf. Die oben gefiihrte Argumentation fuhrt auf zwei
wichtige Probleme hinsichtlich der Anwendung solcher Nu-Korrelationen fiir den Fall
eines Reaktorunfalls. Zum Einen liegt die prototypische Pr-Zahl fir eine Kern-
schmelze, die durch Reaktorunfalle zustande kommt, im Bereich ~ 0,03 (fur die metal-
lische Phase der Schmelze) bis “0,6 (fir die oxidische Phase der Schmelze), und
zum Anderen ist die Zuverlassigkeit solcher Gleichungen bei der Verwendung fur
eine bestimmte Unfallsituation zu bezweifeln, falls im betrachteten Fall die Geometrie
und die Randbedingungen denen der eingesetzten Nu-Korrelation nicht entsprechen.
Der Einfluss der Fluid-Prandtl-Zahl auf Warmetransport-Charakteristiken ist in letzter
Zeit das Thema einiger Untersuchungen gewesen. R.R. Nourgaliev und T.N. Dinh
[3.10] haben eine ausflihrliche Studie zu diesem Thema gemacht und die bekannten
Nu-Gleichungen hinsichtlich deren Pr-Zahl-Abhangigkeit analysiert. Dabei wurden
auch die experimentellen und theoretischen Untersuchungen, die in der Vergangen-
heit gemacht worden waren, unter die Lupe genommen und deren Ergebnisse mit
denen aus neueren Studien verglichen. Das Ergebnis der Arbeit von Nourgaliev und
Dinh hat gezeigt, dass die Fluid-Pr-Zahl einen geringen Einfluss auf die gemittelte
Nu-Zahl fur die Konvektions-dominierte Zone (Nuy, bzw. Nusq) hat. Die Verringerung
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der Pr-Zahl verursacht niedrigere Nu-Zahlen (Nuy, bzw. Nusq) in der unstabilen Zone
(fir den betrachteten Pr-Zahl-Bereich: Pr » 0,2- 7). Dagegen wird der Warmetrans-
port in der Warmeleitungs-dominierten Zone (Stratified-Zone) starker von der Pr-
Zahl-Anderung beeinflusst, besonders wenn es sich um Situationen mit hohen Ra;-
Zahlen handeln sollte. Je kleiner die Fluid-Pr-Zahl ist, desto grof3er werden die
gemittelten Nu-Zahlen (Nugn) fUr die Warmeleitungs-dominierte Zone bei der betrach-
teten Geometrie. Und das bedeutet eine Verbesserung des Warmetransports nach
unten. Die Erhéhung der Nu-Zahlen (Nug,) infolge der Verkleinerung der Prandtl-Zahl
ist auf folgende Ursachen zurlickzufihren: Fluide mit kleineren Pr-Zahlen haben im
Vergleich zu denen mit groReren Pr-Zahlen niedrigere Viskositatswerte (n -Werte)
und hoéhere Warmeleitfahigkeitskoeffizienten (siehe Gleichung 3.2). Der niedrigere
Wert fUr die Viskositat bedeutet gleichzeitig einen schwacheren Widerstand in der
Stratified-Zone gegen die Penetration der seitlich herunter flieRenden Fluidstrome
aus der Konvektions-dominierten Zone. Dies verursacht eine Art Instabilitat in der
Stratified-Zone, und dadurch gewinnt der konvektive Warmetransport in dieser Zone
an Bedeutung. Dieses Phanomen wird als n -Phanomen bezeichnet und fuhrt zur
Erhdéhung des nach unten gerichteten Warmetransports. Der andere Effekt, d.h. ein
grolerer Warmeleitfahigkeitskoeffizient, erleichtert die Warmeleitung in der Warme-
leitungs-dominierten Zone und fuhrt wiederum zur Erhéhung des nach unten gerich-
teten Warmetransports. Dieses Phanomen wird in der Literatur als ,a -Phanomen®
bezeichnet. In Abbildung 3 ist das n -Phanomen infolge der Verkleinerung der Fluid-
Pr-Zahl in typischer Weise dargestellt:

N -Phanomen \

Abb. 3.3: Effekt der Fluid-Pr-Zahl auf die Struktur der Isotherme

in einem halbkreisférmigen Behalter (Rai=10"%) [3.10]
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Die Erhéhung des Warmetransports nach unten infolge der n - bzw. a -Phanomene
hangt stark von der betrachteten Geometrie und von der Ra;-Zahl ab. Im Allgemeinen
steigen die Nu-Zahlen (Nugn) mit abnehmenden Pr-Zahlen, und zugleich macht eine
héhere Raj-Zahl den Unterschied deutlicher.

Laut der Nourgaliev-Dinh-Studie macht eine Gesamtbetrachtung eines Systems un-
geachtet der Geometrie deutlich, dass die Verringerung der Nu-Zahlen in der
instabilen Zone (Nuyp und Nusq) und die gleichzeitige Erhéhung der Nu-Zahlen in der
Stratified-Zone (Nugn) sich im Durchschnitt kompensieren. Der Pr-Effekt (n - bzw. a -
Phanomen) kann aber im Allgemeinen in positiver Richtung wirken (aus der Sicht der
Reaktorsicherheit) namlich zur Erhéhung des Warmetransports insgesamt. Auler-
dem bestatigen die Ergebnisse der 3-dimensionalen Untersuchungen die der
2-dimensionalen Untersuchungen im Hinblick auf Pr-Zahl-Anderungen. Ein wichtiger
Faktor, der in diesem Zusammenhang den Effekt der Pr-Zahl-Anderung deutlich
verstarkt, ist die geometrische Konvergenz. Die Studie von Nourgaliev und Dinh hat
unter anderem gezeigt, dass im Falle eines halbkugelférmigen Behalters die
Erh6hung der Nu-Zahlen (Nug,) in der Warmeleitungs-dominierten Zone im Vergleich
zu anderen Geometrien am starksten ist. Und dies ist auf die geometrische Kon-
vergenz des halbkugelférmigen Behalters zurlckzufuhren. Aus diesem Grund lasst
sich darauf schlieRen, dass aus warmetechnischer Sicht die Kugel- bzw. die Halb-
kugel-Geometrie im Falle eines schweren Reaktorunfalls die geeignetste Form fur
einen Core-Catcher sein kann. Im Falle eines Core-Durchschmelzens (Core melt-
down) ist es wichtig, dass in dem daflir ausgelegten Core-Catcher der Warmetrans-
port sowohl seitlich als auch nach unten gréR3er als der Warmetransport nach oben
ist. Je groRer die Warmeabfuhr nach oben (Warmestrahlung von der Oberflache des
Schmelze-bades) ist, desto hoher liegt die Wahrscheinlichkeit dafir, dass die Reak-
torkaverne und demzufolge das Reaktorgebaude durch starke Erhitzung beschadigt
werden. Dagegen sind im Core-Catcher Schutzmaterialien (auch eventuell ein
geeignetes Kihlsystem) vorgesehen, die fir eine sichere und angemessene Warme-
abfuhr aus dem System sorgen.
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3.2 Eindimensionale warmetechnische Modellierung

Zur Erlauterung der warmetechnischen Vorgange in einem Core-Catcher wird hier
zunachst von einem vereinfachten eindimensionalen Modell ausgegangen, bei dem
sich nur eine Core-Schmelze in einem halbkugelférmigen Core-Catcher mit dem
Radius R befindet. Die betrachtete Schmelze besteht hier aus einer metallischen
Phase (Stahl) und aus einer oxidischen Phase (UO;). Jede Schmelzephase bein-
haltet eine volumetrische innere Warmequelle. Dieses Modell ist in Abbildung 3.4
dargestellt.

[/ Stahlkruste
4 UO2-Kruste

Abb. 3.4: Vereinfachtes Core-Catcher-Modell zur eindimensionalen
warmetechnischen Betrachtung

An der auReren Oberflache des Core-Catchers befinden sich Kuhlkanale (Wasser),
die hier fir eine konstante Temperatur T sorgen. Die Schmelze wird im Laufe der
Zeit durch Warmeabflhr an die Umgebung abgekulhlt, wodurch sich am Rande des
Schmelzebades eine Kruste bildet. Eine UOj-Krustenschicht trennt die beiden
Schmelzenphasen voneinander ab, und dadurch kommen zwei Schmelzebader zu-
stande. Das Stahlschmelzebad liegt wegen geringerer Dichte der Stahlschmelze im
Vergleich zur dichteren UO,-Schmelze Uber dem UO,-Schmelzebad. Zur Gesamt-
betrachtung der Energiebilanz des Core-Catchers muss flr jedes Teils des Systems
eine Energiebilanz aufgestellt werden, d.h. fir das UO,-Schmelzebad, flir das Stahl-
schmelzebad, fir die jeweiligen Krustenschichten, fur die Graphitschicht und flr die
Stahlliner-Schicht.
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Energiebilanz fiir das UO,-Schmelzebad

Zur Vereinfachung wird im Weiteren ,UO2-Schmelzebad* als ,1“ bezeichnet. Die ab-
gefihrte Warme aus dem UO,-Schmelzebad unterteilt sich in zwei Anteile, d.h. in

einen nach oben abgegeben Warmeanteil g ..., und in einen nach unten abgege-

benen Warmeanteil q, .., Die UO,-Schmelze beinhaltet eine volumetrische innere

Warmequelle g, .

dT, - .
rTl(:Pl d_tl = (Vl ’Ou‘?‘ ql@oben AL oben ~ 0ll(!t;unten AL unten (310)

o _ _
rT‘ECPl E - (Vl ’@h‘?' a'1, oben AL oben (Tl - Tl, oben) - al, unten Al unten (Tl - Tl, unten)

d t) ., — N
- rnl'd—i()g:m,s(-l-l,m - Tl,S(t))+ DSchmelzenH1H (3-11)

My (8) =M, (1) Mo (1) (3.11A)
Tos(t) @ (1) (3.11B)
Tl, oben = Tl unten @rl, m (311 C)
Wobei:

38

m sich auf die Schmelzemasse (UO2), und m_, (t) sich auf die Gesamtkrusten-

masse im UQO,-Schmelzebad bezieht, die sich aus der Masse der oberen
Krustenschicht m ., (t) und aus der Masse der unteren Krustenschicht m_,, (t)

im UO,-Schmelzebad zusammensetzt.
T, sich auf die mittlere Temperatur des UO,-Schmelzebades bezieht.

T, sich auf die Schmelztemperatur des UO; bezieht.

T

1, unten
des UO,-Schmelzebades beziehen, welche gleich der UO,-Schmelztemperatur
angenommen werden durfen.

T

1S

und T, ., sich auf die Temperaturen am oberen bzw. am unteren Rand

(t) die mittlere Temperatur in der Kruste ist, welche gleich der mittleren Tem-
peratur der unteren Krustenschicht, T, ., (t) angenommen wurde.

a und a die Warmeubergangskoeffizienten flr den konvektiven Warme-

1, oben 1, unten

transport nach unten bzw. nach oben sind.
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C,, und C;, ¢ die Warmekapazitaten fir die UO,-Schmelze bzw. fir die Kruste

sind.
Doz SiCh auf die UO2-Schmelzenthalpie bezieht.

Energiebilanz fiir die untere Krustenschicht im UO,;-Schmelzebad

Fir die untere Krustenschicht wird im Kugelkoordinatensystem (Ursprung: der

.
Kugelmittelpunkt und unter der Annahme, dass LY , ﬂ-:%‘(u gleich Null sind) die

fa

Energiegleichung aufgestellt. Daraus ergibt sich:

ad Oﬂz (rTl, KU ) + anﬂmo_ el OﬂTl KU

&5 17 . &ag M

(3.12)

Wobei:
- 1,5 die UO>-Warmeleitfahigkeit im festen Zustand (Kruste) ist.

- a sich auf die Temperaturleitfahigkeit des UO, bezieht.

Zugleich muss die Dynamik der Krustenschichtdicke durch die folgende Gleichung
beschrieben werden:

_ | TI’Tl, Ku
1S ﬂl’

. 1S
- qla,runlen = (I‘ 1S >DSchmelzenHl) SﬁtK ' (313

IP:rinnen, Ku

Gleichung (3.13) gilt unter der Annahme, dass die charakteristische Zeit fur die
Warmeleitung in der Kruste im Vergleich zu der des Schmelz- bzw. Erstarrungs-
prozesses sehr klein ist (wie spater im Verlauf dieser Arbeit zu erkennen sein wird,
wird diese Annahme durch CFD-Berechnungen bestéatigt).
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Energiebilanz fiir die Graphitschicht und fiir die Stahlliner

Fur die Graphitschicht wird analog zur unteren Krustenschicht im Kugelkoordinaten-
system (Ursprung: der Kugelmittelpunkt) die Energiegleichung aufgestellt. Daraus
ergibt sich:

aéd."z(rTG)_FO:ael 01T,

= . (3.14)
&g T’ Ca, gy Tt
Und fur die Stahlliner gilt analog zur Graphitschicht:

.. qT2 T =
Aol (1), 21 01T, (3.15)

&g 1 Sa gt

Dabei beziehen sich a, und a g auf die Temperaturleitfahigkeiten des Graphits bzw.
des Stahls.

Energiebilanz fiir die obere Krustenschicht im UO,-Schmelzebad

Hier wird angenommen, dass die Krustenschicht in Form einer Platte vorliegt. Daraus
folgt (Kartesisches Koordinatensystem mit dem Ursprung im der Kugelmittelpunkt):

ﬂle, KO +i¢=iﬂ-r1, Ko

3.16
™ 1, a, 1t (316)

Und die Dynamik der Krustenschichtdicke kann analog wie bei der unteren Kruste-
schicht durch die folgende Gleichung beschrieben werden (unter &ahnlichen
Annahmen):

I 1-[-I-ZI., Ko
1S ﬂX

TS ko

o (3.17)

- qLa,toben = (I‘ 1S >DSchmelzenHl)

innen, Ko
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Energiebilanz fiir das Stahlschmelzebad

Zur Vereinfachung wird weiterhin ,Stahlschmelzebad“ als ,2“ bezeichnet. Die ab-
gefihrte Warme aus dem Stahlschmelzebad unterteilt sich in zwei Anteile, d.h. in

einen nach oben abgegebenen Wéarmeanteil ¢, ..., und in einen seitlich abgege-
benen Warmeanteil g, ... Die Stahlschmelze beinhaltet auch eine volumetrische

innere Warmequelle g, .

dT. s .

m,Ce, d_t2 = (Vz ﬂ!) = O e . open = Wresiion A, sition

d t) . — N
'mz(’j—:() SCPZ,S (Tz, m 'T2, K ) *+ Dgprretzen HZH (3.18)
qg,toen :a,oenAZ,OEFI -F-T,Oen P

U (% o) Y Toraen = T ien @ (3184)
O sicn = @2, siticn A, sstich (Tz -T, seitlich) b
m, « (t) =m, o (t) 1M, itiich (t) (3.18B)
T, « @, (1) (3.18C)

Energiebilanz fiir die obere Krustenschicht im Stahlschmelzebad

Hier wird davon ausgegangen, dass die Krustenschicht die Form einer Platte der
Dicke S, , besitzt. Daraus ergibt sich:

ﬂsz, KO o qgt: 1 ﬂTZvKO
™ l,s a,s Tt

(3.19)

Es ist allerdings anzunehmen, dass q¢,,,, > 4%, ist. Deshalb wird g% ver-

nachlassigt (laut Literatur und bewiesen durch verschiedene Experimente [3.6]). Die
folgende Gleichung beschreibt die Dynamik der Krustenschichtdicke (Hier wurden
ahnliche Annahmen, wie bei der oberen Krustenschicht des UO,-Schmelzebades
getroffen):

nvektion nvektion
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1-l.-I_Z, Ko
2,S ﬂX

X=Xinnen, Ko

1S, «o
Mt

- qg,toben =(r 2,S >13&:hmelzenH2)

(3.20)

Zur Berechnung der aus der Oberflache abgestrahlten Warme g¢,,,,,, wird folgendes

Strahlungsmodell verwendet:

4 4
S (Tz, Oberfléche ~ TIOR)

1-e, 1 1- ecn
+ +
qgamung QSrathng — Azoben I:2,IOR'A‘2,oben eIOR'A\OR ) (321)
A’z,oben Az,oben
Wobei:

T, overniacne = T2, ko (X =r= 0) ist.
- sich das Kiurzel ,JIOR" auf die innere Oberflache der Reaktorkaverne bezieht.
- e das Emissionsvermogen der betrachteten Oberflache ist.

- F,rao der ,view factor” zwischen der Stahlschmelzeoberflache und der inneren

Oberflache der Reaktorkaverne ist.

Energiebilanz fiir die seitliche Krustenschicht im Stahlschmelzebad

Abbildung 3.5 zeigt eine genauere Darstellung der seitlichen Krustenschicht im
Stahlschmelzebad. Fir die exakte Bilanzierung ist unbedingt von einem mindestens
2-dimensionalen Warmetransport durch das betrachtete Krustenelement aus-
zugehen, d.h.:

6@_063[2( Kzsatllch)? e 1 O%nq ., Seﬂllchg q’t 1 TlTK,seitIich. (3.22)
gr ir gr quég fa g l.s a,s Mt

42



Theoretische Grundlagen und Modellierung

R [/ Stahlkruste
- A UO2-Kruste

7
7 4

> 7
"y 4.41,
A

Abb. 3.5: Genauere Darstellung der seitlichen Krustenschicht
im Stahlschmelzebad (¢, = d, yicn)-

Solch eine Betrachtung an dieser Stelle setzt dieselbe Art der Bilanzierung (2-D) in
den anderen Bereichen des Gesamtsystems voraus (z.B.: Damit eine Aussage Uber

d, getroffen werden kann, muss vorher am unteren Krustenbereich solch eine 2-D-

Bilanzierung durchgeflihrt worden sein), was die Gesamtbetrachtung sehr kompliziert
und praktisch unlésbar macht. Deswegen sind folgende Annahmen als Ver-
einfachungen zu treffen:

a- Es herrscht an der Stelle 1-dimensionaler Warmetransport von Innen nach
Aulen.

b- Die Kruste kann in diesem Fall als eine Platte der Dicke S . betrachtet

werden, da die Hohe des Stahl-Pools im Vergleich zum Halbkugelradius sehr
klein ist.

Daraus folgt:

ﬂZTK,seitIich + ng:iﬂTK,seitlich.
Ty l,s as fit

(3.23)

43



Theoretische Grundlagen und Modellierung

Und fir die Dynamik der seitlichen Krustenschicht gilt:

ﬂT seitlicl B ﬂ3< seitlicl
- z,sKﬁ—rﬂh - qgrsemich = (I’ 2,8 >D&hmelzenH2)Tﬂh' (3.24)

I':rinnen, K, seitlich

HierfUr gelten ebenfalls ahnliche Annahmen, wie bei den Gleichungen 3.13, 3.17 und
3.20. Die Energiebilanzgleichungen fur die Graphit(G)- bzw. die Stahlliner(S)-Schicht
hinter der seitlichen Krustenschicht lauten wie folgt:

T Ts e
ﬂ G, szeqtllch +0= i ﬂ G, sditlich ’ (325)
Ty ag it
ﬂsz, s;itlich +O=iﬂTs, seitlich. (3,26)
Ty ag 1t

Fir eine transiente Berechnung des Gesamtsystems werden Anfangsbedingungen
bendtigt. Die Anfangsbedingungen fir das in Abbildung 3.4 dargestellte Core-
Catcher-Modell lauten:

=0 : T =T,=3000°C, (3.27)
imS,; =0 (i: unten, oben, seitlich). (3.28)

t®0

-t
I

Berechnung der Warmestromdichte im UO,-Schmelzebad

Die Warmestromdichten werden jeweils Uber die Nusselt-Zahlen berechnet, die wie-
derum durch die zu der betrachteten Geometrie in Frage kommenden, empirischen
Gleichungen evaluiert werden kénnen. Da es sich in unserem Fall um ein halbkugel-
formiges UO,-Schmelzebad (Bad ,1“) handelt, werden zur Berechnung der Nusselt-
Zahlen fur dieses Bad die folgenden Gleichungen verwendet [3.5]:
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Nu, . =1,95xRa’*
o = - A yilo% (Ra bis10™). (3.29)
Nuunten = 0’3 '0’22 p

Far die Verteilung der Warmestromdichten gilt:

. 2 .3
Nu &0 0 e o0 e 0
L(Q):O,HLOS g: 4,51 Ei +8,61 gi : (3.29A)
Nuumen g p ﬂ Qp ﬂ QD ﬂ
e o0
0,1£ gi£0,6,
)
N e 0 e o
N (Q) _ 414035 Q2 o2 (3.29B)
Nuunten g p ﬂ QP ﬂ
&0 0
06£¢ 2261 , Q=2
¥ 2
Die Nusselt-Zahlen werden durch folgende Gleichung berechnet:
Nu, S LU [i: oben oder unten]. (3.30)

I 1L (Tmax - TW)

Dabei gilt: T, =T, und T, =T, =T

U0, , Schmel ztemperatur *

Hi(t) bezieht sich auf die Hohe des Schmelzebades und bei T, handelt es sich die

mittlere Temperatur des Schmelzebades. Bei der Berechnung der verschiedenen
Parameter (der physikalischen Eigenschaften) ist laut Literaturangaben [3.4] wie folgt
vorzugehen:

- Fur die Berechnung der Ra -Zahl (bzw. fur die Berechnung der Parameter, die in
der Definition der Ra -Zahl vorkommen) eignet sich die Bulk-Temperatur. Fir ,a“

LR“und ,n “ auch.
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Fur die Berechnung des Warmeleitfahigkeitskoeffizienten aber eignet sich die
Film-Temperatur (Mittelwert zwischen Bulk- und Wandtemperatur).

Die Warmestromdichte wird jeweils durch die folgende Gleichung berechnet:

G =

ll,L(-ITl-Tl,m)

O N, | (3.31)

(I, - Warmeleitfahigkeitskoeffizient der UO, - Schmelze).

Hier ist besonders auf Folgendes zu achten:

Laut Literaturangaben bleiben nach einem Reaktorunfall, der zum Durch-
schmelzen des Reaktor-Cores fuhrt, bis zu 80% der Spaltprodukte in der
Schmelze und der Rest ist gasformig [3.11] und somit nicht an die Schmelze ge-
bunden. Die Spaltprodukte teilen sich wiederum [3.11] so auf die beiden
Schmelze-Phasen auf, dass die Oxid-Phase (UO,-Schmelze) ca. 70% der Nach-
zerfallswarme produziert, und die restliche Nachzerfallswarme (ca. 30%) wird in
der Stahlschmelze erzeugt. An dieser Stelle wird aber zur Vereinfachung ange-
nommen, dass die metallische Phase, d.h. die Stahlschmelze keine innere
Warmequelle hat. Diese Annahme wird hier nur zur Vereinfachung der ein-
dimensionalen warmetechnischen Modellierung getroffen. In den weiteren
Abschnitten wird bei den Berechnungen der Stahlschmelze deren Nachzerfalls-
warmequellenanteil zugeordnet. Zum einen ist diese Annahme hier zu treffen, da
zur Zeit keine geeigneten Nusselt-Zahl-Gleichungen fur das Stahlschmelzebad
mit den hier vorliegenden Randbedingungen (mit einer inneren Warmequelle) in
der Literatur zu finden sind. Zum anderen wurde diese Annahme schon oft bei
verschiedenen Arbeiten, wie z.B. bei [3.6], getroffen.

Zur Berechnung der inneren volumetrischen Warmequelle werden folgende
Gleichungen verwendet:

Paw, (1) =C X0,8) B, »6,22%10°%) g °*j, (3.32)
~ I:)NZW|(t)

= T it 3.33
2TV (439
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Dabei ist C; fur die UO2-Phase gleich 0,7 und fir die Stahlschmelze gleich 0,3. Das
anfangliche Volumen der UO2-Schmelze (V. (t)|t:0) ist bekannt.

Berechnung der Warmestromdichte im Stahlschmelzebad

FUr die Berechnung der Nuji-Zahl in den metallischen Phasen werden, wie zuvor
erlautert, unter der Annahme, dass die Stahlschmelze keine innere Warmequelle
enthalt, die folgenden Gleichungen verwendet [3.6]:

NU, 4, = (0,069) xRa’? xProo” (3.34)
.2
i u
T |
6
NU,, ticn % 0, 825"’ 0.387>Fa 5 1/ (3.35)
T 0,49 %6 U/27 I
! ( Ar) a I
1 e a p

Dabei sind Ra (externe Rayleigh-Zahl) und Pr (Prandtl-Zahl) wie folgt zu definieren:

g D >(T2 unten ~ 2oben) ><H2(t)

Ra = (3.36)
ax
Pr="2 (3.37)
n
Wobei:
T2,oben = T2 m = TSahIschmeIz[ermeratur ' (338)
Taamen = Tuko B0 i 50080 (3.39)

Fir die Stahlschmelze wurde hiermit angenommen, dass sie die Form einer horizon-
tal unendlichen, fliissigen Schicht hat, die von unten aufgeheizt und von oben abge-
kuhlt wird. Fur die freie Konvektion in solch einer Schicht eignet sich die Gleichung
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von ,Globe & Dropkin (1959) (Gl.34) [3.12]. Und fir den seitlichen Warmetransport
(durch die Wande) wird die Gleichung von ,,Churchill und Chu (1975)“ (GI. 35) [3.13]
verwendet, die fur freie Konvektion an einer vertikalen Wand in einem unendlichen
Fluid gedacht ist. Die Warmestromdichten werden durch folgende Gleichung
berechnet:

qgt - I 2,|_(-F2' T2,m)
i H, ()
(I, - Warmeleitfahigkeitskoeffizient der Stahlschmelze).

Nu, (3.40)

Fur die exakte Vorgehensweise bei der eindimensionalen warmetechnischen
Modellierung sei auf Anhang 2 verwiesen. In diesem Abschnitt wurde versucht,
anhand der wichtigsten Gleichungen ein Allgemeinschema der gesamten Prozedur
besser zu erldutern bzw. die notwendigen Bilanzierungen verstandlich darzustellen.

Mit ca. 15 Differentialgleichungen zusammen mit mehr als 46 weiteren Gleichungen
(abgesehen von den Randbedingungen und Anfangsbedingungen, siehe Anhang 2),
die alle gleichzeitig als ein Gleichungssystem zu l6sen sind, ist an dieser Stelle zu
erkennen, wie schwierig und wie kompliziert die Beschreibung bzw. die Auswertung
der Vorgange aus warmetechnischer Sicht in solch einem in Abbildung 3.4
gezeigten Core-Catcher sind. Selbst wenn von einem vereinfachten ein-
dimensionalen warmetechnischen Modell ausgegangen wird, ist eine zuverlassige
Berechnung fir das betrachte System unmdéglich. Das liegt zum einen daran, dass
so viele Annahmen bzw. so viele Vereinfachungen getroffenen werden mussen,
damit Uberhaupt ein Gleichungssystem zur Beschreibung des Gesamtsystems
zustande kommt. Und zum anderen werden bei solch einer Modellierung folgende
Tatsachen Uberhaupt nicht betrachtet und miteinbezogen:

- Die Phasenbewegungen und Geschwindigkeitsfelder im betrachteten System,
- exakte Dynamik der Schmelz- bzw. Erstarrungsprozesse,

- lokale Effekte, die besonders wegen Turbulenz im System auftreten,

- lokale Effekte, die wegen Temperaturfeldern im System auftreten,

- Gravitationseffekte,

- multidimensionale Warmestromdichten bzw. Warmestromdichtenverteilungen.

Es sei darauf aufmerksam gemacht, dass es sich bei der in diesem Abschnitt

gemachten Modellierung nur um eine sehr einfache Betrachtung handelt, bei der sich
kein Festbett (Stahlbett) als Warmespeicher im Core-Catcher befindet. Sollte sich,
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wie bei dem vorgestellten Core-Catcher-Konzept in Kapitel 2, zusatzlich ein Stahlbett
im Core-Catcher befinden, ware die Lage viel komplizierter als in dem in diesem
Abschnitt betrachten Fall. Der Grund ist, dass durch Warmeaustausch zwischen den
Schmelze-Phasen und dem Stahlbett letzteres aufgeschmolzen wird und
dadurch eine Schmelze-Front zustande kommt. Durch die Phasenbewegung (die
UO,-Phase sinkt nach unten und die aufgeschmolzene Masse vom Stahlbett geht
nach oben) bewegt sich diese Schmelze-Front, welche auf der anderen Seite keine
regulare Form annimmt. In diesem Fall sind zur Beschreibung des Modells
zusatzliche Energiebilanzgleichungen flr das Stahlbett notwendig, die wiederum von
der Schmelze-Fontbewegungsgeschwindigkeit abhangen [3.14]. Die Abhangigkeit
der Energiebilanzierung von der Geschwindigkeit der Schmelze-Frontbewegung
macht die analytische Modellierung des betrachten Falls unmdglich.

All dies erfordert eine bessere und verninftigere bzw. eine berechenbare Modellie-
rung, bei der die 0.g. Effekte bei den Berechnungen miteinbezogen werden. Die Ant-
wort auf diese Anforderung ware: ,Computational Fluid Dynamics“ genannt ,CFD*.
Durch CFD-Modellierung bzw. durch CFD-Simulationen wird die Berechnung der
Vorgange in einem System im Rahmen der theoretischen Moglichkeiten durch Finite-
Element-Berechnung an die Realitat angepasst. Daher wird in den kommenden
Abschnitten der Begriff ,CFD“ ausflihrlich erlautert und weiter Uber die theoretischen
Grundlagen der dazugehoérigen Turbulenzmodelle diskutiert. Anschlieend wird das
in dieser Arbeit vorgeschlagene Core-Catcher-Konzept mit einem CFD-Simulations-
programmpaket namens FLUENT simuliert und berechnet.
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3.3 CFD-Berechnung

Im Allgemeinen sind fur die Beschreibung einer nicht-isothermen Stromung eines
Newtonschen Fluids folgende Gleichungen einzusetzen:

- Massenerhaltungsgleichung:
mw e -
= (@) (3.41)

- Impulserhaltungsgleichung:

%rV:-(NwW)-Np-gﬁxgHg (3.42)
aﬁN X ] ist ein Vektor, der "Divergenz von Tensort " genannt wird und o)

8[N Xy \7\7] ist ein Vektor, der "Divergenz der dyadic-Multiplikation r vv " genannt wirdg

- Energieerhaltungsgleichung:

DT

~ _\ &Alinr 6 Dr o
rc,—=-(N - = —- [t :Nv 3.43
* Dt (N-a) &1InT g Dt (¢:) (3.49)

& _V ./ . Substantielle Ableitung,

&pt gt P

- Geeignete Zustandsgleichung:

P=y (r,T). (3.44)
Dazu braucht man ebenfalls geeignete Formeln fir die Anderung von Dichte, Visko-
sitat, Dilatationsviskositat, Warmeleitfahigkeit und Warmekapazitat in Abhangigkeit

von der Temperatur. AuRerdem sind je nach der Lage Rand- bzw. Anfangs-
bedingungen notwendig. Im Kartesischen Koordinatensystem gilt:
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Massenerhaltungsgleichung:

i 9 1 1
W+‘”—X(rvx) ﬂy(rv ) ﬂz(rv )=0, (3.45)
- Impulserhaltungsgleichung:
ra-[VX-'-VXTIVX-'-Vyﬂvx-'-Vzﬂvxgz'ﬂ_p' eﬂtx ﬂt ﬂtle,:l-i-rgxa
& it I VAREE PR P PR P P
(3.46)
v v iv iv y6_ fp e‘ﬂ 1 1. U
r L +y —L+v —L+v, +—t +—t_ a+trg,,
R PR R TR PR A M A =T A
(3.47)
v v v fv,6_ fp €19 1 ‘H
r £ +vy 2 +vy Z+vy £.=-—-a—t +—t +rg.,
8111‘ X TD( y 1-[y z ﬂZ ﬂ ﬂZ gﬂX Xz ﬂy yz ﬂz zzu gz
(3.48)

Energieerhaltungsgleichung:

aéTT ‘ﬂ ny aT I, Ir To_ e‘ﬂqx fig, ‘ﬂqzu Inr 6 DP (t‘:N\?).

I’C —_—
T P VR T ‘Hy TV SnTs D

(3.49)
Dabei gilt:
(i NV) _t XX ﬂVX +tx ﬂVX +txz ﬂvx + t xﬂ . +t ﬂvy ZM
% Yy |74 oo Py "z
(3.50)
+t v, +t, v, +t, ﬂvz’
x Y Ay Nz
RS L/ P LPSL A L:T) t, =t,). (3.51)

Wenn das gesamte Gleichungssystem geldst ist, sind Druck, Dichte, Geschwindig-
keit und Temperatur in jedem Punkt im betrachteten System zu jedem Zeitpunkt
definiert. Aber damit dieses Ziel erreicht werden kann, sind genaue Kenntnisse Uber
die physikalischen Eigenschaften bzw. uber die Transport-Eigenschaften des
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betrachteten Systems zu jedem Zeitpunkt notwendig. Solange ein System nach den
jeweiligen Transport-Mechanismen als ein laminares System betrachtet werden
kann, konnen alle Systemeigenschaften Uber die molekularen Eigenschaften (physi-
kalische GroRen und Transport-GroRen) der sich im System befindenden Stoffe
berechnet bzw. ausgewertet werden. Sollte aber die Lage eines Systems nicht als
laminar bezeichnet werden kénnen, dann befindet sich das System entweder in einer
turbulenten Situation oder in einem Ubergangszustand dazu. In beiden Fallen
reichen die molekularen Eigenschaften der sich im System befindenden Stoffe flir die
Berechnung der Systemeigenschaften nicht aus. Hier spielen jeweils die schwan-
kenden zeitabhangigen Faktoren eine entscheidende Rolle, d.h. die so genannten
TurbulenzgréRen. Uber das Phanomen Turbulenz wird im folgenden Abschnitt aus-
fuhrlich diskutiert.

3.31 Turbulenz

Das Phanomen Turbulenz ist im Bereich Strdomungsmechanik stets von Bedeutung
gewesen und wurde mit groRem Interesse verfolgt, besonders seit das Reynold-
Experiment gezeigt hat, dass die Strdomung in einem Rohr unter bestimmten Bedin-
gungen als turbulent betrachtet werden kann. Die chaotische Natur der Turbulenz
verhinderte bis jetzt deren exakte quantitative Beschreibung. Historisch gesehen gibt
es zwei Vorgehensweisen bei der Behandlung der Turbulenz: durch Empirie wurde
versucht, das Phanomen durch die temporaren Mittelwerte der StromungsgréfRen zu
beschreiben. Und mit Hilfe von statistischer Turbulenz-Theorie wurde versucht, dem
realistischen Mechanismus der Turbulenz Uber Informationen zur Fluktuation der
StromungsgroéfRen naher zu kommen.

3.3.1.1. Reynoldsche Gleichungen fiir inkompressible, turbulente Stromungen

Auch im Falle einer turbulenten Strdmung gelten die Gleichungen fir Massen-,
Impuls- und Energieerhaltung, wenn die momentanen Werte fur Druck, Geschwin-
digkeit und Temperatur eingesetzt werden. Reynold modifizierte die drei o.g.
Gleichungen, indem er gemittelte und fluktuierende Werte flr Strdmungsgréfien an
der Stelle der jeweiligen momentanen Werte einsetzte, d.h.:

vV, =V, +v§ (3.52)
p; =P +pg (3.53)
T=T+T¢ (3.54)
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Der gemittelte Wert einer StromungsgroRe y wird jeweils wie folgt berechnet:
oYV at. (3.55)

Die Periode t, soll gro} genug sein, um daraus eine gut Uber die zeitgemittelte

Funktion zu bekommen. Laut Gleichung 3.55 gelten:

_ _ _ Vv

y8=0 ., y,=y; , yye=0, Wy

W, Ty v (3.56)
x  Tx T oq

Die GréRe y € (auch y § ;) ist allerdings ungleich Null und das Verhaltnis ,&_,.(E/Q/_,.

wird als , Turbulenzintensitat” betrachtet (normalerweise nimmt es den Wert 1-10% im
Bulk-Bereich und den Wert 25% oder grof3er in der Nahe einer Wand an). Die
Impuls- und die Massenerhaltungsgleichung werden fir die Strédmung eines
inkompressiblen Fluids (isothermischer Fall) wie folgt geschrieben, wobei v durch

V + V¢ ersetzt wird (die Gleichungen werden fiir die x-Komponente angegeben):

T T8+ (7, rvg) ¢ (7, +vg) =0 347
%r (v, +v§)=- 1X(I_J+PG)' ['ﬂlxr (v, +v)(v, +V§t)+%r (7, +vg) (¥, +v9) (3.58)
LT, (v, +ve) (v, +vg)1+nN*(V, +v§) +rg,.

9z

Fir die y- bzw. z-Komponente kénnten die jeweiligen Gleichungen auf dieselbe
Weise aufgestellt werden. Im nachsten Schritt werden die Gleichungen 3.57 und 3.58
zeitlich gemittelt, und unter Gebrauch von Relationen aus 3.56 ergibt sich daraus:

—V, +—v +—v, =0, (3.59)
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%rvxz-ﬂlﬁ-aelrvxvx+ﬂlr\7\7 ﬂl A

X X

. . 4 . e (3.60)
e O ~
s TVWE+ —r v/ C+—rvWE i+ nN? (V. +vE)+r
81-[)( XU X ﬂy yVX q ﬂ ( ) g

mit ahnlichen Gleichungen fur die y- bzw. fur die z-Komponente. Die Gleichungen
3.59 und 3.60 sind die zeitgemittelten Gleichungen fur Impuls- und Massenerhaltung.
Durch einen Vergleich mit 3.45-3.48 erschlief3t sich:

- Die Massenerhaltungsgleichung hat in beiden Fallen die gleiche Form, nur wurde
in diesem Fall v durch v ersetzt.

- Dasselbe gilt auch fiir die Impulserhaltungsgleichung (¥ und p wurden durch v
und p ersetzt); aber hier gibt es einen zusatzlichen Teil (der durch den gestri-

chelten Unterstrich markierte Teil), der den Impuls-Transport in Verbindung mit
turbulenten Fluktuationen beschreibt, d.h. den turbulenten Impulsfluss-Tensor:

60=rvivg , €, 0=rvvg , 0,0 =rv¢ usw. (3.61)

Diese GrofRen nennen sich ,Reynoldsche Spannungen®. Der zeitgemittelte viskose
Impulsfluss-Tensor T wird wie folgt definiert:

2 "4
€Y =-2mix ,Fx‘y”=-maé]y W, © usw (3.62)
Tix & Ix ﬂy ﬂ

Dies ermoglicht die Vektorschreibweise der Gleichungen 3.59 und 3.60 wie folgt:

(N>#)=0 und (Nwg =0, (3.63, 3.64)

<i|
11
1
e}
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I _ (3.65)

Die Gleichung 3.64 ergibt sich aus der Substraktion der Gleichung 3.63 von der
ursprunglichen Massenerhaltungsgleichung. Das prinzipielle Resultat der oben
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durchgeflihrten Diskussion ist, dass flir eine zeitgemittelte turbulente Stromung die
Impulserhaltungsgleichung in Form der Gleichung 3.42 immer noch gultig sein kann,

wenn alle v durch v, alle p durch p und alle t; durch £, ="+t " ersetzt werden.

Das Hauptproblem hier sind die ,Reynoldschen Spannungen® t:,/.(”, da diese nicht in

einfacher Weise mit dem jeweiligen Geschwindigkeitsgradienten in Verbindung
gebracht werden kdnnen, wie es bei den zeitgemittelten viskosen Spannungen t:,.}v’

in Gleichung 3.62 mdglich ist. Dies fuhrt dazu, dass man fir das Auflésen der turbu-
lenten Stromungsfelder entweder experimentelle Informationen Uber die jeweiligen
Reynoldschen Spannungen bendtigt oder auf empirische bzw. halb empirische
Formeln daflr zurlckgreifen muss. Bei diesem Punkt handelt es sich bis heute um
eine der grolten Herausforderungen hinsichtlich der Turbulenztheorie, d.h. das
Streben nach der Entwicklung eines geeigneten Modells und der daraus resultieren-
den empirischen bzw. halb empirischen Formeln, die angesichts einer definierten
Situation die jeweiligen Reynoldschen Spannungen mit akzeptabler Genauigkeit
beschreiben. Es ist moglich, Gleichungen zur Beschreibung der Reynoldschen Span-
nungen herzuleiten. Allerdings solche Gleichungen wirden Terme wie v&#%¢ bein-

halten und der Versuch, diese Terme naher zu beschreiben, wirde zu Formeln
hoherer Ordnung mit Termen wie v@®& ¢ fihren. D.h. so ein Versuch wirde zu

einer unendlichen Anzahl von Gleichungssystemen fuhren. Um dies zu verhindern,
ist man auf die Empirie angewiesen. Geht man bei den Reynoldschen Spannungen
empirisch vor, so bekommt man die Turbulenztheorie 1. Ordnung. Wenn fir den
Term vW®¢ empirische Werte eingesetzt werden, ergibt sich die Turbulenztheorie

2.0rdnung usw.

3.3.1.2. Turbulenzmodelle

Das grundsatzliche Konzept zur Turbulenzmodellierung bzw. zur Modellierung der
Reynoldschen Spannungen -r »®$¢ nennt sich ,Eddy-Viskositatskonzept®, das im

Jahre 1877 von Boussinesq vorgeschlagen wurde. Dem ,Eddy-Viskositatskonzept*
liegt die Annahme zugrunde, dass analog zu den viskosen Spannungen in einer la-
minaren Stromung die turbulenten (Reynoldschen) Spannungen auch im Verhaltnis
zu den zeitgemittelten Geschwindigkeitsgradienten stehen. Im Allgemeinen wird die-
ses Konzept wie folgt formuliert:
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&ﬂ’4=———-zkd (d; =1fir i=jundd, =0 fiiri® ). (3.66)

K ™ x5 3

n, bezeichnet die Turbulenz- bzw. die Eddy-Viskositat, die im Gegensatz zu der

molekularen Viskositat n keine Stoffeigenschaft ist, sondern von der jeweiligen
Stromungssituation im betrachteten System abhangt. n, kann sich von Punkt zu
Punkt je nach Strémungslage bedeutend andern. Die Gleichung (3.66) bildet selbst

kein Turbulenzmodell, jedoch kann ein Turbulenzmodell darauf aufgebaut werden.
Aus Gleichung (3.66) ergeben sich die Normalspannungen (wenn i=j) zu:

-, —% | v

<
&
I

(3.67)

Alle Normalspannungen sind laut Definition positive GroRen und deren Summe ist
zweimal so grof® wie die kinetische Energie der Turbulenz k :

:%@?4@?@@) (3.68)

Das Eddy-Viskositatskonzept basiert auf einer Analogie zur molekularen Bewegung.
D.h. es wird angenommen, dass die turbulenten Eddies ahnlich den Molekulen mit-
einander kollidieren und demzufolge zwischen ihnen ein Impuls- und Energieaus-
tausch stattfindet. Die molekulare Viskositat steht in direktem Zusammenhang mit
der gemittelten Geschwindigkeit und der freien Weglange im betrachteten Kontroll-
raum. Analog dazu ist anzunehmen, dass die turbulente Viskositat proportional zu
einer die Turbulenz charakterisierenden Geschwindigkeit und zu einer fur die turbu-
lente Bewegung charakteristischen Lange ist, d.h.:

n, ~v . (3.69)
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Diese charakteristische Lange wurde von Prandtl als ,mixing-length® bezeichnet. Der
Haupterfolg des Eddy-Viskositatskonzepts liegt darin, dass die zweidimensionale
Schubspannung t = - r vv$wie folgt dargestellt werden kann:

t =rn, o, (3.70)

Allerdings liegt allen hier durchgefuhrten Diskussionen die Annahme einer isotropen
Eddy-Viskositat zugrunde, welche in der Realitat nur eingeschrankt gilt. In direkter
Analogie zum turbulenten Impuls-Transport wird angenommen, dass Warme- bzw.
Stofftransport auch in Verbindung zum Gradienten einer transportierten GrofRe
stehen, d.h.:

vEe=cI (3.71)
i ﬂX

i

Dabei wird G als turbulente Diffusionsfahigkeit bezeichnet. Die Reynoldsche
Analogie zwischen Warme- bzw. Stofftransport und Impulstransport deutet darauf
hin, dass G in enger Verbindung zu n, steht. Das wirde bedeuten:

ol (3.72)

Pr) ist die turbulente Prandtl- (fir Warmetransport) bzw. Schmidt- (fir Stoff-
transport) Zahl. Aus experimentellen Ergebnissen geht hervor, dass sich Pr”’ im
Gegensatz zu G bzw. n, in einem Stromungsfeld bzw. in verschiedenen Stromungs-

lagen kaum andert. Aus diesem Grund wird in vielen Turbulenzmodellen Pr) als
konstant angenommen.
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Modellklassifikation

Bis heute wurden viele Turbulenzmodelle entwickelt. Bei einigen von diesen wurde
kein ,Eddy(Turbulent)-Viskositatskonzept® benutzt, sondern es wurden bei diesen
differentielle Transportgleichungen zur Berechnung des turbulenten Impuls- und
Warme-/Stoffflusses, d.h. V,T}I und m verwendet. Es gibt allerdings viele Modelle,

die auf dem ,Eddy-Viskositatskonzept“ basieren, zwischen denen es grof3e Unter-
schiede gibt. Beim einfachsten Modell dieser Art wird von einem konstanten Wert flir
n, bzw. fir G ausgegangen. Je weiter entwickelt das Modell ist, desto genauer wird

auf die Verteilung von n, bzw. G im Strémungsfeld Rlcksicht genommen und es

werden mehrfach differentielle Transportgleichungen daflir eingesetzt. Solche
differentiellen Transportgleichungen tragen besonders in Situationen zu besseren
bzw. genaueren Ergebnissen bei, in denen die Turbulenz in einem Punkt stark von
der Turbulenz-Bildung an einer anderen Stelle im Stromungsfeld abhangt (der so
genannte Historie-Effekt). Auf diese Weise kann man die Turbulenzmodelle wie folgt
in Klassen einstufen:

A. Null-Gleichung-Modelle (Zero-Equation Models):

Diese Art der Turbulenzmodelle beinhaltet keine Transportgleichungen zur Be-
rechnung der turbulenten GroéRRen. Diese relativ einfachen Modelle verwenden al-
le das Eddy-Viskositatskonzept. Zur Bestimmung der Eddy-Viskositat werden
entweder die experimentellen Werte direkt eingesetzt oder durch die Versuch-
und-Irrtum-Mehode ermittelte empirische Gleichungen benutzt. Folgende Model-
le:

- Konstant-Eddy-Viskositat/Diffusionsfahigkeit-Modelle,
- Mischlange-Modelle (mixing-length models),

- Schubspannungsfreie Schicht-Modelle (Prandtl’s Free-Shear-Layer Models)

gehoren zu dieser Gruppe. Fur detaillierte Beschreibungen solcher Modelle sei
auf [3.15] verwiesen.
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B. Ein-Gleichung-Modelle (One-Equation Models):

Wegen der relativ geringen Ubereinstimmungen der durch Null-Gleichung-
Modelle erzielten Ergebnisse mit denen aus Experimenten (besonders in Uber-
gangsfallen) wurden Turbulenzmodelle entwickelt, bei denen zur Bestimmung der
turbulenten GroRen differentielle Transportgleichungen zum Einsatz kommen. Ein
grolRer Schritt in diese Richtung war, dass eine direkte Verbindung zwischen der
fluktuierenden Geschwindigkeitsskala und dem zeitgemittelten Geschwindigkeits-
gradienten hergestellt werden konnte. Dabei kommt im Falle der Ein-Gleichung-
Modelle eine differentielle Transportgleichung zum Einsatz. Zu diesen Modellen
gehdren:

- Ein-Gleichung-Modelle, die direkt das Eddy-Viskositatskonzept nutzen
(k-Modelle),
- Ein-Gleichung-Modelle, die die Verteilung der Schubspannungen v ¢ durch

eine Transportgleichung beschreiben (z.B. Bradshaw et al. - Modelle).

Fur detaillierte Beschreibungen dieser Art der Turbulenzmodelle sei auf [3.15]
verwiesen.

C. Zwei-Gleichung-Modelle (Two-Equation Models):

Der Grund fur die Entwicklung der Zwei-Gleichung-Modelle zur Bestimmung der
turbulenten GrofRRen liegt darin, dass bei den Ein-Gleichung-Modellen nur die
Geschwindigkeitsskala (siehe Gleichung 3.69) durch eine Transportgleichung
beschrieben wird. Doch auch die Langenskala L in Gleichung 3.69 ist selbst den
Schwankungen (Fluktuationen) bzw. einem Transportprozess im betrachteten
Stromungssystem unterworfen und daher muss auch sie durch eine Transport-
gleichung beschrieben werden. Alle bekannten Zwei-Gleichung-Modelle nehmen
zusatzlich zur k-Gleichung (Geschwindigkeitsskala-Transportgleichung) eine
andere Transportgleichung, die die Langenskala beschreibt, in Anspruch. All
diese Modelle basieren auf dem Eddy-Viskositatskonzept. Eine Transportglei-
chung fur L (siehe Gl. 3.69) muss nicht unbedingt ,L“ selbst als unabhangige
Variable beinhalten. Jede Art der Kombination in der Form Z =k™L" wirde von
Nutzen sein, da ,k“ (die kinetische Energie der Turbulenz) aus der k-Gleichung
bekannt ist. Aus diesem Grund haben Chou [3.16], Davidov [3.17], Harlem und
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Nakayamu [3.18] und Jones und Launder [3.19] eine Gleichung fir die turbulente
Dissipation e wie folgt vorgeschlagen:

e~ (k%/L). (3.73)

Es gibt auch einige andere Vorschlage fir e, die in der Literatur zu finden sind.
Fur die Herleitung der exakten k-Transportgleichung verwendet man die
ursprungliche Impulserhaltungsgleichung. Diese Herleitung ist detailliert im
Anhang 3 beschrieben. Fur die e -Transportgleichung wurde, ahnlich wie bei der
k-Gleichung, versucht, ausgehend von der Impulserhaltungsgleichung eine
exakte Form zu bekommen. Aber solche exakten Formulierungen beinhalten sehr
komplizierte Korrelationen, die in der Praxis die Verwendung einer exakten Form
der e-Gleichung nicht ermdglichen. Angesichts der o.g. Tatsache wurde eine
Uberwiegend empirische Form fur die e-Transportgleichung akzeptiert. In der
internationalen Literatur hat sich eine von Jones und Launder vorgeschlagene
Gleichung flr e durchgesetzt (siehe Anhang A1). Zu den Zwei-Gleichung-
Modellen zahlen:

- k- e- Modelle,
- k- w- Modelle.

AuBer den erwahnten Modellen gibt es andere Turbulenz-Modelle wie
»1urbulente Spannung/Fluss-Gleichung-Modelle®, die zu den Modellen hdherer
Ordnung zahlen. Bei solchen Modellen wird versucht, die Reynoldschen Span-
nungen individuell durch Transportgleichungen zu beschreiben. Die Diskussion
dieser Art der Turbulenzmodelle fuhrt Gber den Rahmen dieser Arbeit hinaus. Fur
tiefer gehende Informationen Uber Turbulenzmodelle sei auf [3.15-3.20]
verwiesen. Da die Zwei-Gleichung-Modelle (besonders k- e- Modelle) am
haufigsten bei den CFD-Berechnungen verwendet werden, werden hier im
Folgenden einige der bis jetzt bekannten k - e - Modelle (auch k- w- Modelle)
naher erlautert bzw. prasentiert.
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k - e Modell (2-dimensional) [3.20]:

2
n, = cmfm%, (3.74)
e=6+D, (3.75)
vy T3 +”_t?'" NN (3.76)
AN TR TS S v M T
Z — .2
_ _ 9é ex 2] 52
Vxﬂﬁ+vyﬂ£:1" +n_tgﬂeu e1f12 t%g - Ce2f2e_+E’ (377)
™ Ty & s.glvg k€W g k
2
R =K , R, =k, (3.78, 3.79)
ne n
y =y u, = Ly (3.80)
n r

Dabei entspricht t , der Wand-Schubspannung und e der Korrelation

s FTURs
0 x5

k - w Modell (2-dimensional) [3.20]:

n, =f,(k/w), (3.81)
ée 6k U
VX%+Vy—k=ié@n +n_f?% 7+n taeT 9 - ¢ kw, (3.82)
fix v ya s.alvg S o
WA A ée V6
I, W TR D S o G g+, (3.83)
ix y e s.aWg S o
=Yk (3.84)
w
R, =k é (3.85)
Dabei entspricht w der Kombination %—— —Ou
Gy B &
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In Anhang 4 sind acht Turbulenzmodelle dargestellt, so die Modelle von Chien,
Dutoya und Michard, Hassid und Poreh, Hoffman, Lam und Bremhorst, Launder und
Sharma, Reynolds und das k - w- Modell von Wilcox und Rubenstein. Bei all diesen
Modellen werden die Reynoldschen Spannungen mit dem zeitgemittelten
Geschwindigkeitsgradienten durch die Eddy-Viskositat n, in Verbindung gebracht,

die selbst durch k- und e-Transportgleichungen berechnet wird. Diese k-e-Modelle
unterscheiden sich durch f-Funktionen. Auferdem wurden hier zuséatzliche Teile,
bezeichnet als ,D“ und ,E“, eingeflihrt mit dem Ziel, das Phanomen ,Wandnahe-
Verhalten (near-wall-behaviour) besser zu bericksichtigen bzw. zu beschreiben. Die
Berucksichtigung des Wandnahe-Verhaltens flihrt dazu, dass bei hoch entwickelten
Turbulenzmodellen die so genannten Wand-Funktionen (wall-functions) eingefuhrt
werden. Die Wand-Funktion-ldee, vorgeschlagen von Launder und Spalding 1972,
bedeutet, dass je nach Stromungslage bestimmte Randbedingungen in einem
bestimmten Abstand von der Wand eingesetzt werden, so dass die Turbulenzmodell-
Gleichungen in der Wandnahe-Region nicht gelést werden muissen. Der Grund
hierflr liegt darin, dass sich die Stromungssituation in der Wandnahe-Zone vollig von
der in der Bulk-Region unterscheidet und nicht mehr mit Hilfe von Turbulenz-
Transport-gleichungen zu beschreiben ist. Fir die Herleitung bzw. flr die tiefgehende
Beschreibung der k- und e-Transportgleichungen sei auf Anhang 3 [3.15, 3.21] ver-
wiesen. Ebenfalls fir tiefgehende Diskussionen Uber die Themen: "zeitgemitteltes
Geschwindigkeitsprofil in der Wandnahe-Zone* und ,Energieerhaltungsgleichung in
einer turbulenten Stromung“ sei auf Anhang 5 verwiesen.
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4. Beschreibung der numerischen Simulation mit FLUENT

FUr die numerische Simulation des in dieser Arbeit vorgeschlagenen Core-Catcher-
Konzepts (siehe Abb. 2.3) wurde ein Programmsystem namens FLUENT verwendet.
FLUENT ist ein CFD-Solver, der sich flir verschiedene komplizierte Bereiche von in-
kompressiblen bis zu hochkompressiblen Stromungen eignet. Beim FLUENT Pro-
grammsystem stehen mehrere Solver-Optionen zur Verfligung, die mit einer konver-
genzerhdhenden Multigittermethode im Laufe der Simulation kombiniert werden. In
dieser Arbeit wurde zur Modellsimulation die Version FLUENT 6.1.22 verwendet.
FLUENT 6.1.22 liefert einen optimalen Wirkungsgrad fur das Lésungsverfahren und
eine optimale Genauigkeit flr ein breites Band verschiedener Geschwindigkeitszo-
nen. Eine grole Anzahl an eingebauten physikalischen Modellen ermdglicht weitest-
gehend an der Realitat angepasste Simulationen: Stromungsfelder in laminaren und
in turbulenten Bereichen sowie in Ubergangszonen, verschiedener Warmetransport-
mechanismen, chemischer Reaktionen und anderer Transport-Phanomene mit voll-
standiger Vernetzungsflexibilitat.

Um das Core-Catcher-Konzept durch numerische Simulation untersuchen zu kon-
nen, wurde zunachst ein Core-Catcher-Modell mit Hilfe von GAMBIT (Version 2.1.6)-
Preprocessor (Vernetzungsprogrammsystem) in Kombination mit TGrid (Version
3.6.8) aufgebaut und vernetzt. Das Ablaufschema bei dem Modellaufbau bzw. —
Vernetzung mit Hilfe von Programmsystemen GAMBIT und TGrid ist in Abbildung 4.1
dargestellt.

GAMBIT
- Modellaufbau
- 2D/3D-Vernetzung

Grenzschicht-
2D/3D Vernetzung Vernetzung
FLUENT .
- Import des vernetzten Modells TGrid
und Adaption

Vernetzung |- 2D dreieckige Vernetzung
- 3D vierfléchige Vernetzung
- 2D/3D hybride Vernetzung

- physikalische Modelle
- Randbedingungen

- Stoffeigenschaften

- Berechnung

- Post-Processing

Abb. 4.1: Modellaufbau bzw. —Vernetzung mit Hilfe von Programmsystemen
GAMBIT und TGrid
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Das Programmsystem TGrid wurde besonders bei der Vernetzung der Grenz-
schicht-Regionen benutzt. Eine Grenzschicht-Region versteht sich als eine Region,
in der eine Fluid-Zone und mit einer Wand (einer nicht Fluid-Zone) in Kontakt kommt.
Nach der Vernetzung muss das vernetzte Modell in FLUENT importiert werden.
Nachdem das vernetzte Modell in FLUENT importiert worden war, wurde es mit Hilfe
einer numerischen Methode, genannt ,die Finite-Volumen-Methode®, durch eine Art
physikalisch-mathematischer Modellierung, genannt ,Volume-Of-Fluid Multiphase
Model“ (VOF), simuliert. Der dabei ausgewahlte Solver ist ein 2-dimensionaler axial-
symmetrischer ,Segregated“-Solver gewesen. Zur Turbulenzmodellierung wurden
zwei Turbulenzmodelle verwendet, diese sind:

- Standard k - e - Modell,
- RNG k- e- Modell.

Fur die Modellierung der Schmelz-\Erstarrungsprozesse wurde ein in FLUENT 6 ein-
gebautes Modell namens ,Solidification-Melting Model“ benutzt. Nachdem alle Rand-
bzw. Anfangsbedingungen (siehe Tabelle 2.1) eingegeben worden waren, wurde die
Simulation mit Zeitschritten im Bereich 0.05 bis 0.3 Sekunden durchgefihrt. Das Ab-
laufschema bei der CFD-Modellierung mit Hilfe von Programmsystem FLUENT ist in
Abbildung 4.2 dargestellt.

Solver
GAMBIT/TGrid zu l6sende Gleichungen
Pre-Processing fur das vernetzte Modell Physikalische Modelle
Moddl- Modell- Transportgleichungen - Turbulenz
Aufbau P Vernetzung P - Massenerhaltung - Verbrennung
- Impulserhaltung le— - Strahlung
- Energieerhaltung - Multi-Phasen-
Strémung
Zustandsgleichung - Phasenumwandlung
Solver- - bewegte Zonen
Einstellungen P | zusitzliche phyf' kalische Modelle - bewegte Vernetzung
. - Stoffeigenschaften
Post-Processing I‘ - Randbedingungen
- Anfangsbedingungen

Abb. 4.2: Ablaufschema bei der CFD-Modellierung mit Hilfe von FLUENT

Im Weiteren werden die oben erwahnten Modelle zusammen mit Modellaufbau bzw.
-vernetzung ausfuhrlich beschrieben und diskutiert.
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4.1 VOF- Modell (“Volume of Fluid”- Modell)

Das VOF-Modell funktioniert auf der Annahme, dass es zwischen zwei oder unter
mehreren Fluiden bzw. Phasen keine Wechselwirkung gibt (bei dem in dieser Arbeit
betrachteten Fall gibt es keine Wechselwirkung zwischen der Stahlphase und der
UO»-Phase). Das bedeutet, dass fur jede zusatzliche Phase im betrachteten System
eine neue Variable definiert wird, d.h. der Volumenanteil der jeweiligen Phase in ei-
ner Zelle. Eine Zelle versteht sich als ein Kontrollraum, fir den im Laufe des Simula-
tionsverfahrens Bilanzierungen (Warme-, Impuls- und Massenbilanz) durchgefihrt
werden. Fir eine Zelle muss zu jedem Zeitpunkt die Summe aller Volumenanteile der
im System definierten Phasen gleich eins sein. Im Allgemeinen gibt es fur ein Fluid 7,
dessen Volumenanteil als a,; bezeichnet wird, die folgenden Mdglichkeiten:

- a,=0 die Zelle ist leer (vom Fluid /),
- a; =1 : die Zelle ist voll (vom Fluid i),
- O<a,;<1: Es gibt in der Zelle eine Phasengrenze zwischen Fluid / und den

anderen in der Zelle anwesenden Phasen.

In jeder Position kdnnen alle Eigenschaften und Feldvariablen ermittelt werden, so-
bald der Volumenanteil jeder Phase bekannt ist. Die Verteilung der existierenden
Phasen in einer Zelle (und demzufolge im System) wird durch das Lésen einer Erhal-
tungsgleichung flr die Volumenanteile der jeweiligen Phasen erkannt. Fir eine Pha-
se i lautet diese Erhaltungsgleichung wie folgt:

(4.1)

Der Quellterm fir die Phase i in Gleichung 4.1 wird normalerweise gleich Null ange-
nommen, es sei denn es wird eine ,user-defined“-Massenquelle definiert (was bei der
vorliegenden Arbeit nicht der Fall war). Es gilt auRerdem zu jedem Zeitpunkt in jeder
Position:
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Eigenschaften

Die Berechnung der Stoffeigenschaften (physikalisch/chemisch), die in verschiede-
nen Transportgleichungen verwendet werden, wird wie folgt durchgefihrt:

y =aay, (4.3)
i=1

In Gleichung 4.3 bezieht sich:

-y, auf eine Stoffeigenschaft (z.B. Dichte, Viskositat, ...) der Phase ,i* in der be-

trachteten Zelle,
- a, auf den Volumenanteil der Phase ,i“ in der betrachteten Zelle,

-y auf eine Zelleneigenschaft (z.B. Dichte, Viskositat, ...).

Impulserhaltungsgleichung

Fir das Gesamtsystem wird eine einzige Impulserhaltungsgleichung gelést. Das
daraus resultierende Geschwindigkeitsfeld wird auf alle im System befindlichen Pha-
sen Ubertragen. Die wie folgt geschriebene Impulserhaltungsgleichung hangt von
den Volumenanteilen aller im System definierten Phasen Uber Dichte und Viskositat
ab:

—(rv) +R{rvw) = - Np+ R €m(Rv + Ry )d+r g +F. (4.4)

Energieerhaltungsgleichung

Die Energieerhaltungsgleichung, die fur alle sich im System befindenden Phasen
verwendet wird, lautet:

%(rE)+ng7(rE+p)g:N>(keﬁNT)+Sn. (4.5)
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Bei dem VOF-Modell werden Energie E und Temperatur T als massengemittelte
Variablen berucksichtigt, d.h.:

a airiEi
E:i:z— (46)
aar,
i=1
und
3 a/riTi
7= (4.7)
aar;

Dabei basiert E, fur jede Phase auf der Warmekapazitat der jeweiligen Phase und
deren Temperatur. Die Dichte r und die effektive Warmeleitfahigkeit k. sind be-
rechnete Zahlenwerte. Der Quellterm S, beinhaltet den Beitrag von Warmestrahlung

so wie den von den anderen definierten Warmequellen.

Interpolation in der Nahe der Phasengrenze

Die bei FLUENT angewandte Formulierung zur Kontrollraumbilanzierung bedingt,
dass Konvektion-/Diffusion-Flisse durch die Oberflache einer Zelle (Kontrollraum)
berechnet und bilanziert werden. Hierfir wurde eine Methode namens ,The Geo-
metric Reconstruction® ausgewahlt und verwendet. Bei dieser Methode wird eine li-
neare stickweise Naherung an einer Phasengrenze angesetzt. Sie setzt voraus,
dass die Phasengrenze zwischen zwei Fluiden in einer Zelle eine lineare Steigung
(bzw. Eigenschaft) besitzt. Fur weitere Informationen zu dieser Methode sei auf [4.1]
verwiesen.
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4.2 Angewandte Turbulenz- Modelle

Zur Modellierung der Turbulenz wurden fir die Simulation der warmetechnischen
Vorgange im Core-Catcher zwei Turbulenz-Modelle ausgewahlt, die zu der Kategorie
Zwei-Gleichung-Turbulenz-Modelle gehdren:

- Standard k - e - Modell,
- RNG k- e- Modell.

4,21 Standard k - e - Modell

Dieses Modell ist ein halbempirisches Modell, welches auf Transport-Gleichungen flr
die turbulente kinetische Energie k und deren Dissipationsrate e basiert. Das Stan-
dard k- e- Modell setzt voraus, dass die Turbulenz im betrachteten System voll-
standig ausgepragt ist (d.h. hierbei wird kein Re-Zahl-Einfluss berucksichtigt). Die
Berechnungsergebnisse, die mit Hilfe dieses Tubulenz-Modells bei der in dieser
Arbeit durchgefuhrten Simulation erzielt wurden, sollen als Vergleichsbasis dienen.
Beim Standard k- e - Modell lauten die jeweiligen Transportgleichungen fur k und
e wie folgt:

q éx rﬁ’)o'nku

1 |

—(rk)+ r kv, = +G, +G,-re-Y, +S, 4.8
‘ﬂt( )‘ﬂx,( )= ﬂx,gg Pr, 57X, (4.8)
und

% t) u 2 .
Tire)+ L (rev)= “ & m 0T 1+, 296G, +C,G,)- Cur =045, (4.9)
1t X, X & Prglxg “&kp &K o
Dabei bedeuten:
G, die Generierung der turbulenten kinetischen Energie auf Grund

gemittelter Geschwindigkeitsgradienten,

G die Generierung der turbulenten kinetischen Energie auf Grund von

Auftrieb,

b
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\y einen Beitrag der schwankenden Dilatation in einer kompressiblen
Turbulenz zur Gesamtdissipationsrate,

S., S, ,user-defined“-Quellterme,

Pr., Pr, turbulente Prandtl-Zahlen flr k bzw. fir e (empirische Werte),

C., C, durch Empirie ermittelte Konstante,

Cs. ein berechneter Faktor, welcher nachfolgend erklart wird.

Zur Modellierung der turbulenten Viskositat m" wird folgende Gleichung benutzt:

m=rc. 2 (4.10)

Dabei ist C,_ eine empirisch ermittelte Konstante. Die Standardwerte fur die oben

erwahnten Konstanten lauten [4.1]:

C1e=1’44 , CZe:l’gz , Cm=0,09 , Prkle ) Pre:],B.

Diese Standardwerte wurden durch Experimente an Luft und in Wasser ermittelt, und
dabei wurde von einer isotropen Turbulenz ausgegangen.

422 RNG k - e - Modell

Dieses Modell wurde mit Hilfe der momentanen Navier-Stokes-Gleichungen auf der
Basis eines mathematischen Verfahrens namens ,Renormalization Group (RNG)*
entwickelt. Die jeweiligen k- e - Transportgleichungen fir das RNG-Modell lauten
[4.1]:

_ & k O
%(r k)+ﬂix(r kv,) =ﬂ%gakmeﬁ1?7i+Gk +G,-re-Y,+S, (4.11)
i j i @
und
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3y 2 =
%(re) ‘HT( (rev):ﬂigemﬁ Te ; Clegkg(G +C,,G,)- Cy g%g- R, +8S,.
(4.12)

Dabei sind:

G, die Generierung der turbulenten kinetischen Energie auf Grund
gemittelter Geschwindigkeitsgradienten,

G, die Generierung der turbulenten kinetischen Energie auf Grund von
Auftrieb,

\y einen Beitrag der schwankenden Dilatation in einer kompressiblen
Turbulenz zur Gesamtdissipationsrate,

S., S, ,user-defined“-Quellterme,

P die Inverse der effektiven turbulenten Prandtl-Zahlen fir k bzw. fir e

(empirische Werte),

C., C, durch Empirie ermittelte Konstanten,

C. ein berechneter Faktor, welcher nachfolgend erklart wird.

Der Term R, in der e - Gleichung wird wie folgt berechnet:

cCr g Aa?a@w
¢ 1+bh® L8k g
g p

R, = (4.13)

Dabei sind h = S8 , $=/25;S; (the modulus of the mean rate-of-strain tensor),
eg

h, =4.38 and b=0.012. Zur Modellierung der effektiven Viskositat my, wird folgender

Ansatz verwendet:

2 0
o K “FMe 0o g0 (4.14)

n
g\/— l?2mdﬂ ) m 5 n

Aus der Integration von Gleichung 4.14 ergibt sich eine relativ exakte Beschreibung,
welche zeigt, wie der effektive turbulente Transport sich mit der effektiven Re-Zahl
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andert. Aus diesem Grund ist dieses Modell in der Lage, die Niedrig-Re-Zahl-
Situationen besser zu behandeln. Im Falle einer hohen Re-Zahl ergibt sich aus
Gleichung 4.14:

-
) = rc, o0 (4.15)
e€ g

Dabei ist C_ =0,0845 (ermittelt durch RNG-Theorie). Die Inverse der effektiven turbu-

lenten Prandtl-Zahlen a, und a_, werden wie folgt modelliert:

o0,3679 .
=EM2 (a,=1). (4.16)

.0,6321
a-13020[0"  aka +23929]¢
Ba,- 139295 §a,+23929);  &m, p

Im Falle hohe Re-Zahlen (mym,, < 1) ergibt sich aus Gleichung 16: a, =a, =1393
Die Konstanten C,, und C,, in Gleichung 4.12 lauten: C,, =1,42 und C, =168.

4.2.3 Gemeinsamkeiten der beiden Turbulenz-Modelle

Der Term G, in den beiden o.g. Turbulenz-Modellen wird wie folgt definiert:

®
=
1]
1
il
g
|
. Tﬂ

(4.17)

=
X

Falls es zugleich ein Schwerkraftfeld und einen Temperaturgradienten in einem
betrachteten System gibt, wird bei k - e - Modellen die Generierung der turbulenten
kinetischen Energie k auf Grund von Auftrieb berlcksichtigt. Dies wird durch G, wie

folgt formuliert:
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t) Iy s
G, =bg, 20T (4.18)
&P g X, g

wobei:

Pr®: die turbulente Pr-Zahl in der k - Gleichung ist
mit  Pr' =0,85 firr das Standard k - e - Modell

und Prt -1 fur das RNG k - e - Modell (a aus Gleichung 16),

a
b: der Koeffizient der thermischen Expansion ist: [- ladT_rg 1,
r SﬂTq,
g: die Komponente des Schwerkraftvektors in i-Richtung ist.

Inwiefern e vom Auftrieb beeinflusst wird, wird durch den Faktor C,, bestimmt. In

FLUENT wird C,, jeweils durch folgende Gleichung berechnet:

4

C,. =tanh|—. (4.19)

Dabei ist v die Komponente der Stromungsgeschwindigkeit, die parallel zum
Schwerkraftvektor steht und u die Komponente, die normal zum Schwerkraftvektor
steht. C,, kann je nach Strémungslage Werte zwischen ,0“ und ,1“ annehmen.

4.3 Modellierung konvektiver Warme-/Stofftransport
bei k-e- Modellen (Standard- und RNG - Modell)

In FLUENT wird der turbulente Warmetransport mit Hilfe von Reynoldscher Analogie
modelliert, d.h.:

T 1 - 1€ T _ y
ﬁ(rE)*— @V,-(I’E"'p)[:j:ﬂx @keff 1x +Vj(tij)effl;|+sh’
" J J (4.20)
E:h-£+"7
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Dabei handelt es sich bei E um die Totalenergie und bei k., um die effektive

Warmeleitfahigkeit. (t ), ist ein Spannungstensor, der wie folgt definiert wird:

7, WO w5 W
; = — L+ L =7 —Ld.. 4.21
(t i Jerr = My , + ﬂX/- p 83bnlff x d// ( )

In Gleichung 4.20 reprasentiert der Term, der (t;),; beinhaltet, die viskose Erwar-

mung. Fur das Standard k - e - Modell gilt:

L (4.22)

Dabei ist k hier die molekulare Warmeleitfahigkeit. Fir das RNG k - e - Modell wird
k.. wie folgt berechnet:

Ky =ac,my. (4.23)

a ist hier durch Gleichung 4.16 gegeben — aber unter der folgenden Annahme:

a, = (4.24)

k.
e,

1
a,= S (,Sc" die molekulare Schmidt-Zahl fiir den konvektiven Stofftransport).(4.25)
c

4.4 Beschreibung des Stromungsfeldes in der wandnahen Zone

Turbulente Stromungen werden bedeutsam beeintrachtigt, sobald es sich um eine
wandnahen Positionen handelt. Daher braucht man eine zusatzliche Modellierung fir
solche Zonen. Die bekannten Turbulenzmodelle wurden hauptsachlich fir die Core-
Stromung entwickelt, und genau aus diesem Grund sind die Turbulenzmodelle nicht
in der Lage, die wandnahen Situationen richtig zu behandeln bzw. richtig zu
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beschreiben. Die Modellierung der wandnahen Strémungslage fuhrt zum Einsatz der
so genannten Wandfunktionen (wall functions). Solche Wandfunktionen sind empiri-
sche bzw. halbempirische Formulierungen, die als eine Brucke die Losungsvariablen
(fur das Fluidsystem) in der Nahe einer Wand in Verbindung mit den jeweiligen
Parametern an der betrachteten Wand bringen. Hierfur wurde die in FLUENT ange-
botene Option: ,Enhanced Wall Functions® ausgewahlt. Ein wichtiger Vorteil dieser
Methode liegt darin, dass ihr Gultigkeitsbereich sich tiber der gesamten Wandregion
(d.h. innerhalb aller Unterschichten in der Wandregion) erstreckt. Bei der Option
,Enhanced Wall Functions“ werden lineare (laminare) und logarithmische (turbulen-
te) Wandgesetze nach dem Vorschlag von Kader [4.1] miteinander kombiniert:

1

i = (6%, )+ oe% w2 (4.26)
& g
mit:
+ 4 I
:-a(—y) , a:(O,Ol)expaeE-log , p =005 . E=9793 |, ge=E
(1+by+) &EC Ty a f

(f. ist eine Rauheitsfunktion, siehe [4.1])

und auf gleiche Weise:

- a(Prxy*)4
turb

e (o VLB O
T ‘(eGT/am)”geGT ;mlt. G_1+(b>Pr3xy+).

(4.27)

Hier ist Pr die molekulare Prandtl-Zahl und a und b sind wie in Gleichung 4.26 defi-
niert. Die an der Wand einzusetzende Randbedingung fir die turbulente kinetische
Energie lautet:

% -0 (4.28)

Dabei entspricht n einer lokalen Koordinate senkrecht zur Wand an der betrachteten
Stelle. Der Term G, (siehe Gleichung 4.17) in der k - Gleichung wird mit Hilfe eines
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Geschwindigkeitsgradienten berechnet, welcher die Gleichung 4.26 erflllt. Fir weite-
re Informationen bzw. Diskussionen sei auf [4.1] verwiesen.

4.5 Erstarrung-/Schmelzen- Modell

Zur Modellierung des Erstarrungs-/Schmelzvorgangs wird in FLUENT eine Methode
namens ,Enthalpie-Pordsitats-Methode (enthalpy-porosity-method)“ [4.1] verwendet.
Bei dieser Methode wird das Schmelzinterface nicht explizit verfolgt, sondern eine
Grolde namens ,Flussiganteil (liquid fraction) fir jede Zelle im betrachteten System
definiert, welche den mit FlUissigkeit gefullten Anteil einer Zelle bestimmt. Der Flus-
siganteil einer Zelle wird in jeder Iteration im Laufe der Berechnung durch eine
Enthalpiebilanz berechnet. In dieser Hinsicht nennt sich eine Region ,Mushy-Zone*,
sobald deren Flussiganteil zwischen ,0“ und ,1 liegt. Diese Mushy-Zone wird als ein
pseudo-poroses Medium betrachtet bzw. modelliert, in dem die Pordsitat von ,1“ bis
auf ,0“ sinkt, wahrend das Material erstarrt.

Energiegleichung

Die Enthalpie eines Materials wird als die Summe der fihlbaren Enthalpie h und der
latenten Enthalpie DH betrachtet, d.h.:

H =h+DH. (4.29)
Dabei qilt:
.
h=nhg, + (‘)cpdT, (4.30)
TRef
wobei:

hxe; = Referenzenthalpie,
Tw.; = Referenztemperatur,

c, = Warmekapazitat bei konstantem Druck.
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Der Flussiganteil b Iasst sich wie folgt berechnen:

_‘|_b =0 falls T <T.

solidus’
|

1
tb =1 falls T>T,

liquidus? (431 )
|
ip= T- Tsolidus
T Tliquidus - Tsolidus
Die latente Warme kann wie folgt beschrieben werden:
DH =b X.. (4.32)

Dabei handelt es sich bei L um die latente Warme eines Materials (,0“ flr einen
Feststoff, ,L“ flr eine FlUssigkeit). Demzufolge kann die Energiegleichung flir einen
Erstarrungs-/Schmelzen-Fall wie folgt formuliert werden:

%(rH)+N>(rVH)=N>(kNT)+S, (4.33)

wobei:

H = Enthalpie (Gleichung 4.29), r = Dichte, v = Fluid-Geschwindigkeit,
S = Quellterm.

Die Losung fur das Temperaturfeld ergibt sich durch lteration zwischen den Glei-
chungen (4.31) und (4.33).

Impulsgleichung

Das Enthalpie-Porositat-Modell behandelt die Mushy-Zone als ein poroses Medium.
Die Porositat in jeder Zelle wird dem FlUssiganteil b in der jeweiligen Zelle gleichge-

setzt. Fur die Impulssenke infolge der Porositatsabnahme in der Mushy-Zone wird
folgende Gleichung verwandt:
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(1- b)* .
S= (b3+e)AMush( -7,), (4.34)
wobei:
b= der FlUssiganteil,
e= eine kleine Zahl (=0,001), um Teilung durch Null zu verhindern,
Asn = Mushy-Zone-Konstante (Standardeinstellung 10° wurde in dieser

Arbeit benutzt),

vV, = die Geschwindigkeit des Feststoffes, der aus dem System herausgezo-

gen wird (falls kein Feststoff herausgezogen wird: v, =0).

Turbulenz-Gleichungen

Senkterme werden zu allen Turbulenz-Gleichungen addiert (in der Mushy-Zone und
auch in den erstarrten Zonen), damit die Prasenz der sich im festen Zustand befin-
denden Materialien bertcksichtigt wird. Die Gleichung flir den Senketerm lautet:

A f (4.35)

Die Parameter dieser Gleichung unterscheiden sich von denen in Gleichung 4.34 nur
in dem Faktor f . Diese Grole bezeichnet die zu berechnende TurbulenzgréRe (k

oder e). Fur weitere Informationen Uber das Erstarrungs-/Schmelzen-Modell sei auf
[4.1] verwiesen.
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4.6 FLUENT- Solvers

FLUENT-Solvers funktionieren auf der Basis der Finite-Volumen-Methode. Auf diese
Weise wird das Domain (das Gesamtsystem) in eine groRe Zahl an Kontrollrdumen
(Zellen) diskretisiert. Fur jeden Kontrollraum werden die notwendigen Transportglei-
chungen (Massenerhaltungsgleichung, Impulserhaltungsgleichung, Energieerhal-
tungsgleichung usw.) aufgestellt. Erst nachdem alle sich daraus ergebenden Glei-
chungen gel6st sind, ist das Stromungsfeld im betrachteten System (Domain) be-
schrieben. Abbildung 4.3 stellt ein diskretisiertes Domain dar.

Zellenoberflache

T

Zelle p

o/_

\
X3

Nachbarzellen

%

Abb. 4.3: Darstellung eines diskretisierten Domains in FLUENT

Im Allgemeinen gilt fir eine Zelle p:

%@rde+@rf\7>dZ\=@GNf xdA+ @S, dV . (4.36)
v A A v
Instationaritat Konvektion Diffusion Generierung

Dabei ist f eine TransportgroRe (Masse, Geschwindigkeit, Temperatur usw.).

Diese Integralform muss in eine algebraische Form umgewandelt werden, damit sie
durch numerische Verfahren geldst werden kann. Die algebraische Form der Glei-
chung 4.36 lautet (fur Zelle p):

(rf,)” - (rf,) vg 2 (rfVxA = & (oNf x4 S.DV
Dt 0 8+Obe§;che(r )Obe'ﬂéc"e _Obe% he(GN )Obe’ﬂé"he +5bv.

D:D> D> D

(4.37)
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Die diskretisierten Gleichungen bendétigen Informationen flir die Zellenzentren und an
der Zellenoberflache. Es sind folgende Punkte zu beachten:

- Feld-Daten (Stoffeigenschaften, Geschwindigkeiten usw.) werden jeweils flr die
Zellenzentren gespeichert und weiter verwendet.

- Die Oberflachenwerte ergeben sich aus der Interpolation der jeweiligen Feld-

Daten der Nachbarzellen an der betrachteten Oberflache. Daflr bietet FLUENT
verschiedene Interpolationsverfahren [4.1].
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4.7 UDF (user-defined function) in FLUENT

Ein UDF ist ein Rechnerprogramm geschrieben in Computersprache C, das dyna-
misch mit FLUENT-Solver gekoppelt werden kann. Wieso ein UDF verwendet wer-
den muss, ist auf folgende Grinde zurlickzufihren:

- Standard-FLUENT-Interface kann nicht so programmiert werden, dass alle Anfor-
derungen abgedeckt werden konnen.

- Der Bedarf nach Definition spezieller Randbedingungen, Quellterme, Stoffeigen-
schaften usw.

- Initialisierung des Losungsverfahrens.

- Andere fallspezifische Notwendigkeiten, die nicht durch Standard-Interface reali-
sierbar sind.

Far die in dieser Arbeit mit FLUENT durchgefuhrte Simulation wurden folgende UDF
geschrieben:

a) Wie aus den vorherigen Kapiteln bekannt ist, besitzen die beiden Schmelze-
Phasen, d.h. die UO,-Phase und die Stahlschmelze-Phase jeweils eine innere vo-
lumenbezogene Warmequelle (Nachzerfallswarmeleistung, siehe Tabelle 2.1)
und das Stahlbett im Core-Catcher beinhaltet keine Warmequelle. Im Laufe der
Zeit wird das Stahlbett aufgeschmolzen und mischt sich mit der Stahlschmelze-
Phase, aulierdem sinkt die UO,-Phase wegen deren hdherer Dichte im Vergleich
zu den beiden Stahlphasen nach unten. All dies wirde bedeuten, dass sich so-
wohl die Position der anfanglich im System definierten Warmequellen als auch
deren Leistungshdhe (wegen Vermischung der beiden Stahlphasen) in jeder Zelle
andern. Daher musste ein UDF geschrieben werden, damit zu jedem Zeitpunkt in
jeder Zelle im Gesamtsystem festgestellt werden kann, ob es Uberhaupt eine
Warmequelle gibt, und, wenn ja, wie hoch deren Leistung ist.

b) Fur die Viskositat der drei definierten Phasen im Fluid-Bereich des Core-Catcher-
Modells, d.h. der UO»>-Phase, der Stahlschmelze-Phase und der Stahlbett-Phase,
wurde ein UDF geschrieben, damit zu jedem Zeitpunkt die Viskositat jeder dieser
drei Phasen mit der zu dem jeweiligen Zeitpunkt berechneten Temperatur in jeder
Zelle ermittelt werden kann.

c) Ein anderer UDF wurde fur das Temperaturprofil an der Oberflache bei der Defi-
nition der Randbedingungen in FLUENT geschrieben.

Fur die genaue Beschreibung der verwendeten UDFs sei auf Anhang 6 verwiesen.
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4.8 Modell-Beschreibung / -Vernetzung

Abbildung 4.4 zeigt einen 3-dimensionalen Ausschnitt (1/4-Ausschnitt) des Core-
Catchers.

Abb. 4.4: 3-dimensionaler Ausschnitt (1/4-Ausschnitt) des Core-Catchers

Da das Core-Catcher-Modell als ein 2-dimensionales axialsymmetrisches Modell be-
rechnet werden sollte, wurde ein 2-dimensionaler Ausschnitt des Modells genom-
men, der durch die Symmetrieachse lauft, und mit dem GAMBIT-Preprocessor
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(GAMBIT 2.1.6) vernetzt. In Abbildung 4.5 ist dieser 2-dimensionale vernetzte Aus-
schnitt dargestellt.

Abb. 4.5: 2-dimensionaler Ausschnitt (1/4 — Ausschnitt) durch
die Symmetrieachse des Core-Catchers

Das vernetzte Modell unterteilt sich in zwei Hauptzonen, d.h. in eine Fluid-Zone und
in eine Solid-Zone (Feststoff-Zone). Die Fluid-Zone beinhaltet alles, was sich inner-
halb des Kugelvolumens in Abbildung 4.4 (3-dimensionale Darstellung) und in der
Kreisflache in Abbildung 4.5 (2-dimensionale Darstellung) befindet, und besteht aus
drei Phasen, d.h. aus der Stahlbett-Phase, aus der Stahlschmelze-Phase und aus
der UO,-Phase. Der Rest bildet die Solid-Zone. Das 2-dimensionale vernetzte Modell
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(siehe Abb. 4.5) besteht insgesamt aus 16398 Knoten und aus 15851 Zellen, davon
bilden 11924 Zellen die Fluid-Zone. Die Abbildungen 4.6 und 4.7 spiegeln die Infor-
mationen Uber die FlachengroRen der Zellen im Gesamtmodell bzw. in der Fluid-
Zone (axialsymmetrische Darstellung, Rot = Maximum und Blau = Minimum) wieder.
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Abb. 4.6: Flachengrolie der Zellen im Gesamtmodell (axialsymmetrisch)
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Abb. 4.7: Flachengrdle der Zellen in der Fluid-Zone (axialsymmetrisch)
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Durch axialsymmetrische Simulation werden die Zellen als 3-dimensionale ringformi-
ge Zellen betrachtet bzw. berechnet. Dadurch entstehen rechnerische Volumina. Ab-
bildungen 4.8 und 4.9 zeigen die VolumengroRRe der Zellen im Gesamtmodell bzw. in
der Fluid-Zone (axialsymmetrische Darstellung, Rot = Maximum und Blau = Mini-
mum).
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Abb. 4.8: Volumengrolie der Zellen im Gesamtmodell (axialsymmetrisch)
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Abb. 4.9: Volumengrolie der Zellen in der Fluid-Zone (axialsymmetrisch)
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Es wurden insgesamt drei Optionen mit Hilfe des vernetzen Modells (siehe Abb. 4.5)
durch Variation von Randbedingungen bzw. von verwendeten Turbulenzmodellen
simuliert bzw. berechnet. Die drei berechneten Optionen sind wie folgt definiert:

Option A

Das RNG-k-e-Modell wurde als Turbulenzmodell verwendet. Als Worst-Case-
Szenario wurde in dieser Option keine Bodenkihlung im Core-Catcher als Randbe-
dingung angenommen.

Option B

Das RNG-k-e-Modell wurde ebenfalls als Turbulenzmodell verwendet. Es wurde wei-
terhin eine BodenklUhlung mit konstant gehaltener Temperatur im Core-Catcher als
Randbedingung angenommen. Alle anderen Annahmen bzw. alle anderen Randbe-
dingungen gleichen denen der Option A.

Option C

Das Standard-k-e-Modell wurde als Turbulenzmodell verwendet. Es wurde ebenfalls
in dieser Option eine Boden-kihlung mit konstant gehaltener Temperatur im Core-
Catcher als Randbedingung angenommen. Alle anderen Annahmen bzw. alle ande-
ren Randbedingungen gleichen denen der Option B.

Fur die Auswahl der Anfangsbedingungen wurden die Daten aus einigen der relevan-
ten friheren Sicherheitsstudien [4.2-4.5] genommen. Laut Literaturangaben gilt nach
einem Reaktorunfall, der zum Durchschmelzen des Reaktor-Cores fihrt:

- Es vergehen fur einen Reaktor mit einer thermischen Leitung von 875 MWth. ca.
1000 Sekunden bis dessen Core und die dazugehorigen Strukturteile (hauptsach-
lich aus Stahl) véllig durchgeschmolzen sind. Das bedeutet, dass bei der Core-
Catcher-Simulation die betrachtete Zeit in Py(t)-Gleichungen jeweils als
(t+1000 s) eingesetzt wurde [4.2]. (siehe Gleichung 2.1 und Anhang A4).

- Nach ca. 1000 s entspricht die Temperatur der Core-Schmelze, die aus einer
UO,-Phase und aus einer Stahl-Phase besteht, der Siedetemperatur des Stahls,
d.h. ca. 3273 K [4.3, 4.4].

- Bis zu 80% der gesamten Nachzerfallswarme der Spaltprodukte werden in der
Schmelze und die Restwarmeleistung wird durch die freigesetzten gasformigen
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Spaltprodukte geleistet. Die Spaltprodukte teilen sich wiederum so auf die beiden
Phasen auf, dass die Oxid-Phase (UO,-Schmelze) ca. 70% der Nachzerfallswar-
me leistet, und die restliche Nachzerfallswarme (ca. 30%) in der Stahlschmelze
erzeugt wird [4.5].

In Tabelle 4.1 sind die oben erwahnten Optionen zusammen mit den dazugehdrigen
Randbedingungen aufgeflhrt:

Tabelle 4.1: Betrachtete Optionen und deren Anfangs- bzw. Randbedingungen

Option A B C
Masse der UO,-Schmelze 54100 kg 54100 kg 54100 kg
Masse der Stahlschmelze 19000 kg 19000 kg 19000 kg
Masse des Stahlbettes 226550 kg | 226550 kg | 226550 kg
Sf:hr.nelz.e-Temperatur beit = 0 S 3273 K 3273 K 3273 K
(fur die beiden Schmelzephasen gleich)

Stahlbett -Temperatur beit=0s 580 K 580 K 580 K
Umgebungstemperatur 773 K 773 K 773 K
Warmedurchgangskoeffizient fir freie

Konvektion an der Oberflache des Core- | 10 W/m?K | 10 W/im?K | 10 W/m?K
Catchrs, a

E"mlssmnsvermogen des Stahls, e " 0,45 0,45 0.45
(fur Strahlung an der Core-Catcher-Oberflache)

Stahlschmelze-

. 24)P 24)P 24)P
Nachzerfallswarmeleistung (0.24)Pw (0.24)Pw (0.24)Pw
Oxidschmelze-

0,56)P 0,56)P 0,56)P
Nachzerfallswarmeleistung* (0.56)Pw (0.56)Pw (0.56)Pw
Verwendetes Turbulenzmodell RNG-k-e RNG-k-e Standard
Boden-kihlung im Core-Catcher nein ja ja
Temperatur. an d.er unteren Oberflache zu 410 K 410 K
des Stahl-Liners im Core-Catcher-Boden [ berechnen

* Siehe Gleichung 2.1 fir Py
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In den Abbildungen 4.10 bis 4.13 sind die anfangliche Temperaturverteilung im Ge-
samtsystem bzw. der anfangliche Flissigphasenanteil und die anfangliche Anord-
nung der sich in der Fluid-Zone befindenden Phasen dargestellt (Rot = Maximum
und Blau = Minimum):

0.04
0.00

Liguid Fract

(mixtural [ 0000s+00
FLUENT ¢ rof,

re (mixture)
FLUENT 6.1

Abb. 4.10: Temperaturverteilung im Mo Abb. 4.11: Flussigphasenanteil im Modell
dell zum Zeitpunkt t=0 s zum Zeitpunkt t=0 s

0.04

0.04
0.00

0.00

Contours alume fraction (stahl-s g.oooo ]
FLUE 3. > L

urs lums fraction (uranaxi 0.00 A
FLUE ( 1of.

Abb. 4.12: Position der Stahlschmelze- Abb. 4.13: Position der UO,-Phase
phase zum Zeitpunkt t=0 s zum Zeitpunkt t=0 s

In Abbildungen 4.11, 4.12 und 4.13 handelt es sich bei allem, was sich in der halbku-
gel befindet, aul’er den beiden Schmelze-Phasen (UO,-Phase und Stahlschmelze-
phase), um die definierte Stahlbett-Phase. Die beiden definierten Stahlphasen haben
gleiche physikalisch-chemische Eigenschaften. Der einzige Unterschied zwischen
diesen beiden Phasen liegt darin, dass die Stahlschmelze-Phase im Gegensatz zu
der Stahlbett-Phase eine volumenbezogene innere Warmequelle besitzt (siehe
Tabelle 4.1).
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4.9 Stoffdaten

FUr die mdglichst genaue Durchfuhrung der Simulation waren genaue Kenntnisse
Uber die physikalischen Eigenschaften bzw. die Transport-Eigenschaften der bei den
warmetechnischen Berechnungen zu behandelnden Stoffe und deren Anwendungs-
bereiche (Temperaturbereiche) von grol’er Bedeutung. Daher wurde eine aufwendi-
ge Recherche durchgefihrt, und durch mehrere zuverlassige Quellen konnten die
gewlnschten Stoffdaten zusammengestellt werden. Die bei den Berechnungen ver-
wendeten Stoffdaten zusammen mit deren Quellen sind in Anhang 7 gegeben. Alle
notwendigen Stoffdaten aul3er der Viskositat sind jeweils als Werte in FLUENT ein-
gegeben worden. Fir die Viskositat der drei definierten Phasen in der Fluid-Zone
wurde ein UDF geschrieben, und dadurch wurde jeweils direkt die temperaturabhan-
gige Viskositatsgleichung zur Berechnung benutzt. Die notwendigen Daten fur das
verwendete Erstarrung-/Schmelzen-Modell zusammen mit den jeweiligen Quellen
sind in Tabelle 4.2 angegeben.

Tabelle 4.2: Verwendete Stoffdaten flr das Erstarrung-/Schmelzen-Modell

Phase in der Fluid-Zone Uo; Stahlschmelze Stahlbett

Fusionsenthalpie 2593 [4.6] 250,0 [4.13] 250,0 [4.13]

[KJ/kg.K] o o -

Solidust t

“‘2]' usiemperatr 3110 [4.6] 1778 [4.14] 1778 [4.14]

Liquidust t

[E]UI ustemperatur 3120 [4.6] 1808 [4.14] 1808 [4.14]

Oberflachenspannung st hIU(iz- | Sturﬁs tt Stagltsc;\rlltr)n?tlze-

i) 4.13] ahlschmelze ahlbe anibe
0,45 0,45 0

Hinsichtlich der in Tabelle 4.4 aufgefluihrten Daten sei auf folgendes hingewiesen:

- Fir UO; - definiert als ein reiner Stoff - gibt es nur eine Schmelztemperatur, die
laut Literaturangaben [4.6] bei ca. 3110 K liegt. Aber bei dem in FLUENT ver-
wendeten Erstarrung-/Schmelzen-Modell mussten Werte sowohl fur die Solidus-
temperatur als auch fur die Liquidustemperatur eingegeben werden. Da Eingabe
der gleichen Werte fir die beiden erwahnten Temperaturen zu erheblichen Kon-
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vergenzproblemen flhrte, wurde 10 K Unterschied zwischen der Solidustempera-
tur und der Liquidustemperatur fir UO, angenommen.

Zu den angegebenen Werten flr die Oberflachenspannung zwischen den Phasen
in der Fluid-Zone sei auf Folgendes hingewiesen: Da keine exakten Werte fir die
Oberflachenspannung zwischen der UO,-Phase und der Stahlschmelze gefunden
werden konnten, wurde der Wert 0,45 [N/m] aus den gefundenen Daten flr die
Oberflachenspannung zwischen der UO,-Phase und Luft [4.13] als Ersatz fur die
fehlenden Daten akzeptiert.
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5. Sicherheit der Reaktorkaverne

Im Verlauf eines schweren Kernschmelzenunfalls bei einem gasgekuhlten schnellen
Briter kann bei langzeitigem Ausfall der Kihlung die Reaktorkaverne stark bescha-
digt werden, da deren innere Oberflache in dieser Periode relativ hohen Warme-
stromdichten ausgesetzt ist. Selbst wenn die durch den Unfall entstandene
Schmelzemasse in einem geeigneten warmetechnisch gut konzipierten Core-Catcher
aufgenommen wird (siehe Abbildungen 2.5 und 2.7), werden im Laufe der Zeit durch
Warmestrahlung und durch freie Konvektion an der Oberflache des Core-Catchers
groRe Warmemengen in den inneren Raum der Reaktorkaverne abgegeben, welche
wiederum durch die innere Reaktorkavernen-Oberflache aufgenommen werden und
zu deren starken Erhitzung in relativ kurzer Zeit beitragen. Zusatzlich werden ca.
20% der Gesamtnachzerfallswarmeleistung durch die durch den Unfall freigesetzten
gasférmigen Spaltprodukte an die innere Oberflache der Reaktorkaverne abgege-
ben. Daher ist die warmetechnische Untersuchung der Reaktorkaverne parallel zu
der des mitkonzipierten Core-Catchers bei einer Sicherheitsstudie fur einen helium-
gekuhlten schnellen Bruter unerlasslich.

5.1 Beschreibung des Falls bzw. der Randbedingungen

Die Warmestromdichte, der die innere Oberflache der Reaktorkaverne ausgesetzt
wird, besteht aus zwei Teilen. Ein Teil der Warme wird an der Oberflache des Core-
Catchers freigesetzt (Konvektion+Strahlung), bei dem anderen Teil handelt es sich
um die Nachzerfallswarmeleistung (20% der Gesamtnachzerfallswarmeleistung) der
gasformigen Spaltprodukte. Der erste Teil wurde durch die aus der Core-Catcher-
Simulation (FLUENT) erzielten Ergebnisse ermittelt, und der andere Teil wird durch
die Nachzerfallswarmeleistungs-Gleichung (siehe Gleichung 2.1) berechnet. Wie be-
reits in friheren Kapiteln erwahnt, dauert es nach einem totalen Ausfall der Kihlsys-
teme bei einem Unfall ca. 1000 s, bis Reaktor-Core, axiale bzw. radiale Mantel und
die in der Reaktorkaverne eingebauten Schutzschichten durch starke Erhitzung véllig
zerstort sind. Es wurde bei den warmetechnischen Berechnungen (bzw. Simulatio-
nen) fur das Core-Catcher-Konzept daher angenommen, dass die entstandene
Schmelze sich nach diesen 1000 s vollig im Core-Catcher befindet (siehe die Abbil-
dungen 4.10-4.13) und ab diesen Zeitpunkt die Berechnungen beginnen. Dies lasst
auf die Annahme schlief3en, dass die innere Oberflache der Reaktorkaverne eben-
falls ab diesen Zeitpunkt den oben erwahnten Warmestromen ausgesetzt ist. Aus
diesem Grund wird fir die warmetechnischen Untersuchungen nach Vergehen von
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1000 s seit Beginn des totalen Kihlsystemausfalls die Reaktorkaverne (deren oberer
Bereich, der sich Uber dem Core-Catcher befindet) als ein zylindrischer Hohlkdper
betrachtet, welcher in Abbildung 5.1 dargestellt ist (zum Vergleich siehe auch Abb.
2.7):
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Abb. 5.1: 2-dimensionaler Schnitt durch die Symmetrieachse des oberen
Teils der Reaktorkaverne

Der zeitliche Verlauf der durch die Core-Catcher-Oberflache freigegebenen Warme-
strome wird mit Hilfe der Berechnungsergebnisse der Core-Catcher-Simulation (aus
FLUENT) ermittelt. Die durch die gasférmigen Spaltprodukte produzierte Warme-
stromdichte wird mit Hilfe von Gleichung 2.1 (20% von Py) berechnet. Die warme-
technischen Untersuchungen wurden unter folgenden Annahmen durchgefihrt:

- Die innere Oberflache der Reaktorkaverne ist einer gleichmalig verteilten War-
mestromdichte ausgesetzt.
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- An der aulReren Oberflache der Reaktorkaverne findet Warmeaustausch mit der
Umgebungsluft nur durch freie Konvektion statt, d.h. an der Stelle wird wegen
relativ niedrigen Temperaturen auf Warmeabstrahlung verzichtet.

- Ab ca. 1500 K werden sowohl Beton als auch Stahl an den betrachteten Stellen
als zerstort betrachtet.

Die Randbedingungen bzw. die Anfangsbedingungen fur die warmetechnischen

Berechungen sind in Tabelle 5.1 angegeben.

Tabelle 5.1: Anfangs- bzw. Randbedingungen fir die warmetechnischen
Berechungen der Reaktorkaverne

Anfangstemperatur der Wande (+Stahl-Liner) 500 K
Umgebungstemperatur (Luft) 323 K
Innere Oberflache 410 m?
Warmeubergangskoeffizient mit freie Konvektion 5 W/m2K
an der duReren Oberflache der Reaktorkaverne, a

aus FLUENT-

Simulations-
Vorgegebene Werte fur den Warmestrom Ergebnissen

(gleichmalig verteilt) an der inneren
Oberflache der Reaktorkaverne

( QCore— Catcher - Oberfldche )
+

(20%) >R, (t(])| £6=£41000s

Physikalische Daten fur Beton und fur Stahl siehe Anhang 7

Die Berechnung der Temperaturprofile in den Reaktorkaverne-Wanden (Temperatur-
feld-Berechnung) wurde mit Hilfe der Finite-Elemente-Methode (transient) durchge-
fuhrt, und daflr wurde das Programmpaket ANSYS (Version 8) verwendet. Im Weite-
ren wird Uber die verwendete Finite-Elemente-Methode, Modellaufbau bzw.
—vernetzung in ANSYS und die Art der durchgefuhrten Simulation berichtet.
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5.2 Verwendete Finite-Elemente-Methode

In den meisten Fallen kann bei den warmetechnischen Berechnungen leider keine
exakte analytische Losung gegeben werden. Daher wird in solchen Situationen nach
einer numerischen Losung gegriffen. Die Methode, die dazu benutzt wird, eine nume-
rische Losung zu finden, nennt sich die Finite-Elemente-Methode. Bei der Finite-
Elemente-Methode wird eine betrachtete Geometrie inkrementiert (bzw. diskretisiert),
und die dadurch entstandenen Inkremente stehen durch Knoten miteinander in Ver-
bindung. Fur jeden dieser Knoten wird eine Energiebilanzgleichung erstellt und die
Bilanz-Gleichungen werden mit Hilfe von Finiten-Differenzen vereinfacht. Abbildung
5.2 zeigt eine 2-dimensionale Diskretisierung:

m,n+1

m-1,n | mn m+1,n

m,n-1

< AX—>EAX—]

Abb. 5.2: 2-dimensionale Diskretisierung fur
eine numerische Berechnung

In Abbildung 5.2 bedeuten m und n x-Richtung bzw. y-Richtung. Ausgehend vom
ersten Hauptsatz der Thermodynamik wird der Warmefluss in einem festen Korper
durch folgende Gleichung bestimmt (2-dimensionale Betrachtung):

1#xﬂo+la]ex£0+:rcﬂ 51
wE xs WS W o oA 6-1)

Dabei sind | der Warmeleitfahigkeitskoeffizient, r die Dichte, cp die spezifische War-
mekapazitat und g die volumetrische innere Warmequelle. Unter der Annahme,

dass | nicht von Temperatur abhangt und der Festkorper keine innere Warmequelle
besitzt, ergibt sich aus Gleichung 5.1:
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a°T T 6 T
Covz Taoz== 0
eflx® g qt

(5.2)

Die Ableitungen 2. Ordnung in Gleichung 5.2 kénnen annahernd wie folgt geschrie-
ben werden:

1T 1
ﬂxz » W(Tmﬂ,n + Tm-ln - 27-m,n)’ (53)
1T 1
ﬂyz » W(Tm,nﬂ + Tm,n—l - 27-m,n)’ (54)

und die zeitliche Ableitung in Gleichung 5.2 wird angenahert durch:

T Th-Th
—_ )) é_

5.5
it D (5.5)
Aus Gleichung 5.2-5.5 ergibt sich:
Tnl13+ln +Tnl13—],n - 27-nljn + Tnf,n+l +Tn113,n—1 - 27-ni—;)n _ lTn{;);l - Tnlqgn ) (56)

() (o)’ a D

Dabei ist a :%c (die Temperaturleitfahigkeit). Aus Gleichung 5.6 geht hervor,
P

dass die Temperaturen im Festkorper nach einem Zeit-Inkrement Dt berechnet wer-
den kénnen, indem flur jeden Knoten im Festkdrper eine Gleichung wie Gleichung 5.6

erstellt und T/ berechnet wird. Fir den Fall, dass Dx =Dy ist, ergibt sich aus
Gleichung 5.6:

é u
Trrlrﬂr;l = au 2 (Tr1€+1,n + Trs 1n + Tn,:,n+1 + Trs,n-l) + ia'- 4au2 l;ITnI:n (57)
(Dx) g (D)4
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Abbildung 5.3 stellt eine Situation dar, bei der einige Knoten an einer Oberflache
liegen, wo an der freien Seite der Warmetransport durch Konvektion stattfindet.

Umgebung
m,n+1
A
1 2y
m-1,n |m,n
—9¢ X
A
m,n-1 y
® v
eAxﬁeAx%

Abb. 5.3: Transiente Warmeleitung mit
konvektiver Randbedingung

In diesem Fall wird fir jeden Konten (m, n), der an der Oberflache liegt, eine
transiente Energiebilanz dadurch aufgestellt, dass die Summe aller dem Knoten
durch Warmeleitung und durch Konvektion zugefuhrten Energien gleich der Erho-
hung der inneren Energie des jeweiligen Knotens gesetzt wird, d.h.:

TP - TP TP TP TP . TP
| Dy 22— 4| DX s T g DX Imna ™ T +a,-Dy(TUm ebung ~ Tnﬁ’n)
Dx 2 Dy 2 Dy gebung : 5.:8)
Dx . TP™-TFP.
=r CP _Dy—

2 Dt

Dabei ist a; der Warmeubergangskoeffizient flir die Konvektion an der Oberflache
des Korpers. Sollte Dx =Dy sein, ergibt sich fiir T aus Gleichung 5.8:

N

a_ abt {_a,Dx éox)’ _apx U f

= i2———T, +2TP +TFP +TP +6 - 22127 L AOTP .
m,n (DX)Z} k Umgebung m-1n m,n+1 m,n-1 éaDt k é m,n')[;
(5.9)
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Fur verschiedene Randbedingungen kénnen Gleichungen wie 5.7 und 5.9 fir die
betrachteten Knoten aufgestellt werden, somit wird fir den Gesamtkdrper ein
Gleichungssystem aufgebaut. Durch die numerische Losung dieses Gleichungs-
systems kann das Temperaturprofil im Kérper zu jedem Zeitpunkt ermittelt werden.
Fur weitere Diskussionen Uber die Finite-Elemente-Methode sei auf [5.1, 5.2] verwie-
sen.

5.3 Modellaufbau / -vernetzung im ANSYS

Zur Berechnung des Temperaturfeldes in der Reaktorkaverne (Wande) mit Hilfe der
Finite-Elemente-Methode wurde zuerst im ANSYS-Programm ein 2-dimensionales
Modell aufgebaut dessen Abmessungen (Struktur) exakt denen des in Abbildung 5.1
dargestellten Bildes entsprechen. Abbildung 5.4 zeigt dieses 2-dimensionale Modell.

Beton
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139m
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Abb. 5.4: 2-dimensionaler Ausschnitt (1/4-Ausschnitt) der Reaktorkaverne
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Wie aus Abbildung 5.4 zu erkennen ist, entspricht das in ANSYS aufgebaute Modell
einem Viertelausschnitt der Reaktorkaverne (oberes Teil, das Uber der Core-Catcher-
Oberkante liegt), der durch die Symmetrieachse lauft. Es wurde ein Modell auf der
Basis eines Viertelausschnittes aufgebaut, weil die Berechnung als axialsymmetrisch
durchgefuhrt werden musste. Das aufgebaute Modell wurde im nachsten Schritt ver-
netzt. Das vernetzte Modell ist in Abbildungen 5.5 dargestellt.

=

Abb. 5.5: Vernetztes Modell
(Gesamtmodell)

Fur die Vernetzung des Modells wurde der Elementtyp ,PLANE 77“ ausgewahlt. Die-
ser Elementtyp gehort zu den vorhandenen 2-dimensionalen Elementen von ANSYS,
und wird durch 8 Knoten definiert. Durch eine hohere Flexibilitat, die durch héhere
Anzahl an Knoten (8 Knoten) zustande kommt, eignet sich dieser Elementtyp fir die
Temperaturfeld-Berechnungen am besten. Fur weitere Informationen Uber diesen
Elementtyp sei auf [5.2] verwiesen. Das vernetzte Modell beinhaltet insgesamt
62683 Knoten und 20718 Elemente. Fir die transiente Berechnung des Temperatur-
profils im Reaktorkaverne-Korper wurden Zeit-Schritte zwischen 0,5 s und 20 s ein-
gesetzt. Die Zeit-Schritte wurden jeweils automatisch durch das Programm ausge-
wahlt (im Bereich 0,5 bis 20 s). Die Ergebnisse der Berechnungen zu bestimmten
Zeitpunkten wurden gespeichert und analysiert. Zu jedem Zeitpunkt wurde der
Bereich, in dem die mittlere Temperatur hoher als 1500 K liegt, als der durch
Erhitzung zerstorte Bereich betrachtet.
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6. Diskussion der Ergebnisse der warmetechnischen
Analysen

6.1 Ergebnisse aus der warmetechnischen Modellierung
des Core-Catchers

Zur warmetechnischen Modellierung des in dieser Arbeit vorgeschlagenen Core-
Catcher-Konzepts wurden insgesamt drei Optionen, d.h. Option A, Option B und
Option C betrachtet. Die drei berechneten Optionen unterscheiden sich von einander
durch unterschiedlich angenommene Randbedingungen bzw. durch unterschiedliche
eingesetzte Turbulenzmodelle. In Tabelle 4.1 sind ausfuhrliche Informationen Uber
diese drei Optionen und Uber deren Rand- bzw. Anfangsbedingungen angegeben. Im
Weiteren wird ausfuhrlich Gber die durch die Core-Catcher-Modell-Simulation erziel-
ten Ergebnisse diskutiert.

6.1.1 Option A

Bei dieser Option wurde das RNG-k-e-Modell als Turbulenzmodell verwendet. Diese
Option stellt ein Worst-Case-Szenario dar, da in dieser Option keine Bodenkuhlung
im Core-Catcher als Randbedingung angenommen wurde. Insgesamt wurde diese
Option fir eine Real-Zeit von 100 530 s berechnet. Die auszuwahlenden Zeitschritte
bei der transienten Berechnung lagen im Bereich 0,05 s bis 0,2 s. Im Laufe dieser
berechneten 100 530 s wurden insgesamt 4085 Punkte bei der Simulation erfasst,
und unter diesen Zeitpunkten wurden 81 Punkte zu Evaluierung der Simulationser-
gebnisse ausgewahlt und zur Auswertung verschiedener Parameter zur Beschrei-
bung der dazugehdrigen warmetechnischen Vorgange verwendet.

Abbildungen 6.1 und 6.2 stellen mit Hilfe aufgenommener Bilder graphische Beispie-
le flr die berechneten Flissiganteile im Core-Catcher dar (bei den dargestellten
Abbildungen gilt: Rot = Maximum und Blau = Minimum). Fuir den zeitlichen Verlauf
der berechneten Flussiganteile im Core-Catcher sei auf Anhang 9 verwiesen. Aus
CFD-Simulationsergebnissen ist zu ersehen (siehe Anhang 9), dass die Urandioxid-
phase in weniger als 60 s zu erstarren begann. Es bildete sich dann eine Urandioxid-
kruste (als eine Trennlinie) zwischen der Stahlschmelze und der Urandioxid-
schmelze.
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Abb. 6.1: Flussiganteil im Core-Catcher  Abb. 6.2: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 7609 s (Option A) nach ca. 92008 s (Option A)

Auf der anderen Seite sank die Urandioxidphase nach unten in Richtung Core-
Catcher-Boden ab, weil das durch die Urandioxidphase aufgeschmolzene Stahlbett -
wegen seiner niedrigeren Dichte im Vergleich zur Urandioxidphase - nach oben
wanderte. Nach ca. 3620 s kam es langsam am Boden der Stahlschmelze zum
Erstarren. Es fing nach ca. 3900 s an, sich eine Krusteschicht auf der Oberflache des
Stahlschmelzebades zu bilden. Diese Krusteschicht wurde nach ca. 7600 s vollstan-
dig und begann zu wachsen (ihre Dicke vergrof3erte sich). Nachdem ca. 47600 s ver-
gangen waren, begann die Urandioxidphase wieder zu schmelzen. Die Situation
kann anhand des zeitlichen Verlaufs der Urandioxidphasenbewegung mit Hilfe
einiger ausgewabhlter Bilder besser aufgeklart werden. Diese Bilder befinden sich in
Anhang 9. Abbildungen 6.3 und 6.4 zeigen Beispiele fur die Urandioxidphasen-
bewegung mit Hilfe ausgewahlter Bilder (bei allen dargestellten Abbildungen gilt: Rot
= Maximum und Blau = Minimum).

Cantourg of Valume fraction [uranoxid r 4 Cantourg of Valume fraction [uranoxid R May 11,
FLUEN /0 ) FLUEN rof. rngke, unstead

Abb. 6.3: UO,-Phase im Core-Catcher Abb. 6.4: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 2000 s (Option A) nach ca. 9000 s (Option A)
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Es ist aus den CFD-Simulationsergebnissen zu ersehen, dass die Urandioxidphase
nach ca. 5900 s mit der Graphit-Schicht in Bertihrung kam. Danach bewegte sie sich
in der Mitte in Teilsticken nach unten, wahrend es seitlich, wo es zur Berihrung mit
Graphit gekommen war, zu einer kriechenden Bewegung entlang der Graphitschicht-
oberflache nach unten kam. Am Ende dieses Vorgangs vereinten sich alle Teile der
Urandioxidphase und bildeten zusammen wieder eine einzige Urandioxidphase am
Boden des Core-Catchers. Dies alles ist auf Folgendes zurtickzufihren:

- Da die Urandioxidphase eine relativ starke innere Warmequelle besitzt, kommt es
an den Stellen, wo die Urandioxidphase und das Stahlbett in Kontakt kommen, zu
starken Erhitzungen, welche das Aufschmelzen des Stahls zur Folgen haben. Zu
diesem Zeitpunkt ist aber die Urandioxidphase bereits mit der Graphitschale im
Core-Catcher in Kontakt gekommen und deswegen kann sie nicht wie vorher im
Ganzen weiter nach unten absinken. Daher |16sen sich im Laufe der Zeit einige
Fragmente aus der Urandioxid-Hauptphase und je nach deren Volumina sinken
diese mit unterschiedlichen Geschwindigkeiten nach unten ab, indem sie das
Stahlbett lokal aufschmelzen und das aufgeschmolzene Stahlbett nach oben ver-
drangen (aufgrund deren hoherer Dichte). Diese lokalen Schmelz-/ Erstarrungs-
prozesse kdonnen allerdings nicht erfasst und graphisch dargestellt werden. Zum
einen finden solche Prozesse je nach der Situation sehr schnell statt, und zwar
sogar schneller als der ausgewahlte Zeitschritt bei der Simulation. Zum anderen
musste eine enorme Anzahl von Bildern (z.B. in diesem speziellen Fall ca.
670 000 Bilder) gemacht werden, damit nach jedem einzelnen Zeitschritt bei der
Berechnung die kleinsten Veranderungen im System (wenn Uberhaupt mdglich)
erfasst werden kénnen.

- Dass sich die Urandioxidschicht entlang der Graphitschicht-Oberflache kriechend
weiter nach unten bewegt, liegt ebenfalls an den oben diskutierten lokalen
Schmelz-/Erstarrungsprozessen. Urandioxid besitzt einen sehr niedrigen Warme-
leitfahigkeitskoeffizienten (im Bereich 2 bis 7,5 W/mK), was die Warmeleitung von
innen nach aulRen erschwert und zum lokalen Aufschmelzen in der Urandioxid-
schicht fihrt. Auf der anderen Seite verursachen wiederum starke Uberhitzungen
an Kontaktstellen zum Stahlbett das Aufschmelzen des Stahls. Die auf diese
Weise zustande gekommene Stahlschmelze wird durch den Dichtenunterschied
immer nach oben verdrangt, und die Geometrie-Konvergenz der Graphitschale
leitet die erweichende Urandioxidschicht kriechend weiter nach unten.

Durch das Absenken der Urandioxidphase vergroRerte sich zunachst das Stahl-
schmelzebad, aber die aus dem Reaktor-Core entstandene Stahlschmelze, die eine
innere Warmequelle besitzt, trug auch zu dieser Vergrolierung bei. Das auf-
geschmolzene Stahlbett und die Stahlschmelze aus dem Reaktor-Core mischten sich
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im Laufe der Zeit, was zu Verringerung der volumetrischen inneren Warmequelle der
Stahlschmelze fiuhrte. Wie in Abbildungen 6.1 bis 6.18 zu sehen ist, setzte sich
zunachst die VergroRerung des Stahlschmelzebades bis zu einem gewissen Zeit-
punkt fort, bis ein Maximum erreicht war. Ab diesem Maximum verkleinerte sich das
Volumen des Stahlschmelzebades, bis ein Minimum erreicht war. Danach wurde das
Stahlschmelzebad wieder groRer. In Abbildung 6.5 ist der berechnete Verlauf der

Stahlschmelze-Volumenanderung dargestellt.
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Abb. 6.5: Zeitlicher Verlauf der Stahlschmelzevolumenanderung (Option A)

Aus Abbildung 6.5 ist zu erkennen, dass nach ca. 11 400 s das Stahlschmelzebad
sein bis dahin maximales Volumen von ca. 17,9 m® erreichte. AnschlieRend sank das
Volumen der Stahlschmelze und durchlief nach ca. 48 500 s ein relatives Minimum,
entsprechend ca. 8.1 m® Ab diesem Minimum wird das Stahlschmelzevolumen

standig groler.

Bei der Auswertung der Simulationsergebnisse wurden zu jedem ausgewerteten
Zeitpunkt mittlere Temperaturen fir das Stahlschmelzebad und flr die Urandioxid-
phase berechnet. Die mittleren Temperaturen wurden durch folgende Gleichung

ermittelt:
O .
& T, 0
T, pomiter :ET; i=Stoff , j=Zellennummer. (6.1)
& 7 B
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Dabei bezieht sich ,V|“ auf das Volumen der betrachteten Zelle, die den Stoff i
beinhaltet. Abbildung 6.6 zeigt den Verlauf der mittleren Temperaturen fir die Uran-
dioxidphase und fur das Stahlschmelzebad im Core-Catcher.
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Abb. 6.5: Zeitlicher Verlauf der mittleren Temperaturen einzelner Phasen
im Core-Catcher (Option A)

Aus Abbildung 6.5 ist zu erkennen, dass die mittleren Temperaturen beider betrach-
teten Phasen zunachst erwartungsgemald stark absanken. Dies ist darauf zurtickzu-
fuhren, dass die Urandioxidphase und die Stahlschmelze am Anfang sowohl durch
das Aufschmelzen des Stahlbettes als auch durch die nach oben und nach unten
abgeflihrte Warme stark abgekihlt werden. Das Stahlschmelzebad war nach
ca. 12 700 s bis auf ca. 1800 K und zum gleichen Zeitpunkt die Urandioxidphase
sogar bis auf 1600 K heruntergekuhlt. Der Grund fur die zunachst aufgetretene
starke Abkuhlung liegt darin, dass das Stahlbett bis ca.12 700 s durch die abgefuhrte
Warme aus der Core-Stahlschmelze bzw. aus der Urandioxidphase aufgeschmolzen
wurde und sich dementsprechend das Stahlschmelzebad vergrélierte. Das Volumen
des Stahlschmelzebades betrug den bis dahin maximalen Wert von ca. 17,9 m>. Auf
der anderen Seite wurde der Warmetransport durch freie Konvektion nach oben bis
zur Oberflache des Stahlschmelzebades umso mehr erleichtert, je grofRer das Stahl-
schmelzebad wurde. An der Oberflache wurde dann die nach oben durch freie Kon-
vektion transportierte Warme durch Strahlung aber auch durch weitere freie Konvek-
tion an die Umgebung abgegeben. Ab 12 700 s ist die Temperatur der Urandioxid-
phase bis zum Ende der Berechnungszeit wieder standig gestiegen, wahrend die
Stahlschmelzebadtemperatur bei 1800 K relativ konstant blieb. Dies laldt sich aus
Sicht der Thermodynamik wie folgt erklaren. Die Solidustemperatur des Stahls (Stahl
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304) betragt ca. 1778 K und dessen Liquidustemperatur liegt bei ca. 1809 K (siehe
Tabelle 4.4). Daher war es zu erwarten, dass die Stahlschmelzetemperatur irgendwo
zwischen diesen beiden Temperaturen lag, solange das Stahlbett nicht vollstandig
aufgeschmolzen war.

Dass die Temperatur der Urandioxidphase nach der zunachst starken Abklhlung
wieder gestiegen ist, ist auf folgende Argumente zurlckzufihren. Zunachst ver-
kleinerte sich ab 12 700 s das Stahlschmelzebad und gleichzeitig bildete sich eine
standig dicker werdende Krustensicht an der Oberflache des Bades. Dieser Vorgang
setzte sich solange fort, bis das Stahlschmelzebad ein relatives Minimum (ca. 8,1 m?)
durchlief. Zum einen bedeutete Verkleinerung des Stahlschmelzebades eine Ver-
ringerung des durch freie Konvektion nach oben transportierten Warmeanteils. Zum
anderen wurde der Gesamtwiderstand fur den Warmestrom nach oben umso gréf3er,
je dicker die Krusteschicht an der Oberflache des Stahlschmelzebades wurde. Dies
alles erschwerte bzw. verringerte den Warmetransport nach oben ab diesen Zeit-
punkt, obwohl die Schmelzebadtemperatur bis zum Ende der Berechnung bei ca.
1800 K konstant geblieben war. Auf der anderen Seite erreichte die Urandioxidphase
bis zu diesem Zeitpunkt fast den Boden des Core-Catchers und sammelte sich dort
an (siehe Anhang 9). In dieser Lage stand im Gegensatz zu vorher (d.h. im Vergleich
mit der Position der Urandioxidphase im Core-Cathcer, bevor sie beim Absinken die
Graphitschale erreichte und sich dann am Core-Catcher-Boden sammelte) eine
kleinere Oberflache zum Warmeaustausch zur Verfigung. Da aulRerdem in diesem
Fall keine Bodenkiihlung im Core-Catcher angenommen wurde, wurden die Boden-
materialien im Core-Catcher standig erwarmt. Dies flhrte wiederum zur Verringerung
der Temperaturgefédlle in Richtung Boden und hatte eine Verringerung der nach
unten abgefihrten Warmemenge zur Folge. Dies alles verursachte eine Temperatur-
steigerung in der Urandioxidphase. Die geringe Warmeleitfahigkeit des Urandioxids
soll in dieser Hinsicht auch nicht au3er Acht gelassen werden, da schlechte Warme-
leitfahigkeit angesichts der in Urandioxidphase relativ starken inneren Warmequelle
eine starke Uberhitzung im Inneren der Urandioxidphase verursachte, welche sie
wiederum nach ca. 48 000 s zum Schmelzen brachte. Hier ist auch zu erwahnen,
dass sich die beiden Warmestrome (nach oben bzw. nach unten) aufgrund der
bendtigten Energie fur die Schmelzenthalpie des Urandioxids (ca. 259,3 kJ/kg) ver-
ringerten. In den Abbildungen 6.6 und 6.7 sind die zeitlichen Verldufe der nach oben
transportierten Warme, der nach unten abgegebenen Warme, der insgesamt aus
dem Core-Catcher abgefihrten Warme (oben+unten) und der insgesamt im Core-
Catcher produzierte Nachzerfallswarme graphisch dargestellt.
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Abb. 6.6: Zeitlicher Verlauf der verschiedene Warmestrome
im Core-Catcher (Option A)
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Abb. 6.7: Vergrolierung des zeitlichen Verlaufs der verschiedenen
Warmestréome im Core-Catcher (Option A)

Die aus den Abbildungen 6.6 und 6.7 gewonnenen Erkenntnisse lassen folgende
Schlussfolgerungen zu:

- Bis zu ca. 2900 s blieb die nach unten transportierte Warmemenge nahezu gleich
Null. Dies deutet darauf hin, dass die charakteristische Zeit flr die Warmeleitung

im Vergleich zu der des Schmelz- bzw. Erstarrungsprozesses im Stahlbett sehr
klein ist.
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Erst ab ca. 2900 s begann die nach unten transportierte Warmemenge, sich lang-
sam zu steigern, bis sie bei ca. 12 700 s ein Maximum - entsprechend dem Wert
ca. 2,25 MW- durchlief. In dieser Periode steigerte sich die nach unten trans-
portierte Warmemenge, weil beim Absinken des Urandioxids die Erwarmung des
darunter liegenden Stahlbettes durch die Warmeabfuhr an die Bodenmaterialien
im Core-Catcher (Graphitschale, Stahl-Liner, Beton usw.) verhindert werden
konnte. Nach diesem Maximum verkleinert sich die nach unten transportierte
Warmemenge, da durch die starke Erwarmung der Materialien das Temperatur-
gefalle in Richtung Boden standig sank, besonders weil in diesem Fall keine
Bodenkihlung im Core-Catcher betrachtet wurde.

Die nach oben transportierte Warme sank von Anfang an kontinuierlich ab. Ab ca.
15 000 s bis zu ca. 20 000 s wurden gleiche Warmemengen nach oben und nach
unten transportiert und abgeflihrt. Der Warmestrom nach oben verringerte sich
weiter bis zu ca. 69 000 s, und ab diesen Zeitpunkt stieg er wieder an. Dieses
Verhalten erklart sich aus mehreren Grinden. Zum einen wurde am Anfang die
Stahlschmelze stark abgekuhlt, was zur Folge hatte, dass die Temperatur an der
Oberflache des Core-Catchers stark absank. Der zeitliche Verlauf der mittleren
Temperatur an der Oberflache des Core-Catchers ist in Abbildung 6.8 dargestellt.
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Abb. 6.8: Zeitlicher Verlauf der mittleren Temperatur an der Oberflache

des Core-Catchers (Option A)

Die Absenkung der mittleren Oberflachentemperatur verringerte wiederum die
durch Strahlung abgegebene Warmemenge an der Oberflache, besonders weil
laut Simulationsergebnissen im Laufe der Berechnung immer mehr als 90% der
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nach oben transportierten Warme durch Abstrahlung an der Core-Catcher-
Oberfache abgeflihrt wurden. Abbildung 6.9 zeigt den Anteil der durch Strahlung
an der Oberflache abgegebenen Warme an der gesamten nach oben transpor-
tierten Warmemenge.
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Abb. 6.9: Zeitlicher Verlauf des Anteils der durch Strahlung an
der Oberflache abgegebenen Warme (Option A)

Die mittlere Temperatur an der Oberflache wurde durch folgende Formel ermittelt
(dabei bezieht sich A; auf die an der Oberflache liegende Zelle ,j):

& T A 6
T overtische gemitet = _éA—: j=Zellennummer an der Oberflache. (6.2)
&5 5

Zum anderen begrundet sich, wie anhand der Abbildung 6.5 (siehe auch
Anhang 9) zu ersehen ist, die Verringerung der nach oben transportierten
Warmemenge trotzt der gleichzeitigen Absenkung des Warmestroms nach unten
aus der VergroRerung des Stahlschmelzebades, d.h. ein Teil der nach oben
transportierten Warme wurde zur Deckung der bendétigten Schmelzenthalpie (ca.
250 KJ/kg) verbraucht. Der spatere Anstieg bei dem nach oben gehenden
Warmestrom hatte damit zu tun, dass sich die Dicke der Krusteschicht an der
Oberflache wegen der VergroRerung des Volumens des Stahlschmelzebades
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verkleinerte. Die zeitliche Anderung der Krusteschichtdicke an der Core-Catcher-
Oberflache ist in Abbildung 6.10 dargestellt.
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Abb. 6.10: Zeitliche Anderung der Krusteschichtdicke an
der Oberflache des Core-Catchers (Option A)

Hier ist zu erkennen, dass die Krusteschichtdicke bis ca. 48 500 s nach dem
Beginn der Berechnung standig zunahm, bis zu diesem Zeitpunkt deren
Maximum erreicht war. Anschliel3end blieb die Dicke bis ca. 61 000 s unverandert
und danach nahm sie ab. Ein Vergleich von Abbildung 6.5 mit Abbildung 6.10
zeigt, dass die an der Oberflache sich befindende Krusteschicht eine maximale
Dicke hatte, wenn das Stahlschmelzebad ein Minimum durchlief.

- Die relativ hohe Differenz zwischen der gesamten abgegebenen Warme aus dem
Core-Catcher und der produzierten Nachzerfallswarme, die durchschnittlich bei
ca. 2,2 MW lag, deutet auf Erwarmung des gesamten Core-Catcher-Systems im
Laufe der Berechnungszeit hin.

Die Verteilung der nach unten transportierten Warmestromdichte zu ausgewahlten
Zeitpunkten wurde in den Abbildungen 6.11 bis 6.14 dargestellt.
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In Abbildungen 6.11 bis 6.14 bedeutet ,0°“ die Oberflache der Fluid-Zone im Core-
Catcher, und ,a“ bezieht sich auf den Winkel des betrachteten Punktes am Core-
Catcher-Boden (an der inneren Oberflache der Graphitschale), der in Bezug auf die
Oberflache der Fluid-Zone steht. Wie hier zu erkennen ist, durchlief die Warme-
stromdichteverteilung fast zu jedem Zeitpunkt eine maximale Zone zwischen ,-10°“
und ,-20°“ bzw. zwischen ,-40°“ und ,-50°“. Dies bedeutet zugleich eine Tief-Zone flur
die Warmestromdichte im Bereich ,-40°“ bis ,-30°“. Unter ,-50°“ gab es eine ziemlich
gleichmafige Verteilung der Warmestrome. AulRerdem ist zu erkennen, dass die
untere Halfte der Halbkugel vom Anfang bis zum Ende im Vergleich mit der oberen
Halfte hdheren Warmestromdichten ausgesetzt ist.

Das Temperaturprofil im Gesamtsystem zu ausgewahlten Zeitpunkten ist anhand
einiger aufgenommener Simulationsbilder in Anhang 9 dargestellt. Abbildungen 6.15
und 6.16 zeigen Beispiele fur das Temperaturprofil im Gesamtsystem (bei diesen
Abbildungen gilt: Rot = Maximum und Blau = Minimum).
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Abb. 6.15: Temperaturprofil im Core- Abb. 6.16: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 3501 s Catcher nach ca. 100 530 s
(Option A) (Option A)

Anhand dieser Temperaturprofile (siehe Anhang 9) wird deutlich, dass die charakte-
ristische Zeit fur die Warmeleitung im Vergleich zu der des Schmelz- bzw. Erstar-
rungsprozesses im Stahlbett sehr klein ist. Es ist zu sehen, dass es selbst nach tau-
senden von Sekunden ein ausgepragtes Temperaturprofil nur um die Schmelze-
Front herum gab, und der Rest des Stahlbettes ungefahr bei der anfanglichen Tem-
peratur von 580 K lag. Aul3erdem ist zu erkennen, dass immer mitten in der Uran-
dioxidphase eine hdchst Temperatur im System (Rotmarkierte Bereiche) herrschte.
Besonders ist zu ersehen, wie die heilte Zone sich in der Graphitschale, in der ZrO,-
Schicht und im Beton ausbreitete. Die Ausbreitung der heillen Zone erfolgte gleich-
mafig in Form einer Halbkugel. Dies ist auf einer Seite auf die hohe Warmeleitfahig-
keit der Graphitschale bzw. des darunter liegenden Stahl-Liners zurickzuflihren. Die
hohe Warmeleitfahigkeit dieser beiden Schichten sorgte flir eine gute und effiziente
WarmebegleichmalRigung und verhinderte damit die Entstehung der so genannten
,Hot-Spots®, was den urspringlichen Zweck beim Einsatz von Graphitschale und
Stahlliner an der Stelle erfullte. Auf der anderen Seite wird vermutet, dass die
gleichmafige halbkugelformige Ausbreitung der heillen Zone, die eine warme-
technisch verninftige Warmeverteilung im Gesamtsystem verursachte, in direkter
Verbindung zur Geometrie-Konvergenz des Core-Catchers stand.

Bei der Auswertung der Simulationsergebnisse wurde zu jedem ausgewerteten Zeit-
punkt, ebenfalls eine Reynold-Zahl Re im Gesamtsystem (in der ganzen Fluid-Zone
im Core-Catcher) berechnet. In der ganzen Berechnungszeit lagen die Reynolds-
Zahlen immer zwischen 50 und 2000 (meistens lagen sie zwischen 50 und 400, nur
am Anfang lag Re hoéher als 1000). Es wurde zu einigen ausgewahlten Zeitpunkten
eine mittlere innere Rayleigh-Zahl Ra; flir das Stahlschmelzebad berechnet. Diese
Punkte wurden so ausgewahlt, dass zu jedem Zeitpunkt das Stahlschmelzebad ei-
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nen Flissiganteil von eins hatte. In Abbildung 6.17 ist die zeitliche Anderung der mitt-
leren inneren Rayleigh-Zahl im Stahlschmelzebad dargestellt, und Abbildung 6.18
zeigt die zeitliche Anderung der mittleren Prandtl-Zahl im Stahlschmelzebad.
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Abb. 6.17: Zeitliche Anderung der Abb. 6.18: Zeitliche Anderung der
mittleren inneren Rayleigh- berechneten mittleren Prandtl-
Zahl im Stahlschmelzebad Zahl im Stahlschmelzebad

Aus Abbildung 6.17 ist zu erkennen, dass die ganze Zeit die mittlere innere Rayleigh-
Zahl Ra; zwischen ca. 4x10' und ca. 3x10"" lag, was auf eine turbulente Strémungs-
lage im Stahlschmelzebad hindeutet. Wie vorher erwahnt, lag die Reynold-Zahl Re in
der gesamten Berechnungszeit zwischen 50 und 2000. Solch kleine Re-Zahlen
machen die Notwendigkeit des Einsatzes des RNG k-e-Turbulenzmodells deutlich
und rechtfertigen dessen Auswahl bei den Berechnungen. Selbst wenn von der
maximalen Re-Zahl von 2000 ausgegangen wird, ware unter den gunstigsten Bedin-
gungen (bei ca. 3000 K und Miteinbeziehen der kleinsten Zellen in Fluid-Zone):
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eine maximale Geschwindigkeit von ca. 0,07 m/s im Schmelzebad zu erwarten. Hier
ist zu erkennen, dass trotz solcher geringen Geschwindigkeiten auf Grund hoher
Raj-Zahlen eine turbulente Stromungslage im Stahlschmelzebad herrschte. In Abbil-
dung 6.18 ist zu ersehen, dass in den ausgewahlten Punkten die Prandtl-Zahl (Pr)
der Schmelze im Bereich ca. 0,09 bis ca. 0,2 lag (n-Werte: ca. 5x10”7 m?%s bis ca.
1x10°® m?s). Solche kleine Pr-Zahlen riefen den a-Effekt und den n-Effekt hervor,
und trugen zur Erleichterung des Warmetransportes in der Stratified-Zone (Boden-
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bereich) im Schmelzebad bei. In Abbildung 6.19 ist ein ausgewahltes Geschwindig-
keitsfeld im Core-Catcher gezeigt (bei der unten dargestellten Abbildung gilt: Rot =
Maximum und Blau = Minimum).
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Abb. 6.19: Geschwindigkeitsfeld zu einem ausgewahlten Zeitpunkt
im Core-Catcher (Option A)

Hier ist zu sehen, dass die Hochstgeschwindigkeit erwartungsgemaly bei ca.
0,04 m/s lag. Obwohl die Situation bei dem in dieser Arbeit betrachteten Fall sich
drastisch von der klassischen Rayleigh-Bénard (RB)-Situation unterscheidet, ist in
Abbildung 6.19 deutlich eine mischkonvektive Strémung , die zu einer mischfreien
Konvektion (mixed natural convection) bei dem Warmetransport im Schmelzebad
fuhrt, zu erkennen (d.h. eine freie Konvektion in der wandnahen Zone und mehrere
freie Konvektionen im Bulk-Bereich des Schmelzebades). Au’erdem gab es, wie
anhand der aufgenommenen CFD-Simulationsbilder (siehe Anhang 9) zu ersehen
ist, an der oberflachennahen Zone des Schmelzebades eine kalte Randschicht.
Direkt unter dieser Schicht entstanden die so genannten kalten Fahnen (cold
plumes), die nach unten fielen. Solche kalte Fahnen bzw. die dazugehdrigen
Geschwindigkeitsfelder (in der Nahe der Oberflache des Schmelzebades) sind eben-
falls in Abbildung 6.19 zu erkennen (dieses Phanomen wird besonders bei der
Animation, die durch alle im Laufe der Simulation aufgenommenen Bilder zustande
gekommen ist, ganz deutlich). Dies deutet darauf hin, dass die Simulationsergeb-
nisse mit existierenden theoretischen Beschreibungen der Vorgange in gro3em
Malie Ubereinstimmen, obwohl fast keine experimentellen Ergebnisse vorliegen.
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6.1.2 Option B

Bei dieser Option wurde, wie bei Option A, ebenfalls das RNG-k-e-Modell als Turbu-
lenzmodell verwendet. Diese Option stellt ein Szenario dar, bei dem eine Bodenkiih-
lung im Core-Catcher als Randbedingung angenommen wurde. Insgesamt wurde
diese Option fUr eine Real-Zeit von 262 830 s berechnet bzw. simuliert. Die auszu-
wahlenden Zeitschritte bei der transienten Berechnung lagen im Bereich 0,05 s bis
0,2 s. Im Laufe dieser berechneten 262 830 s wurden insgesamt 7900 Punkte bei der
Simulation erfasst, und unter diesen wurden 181 Punkte zu Evaluierung der Simula-
tionsergebnisse ausgewahlt und zur Auswertung verschiedener Parameter zur Be-
schreibung der dazugehdrigen warmetechnischen Vorgange verwendet. Abbildungen
6.20 und 6.21 stellen mit Hilfe aufgenommener Bilder graphische Beispiele fur die
berechneten Flissiganteile im Core-Catcher dar (bei den dargestellten Abbildungen
gilt: Rot = Maximum und Blau = Minimum). Fur den zeitlichen Verlauf der berechne-
ten Flissiganteile im Core-Catcher sei auf Anhang 10 verwiesen.
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Abb. 6.20: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. 6.21: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 7566 s (Option B) nach ca. 168 690 s (Option B)

Anhand der aufgenommenen CFD-Simulationsbilder ist zu erkennen, dass die Situa-
tion hier der bei der Option A ahnelt. Die Urandioxidphase begann sofort zu
erstarren. Es bildete sich dann eine Urandioxidkruste (als eine Trennlinie) zwischen
der Stahlschmelze und der Urandioxidschmelze. Im Laufe der Zeit wurde das Stahl-
schmelzebad durch Aufschmelzen vom Stahlbett vergrofiert, wahrend die Uran-
dioxidphase wegen starker Abklhlung weiter erstarrte und schrumpfte. Aul’erdem
sank die Urandioxidphase nach unten in Richtung Core-Catcher-Boden ab, weil das
aufgeschmolzene Stahlbett wegen seiner niedrigeren Dichte im Vergleich zu der der
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Urandioxidphase nach oben verdrangt wurde. Nach ca. 3600 s kam es langsam am
Boden der Stahlschmelze zum Erstarren. Es dauerte ca. 3900 s, bis sich eine
Krusteschicht auf der Oberflache des Stahlschmelzebades bildete. Diese Kruste-
schicht wurde nach ca. 7500 s vollstandig und ihre Dicke vergrof3erte sich. Bis hier-
hin sind die Ergebnisse mit denen aus der Option A, wie erwartet, fast identisch, da
bei den beiden Optionen das RNG-k-e-Modell als Turbulenzmodell verwendet wurde.
Aulerdem konnte eine Bodenkihlung im Core-Catcher in der Anfangsperiode wegen
grolRer Entfernung von Core-Catcher-Boden aber auch wegen groRer Masse des
Stahlbettes keine bedeutende Rolle spielen. Nach ca. 50 000 s begann die Uran-
dioxidphase wieder zu schmelzen. Hier zeigte sich langsam ein Unterschied zwi-
schen den Ergebnissen der beiden Optionen. Bei der Option A begann die Uran-
dioxidphase nach ca. 47 600 s, wieder zu schmelzen, d.h. im Vergleich zu der Option
B ca. 1400 s friher. Diese zeitliche Verschiebung bei der Option B kann aufgrund der
Core-Catcher-Bodenklihlung logisch nachvollzogen werden. An dieser Stelle flhrt
die Betrachtung des zeitlichen Verlaufs der Urandioxidphasenbewegung anhand
einiger ausgewahlter Bilder zum besseren Verstandnis der weiteren Diskussionen
Uber die Simulationsergebnisse. Fur diesen zeitlichen Verlauf sei auf Anhang 10
verwiesen. In den Abbildungen 6.22 und 6.23 sind graphische Beispiele fur die Uran-
dioxidphasenbewegung im Core-Catcher dargestellt (bei den dargestellten Abbil-
dungen gilt: Rot = Maximum und Blau = Minimum).
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Abb. 6.22: UO,-Phase im Core-Catcher Abb. 6.23: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 2503 s (Option B) nach ca. 20 339 s (Option B)

Aus den CFD-Simulationsergebnissen (siehe Anhang 10) ist zu erkennen, dass nach
ca. 6300 s die Urandioxidphase mit der Graphit-Schicht in Berihrung kam (bei der
Option A dauerte es ca. 5900 s). Fast zugleich teilte sich die Urandioxidphase in der
Mitte in Teilsticke und diese bewegten sich nach unten, wahrend es seitlich, wo es
zur Beruhrung mit Graphit gekommen war, zu einer kriechenden Bewegung entlang
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der Graphitschichtoberflache nach unten kam. Am Ende dieses Vorgangs vereinten
sich all diese Teile der Urandioxidphase und bildeten zusammen wieder eine einzige
Urandioxidphase am Boden des Core-Catchers. Aulerdem blieben die Form und
Position der Urandioxidphase nach 45 019 s bis zum Ende der Berechnungszeit
unverandert. Dieser Ablauf bei der Urandioxidphasenbewegung ist vollig identisch
(aulRer einer zeitlichen Verschiebung von ca. 400 s) mit dem, was bei der Option A
beobachtet wurde, und ist auf ahnliche Griinde zuriickzufihren, Uber die im Abschnitt
6.1.1 ausfuhrlich diskutiert wurde. Daher wird an dieser Stelle die Wiederholung ver-
mieden.

Wie anhand der CFD-Simulationsbildern (siehe Anhang 10) zu ersehen ist, ver-
grolerte sich das darlber liegende Stahlschmelzebad umso mehr, je tiefer die Uran-
dioxidphase gesunken war. Diese Vergrof3erung bezog sich aber auch zum Teil auf
die innere Warmeleistung der aus dem Reaktor-Core entstandenen Stahlschmelze.
Hier ist, genau wie bei der Option A, zu sehen, dass das Stahlschmelzebad sich bis
zu einem gewissen Zeitpunkt vergroRerte und danach im Laufe der Zeit kleiner wur-
de. In Abbildung 6.24 ist der berechnete Verlauf der Stahlschmelze-Volumen-
anderung dargestellt.
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Abb. 6.24: Zeitlicher Verlauf der Stahlschmelzevolumenanderung (Option B)

In Abbildung 6.24 ist eine Schwingungserscheinung zu erkennen. Das Stahl-
schmelzebad vergrollerte sich zunachst und dabei durchlief es einen maximalen
Punkt (ca. 16.8 m®) bei ca. 12 750 s. Danach nahm das Stahlschmelzevolumen ab,
bis ein minimalen Punkt (ca. 2,7 m3) bei ca. 60 600 s erreicht war. Interessant ist,
dass das Stahlschmelzevolumen bei diesem Minimum kleiner als dessen anfangliche
GroRe, d.h. kleiner als 3,32 m® wurde. Und nach diesem Tiefpunkt vergrof3erte sich
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das Volumen des Stahlschmelzebades wieder bis ein relatives Maximum erreicht
wurde usw. Ab ca. 136 500 s ist ein relativ stabiles Verhalten zu sehen, obwohl eine
schwache Schwingung trotzdem zu erkennen ist. Diese Schwingungserscheinung
lasst sich wie folgt erklaren. Aufgrund der starken Vergrofierung des Schmelzebades
in der Anfangsperiode wegen des starken Aufschmelzens des Stahlbettes erfolgte
die Warmeabfuhr aus dem System (Core-Catcher) zum groften Teil durch freie Kon-
vektion im Schmelzebad, was eine dementsprechend starke Abkihlung der beiden
betrachteten Phasen im Core-Catcher, d.h. der Stahlschmelze und der Urandioxid-
phase zur Folge hatte. Dies ist besonders in Abbildung 6.25 deutlich:
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Abb. 6.25: Zeitlicher Verlauf der mittleren Temperaturen einzelner Phasen
im Core-Catcher (Option B)

Wie in Abbildung 6.25 zu ersehen ist, war diese Abkuhlung in der anfanglichen
Periode so stark, dass die mittlere Temperatur der Urandioxidphase sogar unter die
der Stahlschmelze gefallen ist (bis ca. 1560 K bei ca.14 900 s). Allerdings ist diese
starke Abkuhlung der Urandioxidphase ist zum Teil auch auf die Zerteilung der Uran-
dioxidphase und dem sich daraus resultierenden besseren Warmeaustausch mit
dem Stahlbett durch Erhéhung der freien Oberflache zurlickzufihren. Die mittlere
Temperatur der Stahlschmelze sank zunachst stark, blieb aber im spateren Verlauf
ist bei ca. 1800 K konstant.. Dass die Temperatur des Stahlschmelzebades erwar-
tungsgemall um ca. 1800 K fast konstant geblieben ist, Iasst sich aus Sicht der
Thermodynamik so erklaren, dass die Stahlschmelzetemperatur irgendwo zwischen
dessen Solidus- und dessen Liquidustemperatur bleiben musste (Solidustemperatur
ca. 1778 K, Liquidustemperatur ca. 1809 K), solange das Stahlbett nicht vollstandig
aufgeschmolzen war. Es sei darauf verwiesen, dass die Berechnung der mittleren
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Phasentemperaturen jeweils mit Hilfe der Gleichung 6.1 durchgefihrt wurde. Diese
starke Abkuhlung verursachte wiederum eine relativ schnelle Krustenbildung an der
Oberflache des Stahlschmelzebades zusammen mit einer schnellen Zunahme der
Dicke dieser Krusteschicht und einer im Allgemeinen relativ schnellen Verkleinerung
des Stahlschmelzebades. Eine Verringerung des Volumens des Schmelzebades
bedeutete zugleich die Verringerung des durch die freie Konvektion nach oben trans-
portierten Warmeanteils, was wiederum zu Uberhitzung und demzufolge zum Anstieg
der mittleren Temperaturen im System besonders in der Urandioxidphase flihrte.
Diese Uberhitzung wurde durch teilweises Aufschmelzen des Stahlbettes aus-
geglichen, dies fuhrte wiederum zur VergroRerung des Volumens des Stahl-
schmelzebettes usw. Diese Vorgange waren zusammen fur die Schwingungs-
erscheinung in Abbildung 6.24 verantwortlich. Diese Schwingungserscheinung hatte
im Ubrigen einen direkten Einfluss auf die mittlere Oberflachentemperatur des Core-
Catchers und demzufolge auf den prozentuellen Anteil der Warmestrahlung an der
Core-Catcher-Oberflache. In den Abbildungen 6.26 bis 6.29 wurden die zeitlichen
Verlaufe der Dicke der oberen Krusteschicht, der Core-Catcher-Oberflachen-
temperatur (mittlere) (mit einer Vergroflerung) und des prozentuellen Anteils der
Warmestrahlung an der Core-Catcher-Oberflache gezeigt. Es sei darauf verwiesen,
dass die Berechnung der mittleren Temperaturen an der Core-Catcher-Oberflache
mit Hilfe der Gleichung 6.2 durchgefuhrt wurde.
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Abb. 6.26: Zeitliche Anderung der Krusteschichtdicke an
der Oberflache des Core-Catchers (Option B)
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Abb. 6.27: Zeitlicher Verlauf der mittleren Temperatur an der Oberflache
des Core-Catchers (Option B)
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Abb. 6.28: VergroRerung des zeitlichen Verlaufs der mittleren Temperatur an der
Oberflache des Core-Catchers (Option B)

Aus den Abbildungen 6.26 bis 6.29 ist deutlich zu erkennen, dass die Lage sich im
Core-Catcher nach ca. 130 000 s seit Beginn beruhigte bzw. als relativ stabil
bezeichnet werden konnte, obwohl schwache Schwingungen immer noch zu sehen
waren. Nach diesem Zeitpunkt blieb die mittlere Oberflachentemperatur bei ca.
1210 K, der Anteil der Warmestrahlung an der Oberflache des Core-Catchers lag bei
ca. 91%, das Volumen des Stahlschmelzebades betrug ca. 7 m®, und die Kruste-
schicht an der Core-catcher-Oberflache hatte eine Dicke von ca. 0,4 m.
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Abb. 6.29: Zeitlicher Verlauf des Anteils der Warmestrahlung an
der Core-Catcher-Oberflache (Option B)

Abbildung 6.30 stellt die zeitlichen Verldufe der nach oben transportierten Warme,
der nach unten transportierten Warme, der Gesamtwarme (oben+unten) und der
produzierten Zerfallsnachwarme dar, und eine vergroRerte Darstellung dieser Verlau-
fe ist in Abbildung 6.31 gezeigt.
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Abb. 6.30: Zeitlicher Verlauf der verschiedene Warmestrome
im Core-Catcher (Option B)
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Abb. 6.31: VergréRerung des zeitlichen Verlaufs der verschiedenen
Warmestréme im Core-Catcher (Option B)

Aus den Abbildungen 6.30 und 6.31 ist zu erkennen, dass der nach unten trans-
portierte Warmestrom im Gegensatz zu der Option A nach ca. 10 500 s den nach
oben transportierten Warmestrom tbertraf. Der Unterschied zwischen diesen beiden
Warmestromen in der stabilen Periode, d.h. nach ca. 130 000 s lag bei mehr als
1 MW, mit abfallender Tendenz. Und der Unterschied zwischen der gesamten aus
dem System abgefuhrten Warme und der produzierten Nachzerfallswarme lag in der
stabilen Periode bei teilweise weniger als 0,5 MW. Dieser Unterschied nahm im
Laufe der Zeit tendenziell ab. Die Verteilung der Warmestromdichte (des nach unten
transportierten Warmestroms) zu ausgewahlten Zeitpunkten ist in Abbildungen 6.32
bis 6.37 gezeigt.
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Abb. 6.34: Verteilung der nach unten Abb. 6.35: Verteilung der nach unten
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Abb. 6.36: Verteilung der nach unten Abb. 6.37: Verteilung der nach unten
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In den Abbildungen 6.32 bis 6.37 bedeut ,0°“ die Oberflache der Fluid-Zone im Core-
Catcher, und ,a“ bezieht sich auf den Winkel des betrachteten Punktes am Core-
Catcher-Boden (an der inneren Oberflache der Graphitschale), der in Bezug auf die
Oberflache der Fluid-Zone steht. Hier ist zu erkennen, dass vom Beginn der Berech-
nung bis zu ca. 72 000 s eine instabile Situation herrschte. Erst nach ca. 72 000 s
blieb die Verteilung der nach unten transportierten Warmestromdichte sowohl
quantitativ als auch qualitativ zeitlich relativ unverandert und durchlief immer ein
Maximum in der Zone zwischen ,-50“ und ,-40“ Ebenfalls ist zu sehen, dass die
untere Halfte der Halbkugel in der stabilen Periode im Vergleich zur oberen Halfte
hoheren Warmestromdichten ausgesetzt war.

Das Temperaturprofil im Gesamtsystem zu ausgewahlten Zeitpunkten ist anhand
einiger aufgenommener Simulationsbilder in Anhang 10 dargestellt. Abbildungen
6.38 und 6.39 zeigen Beispiele fur das Temperaturprofil im Gesamtsystem (bei
diesen Abbildungen gilt: Rot = Maximum und Blau = Minimum).
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Abb. 6.38: Temperaturprofil im Core- Abb. 6.39: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 6002 s Catcher nach ca. 262 830 s
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Anhand der CFD-Simulationsergebnisse (sieche Anhang 10) wird deutlich, dass die
charakteristische Zeit fur die Warmeleitung im Vergleich zu der des Schmelz- bzw.
Erstarrungsprozesses im Stahlbett sehr klein ist. Ein ausgepragtes Temperaturprofil
nach mehreren Tausend Sekunden konnte nur um die Schmelze-Front herum
erkannt werden, der Rest des Stahlbettes lag ungefahr bei der anfanglichen Tem-
peratur von 580 K. Aulierdem ist zu erkennen, dass es immer mitten in der Urandi-
oxidphase eine Hochsttemperatur im System (Rotmarkierte Bereiche) herrschte. In
diesem Fall, mit einer Bodenkuhlung im Core-Catcher, gab es keine Ausbreitung
einer heiRen Zone zum AuReren der Fluid-Zone. Die konstante Temperatur an der
Aulenoberflache (die untere Oberflache) des Stahlliners sorgte sogar daflr, dass die
Temperaturen in der stabilen Periode der Berechnung sogar im gesamten Korper der
Graphitschale unter 600 K blieben.

Bei der Auswertung der Simulationsergebnisse wurde zu jedem ausgewerteten Zeit-
punkt, wie bei der Option A, ebenfalls die Reynold-Zahl Re im Gesamtsystem (in der
ganzen Fluid-Zone) berechnet. In der ganzen Berechnungszeit lagen die Reynolds-
Zahlen immer zwischen 30 und 1000 (meistens lagen sie zwischen 50 und 300, nur
am Anfang lag Re bei ca. 1000). Dass die Re-Zahlen in der ganzen Berechnungszeit
so klein waren, bekraftigt die Bedeutung der Auswahl des RNG k-e-Turbulenzmodells
bei den Berechnungen. Es wurde zu einigen ausgewahlten Zeitpunkten eine mittlere
innere Rayleigh-Zahl Ra; fur das Stahlschmelzebad berechnet. Diese Punkte wurden
so ausgewahlt, dass zu jedem Zeitpunkt das Stahlschmelzebad einen Flissiganteil
von eins hatte. In Abbildung 6.40 ist die zeitliche Anderung der mittleren inneren
Rayleigh-Zahl im Stahlschmelzebad dargestellt, und Abbildung 6.41 zeigt die
zeitliche Anderung der mittleren Prandtl-Zahl im Stahlschmelzebad.
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Abbildung 6.40 zeigt, dass Uber die ganze Zeit die mittlere innere Rayleigh-Zahl Ra;
zwischen ca. 3x10'° und ca. 3x10"" lag, was auf eine turbulente Strémungslage im
Schmelzebad hindeutet. Auch hier kann, wenn von einer maximalen Re-Zahl von
1000 ausgegangen wird, unter den gunstigsten Bedingungen (bei ca. 3000 K und
Miteinbeziehen der kleinsten Zellen in Fluid-Zone), wie bei der Option A, berechnet
werden, dass die maximale Geschwindigkeit im Stahlschmelzebad hdchstens ca.
0,03 m/s sein konnte. Wie in der Option A, ist auch hier zu sehen, dass trotz solch
geringer Geschwindigkeiten aufgrund hoher Raj-Zahlen eine turbulente Stromungs-
lage im Stahlschmelzebad herrschte. In Abbildung 6.41 ist zu erkennen, dass bei den
ausgewahlten Punkten die Prandtl-Zahl (Pr) der Schmelze im Bereich ca. 0,06 bis
ca. 0,2 lag (n-Werte: ca. 3x107 m?%s bis ca. 9x10” m?%s). Mit solch kleinen Pr-Zahlen
konnten der a-Effekt bzw. der n-Effekt eine bedeutende Rolle zur
Erleichterung des Warmetransportes in der Stratified-Zone (Boden-Bereich) im
Schmelzebad spielen. Abbildung 6.42 stellt ein ausgewahltes Geschwindigkeitsfeld
im Core-Catcher dar (bei der dargestellten Abbildung gilt: Rot = Maximum und Blau =
Minimum).
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Abb. 6.42: Geschwindigkeitsfeld zu einem ausgewahlten Zeitpunkt
im Core-Catcher (Option B)

Hier ist zu sehen, dass die Hoéchstgeschwindigkeit erwartungsgemald kleiner als
0,03 m/s war. Wie vorher bei der Diskussion der Ergebnisse der Option A erwahnt
wurde, unterscheidet sich die Situation bei dem in dieser Arbeit betrachteten Fall von
der klassischen Rayleigh-Bénard (RB)-Situation sehr, trotzdem ist aber hier deutlich
eine mischkonvektive Stromung zu erkennen, die zu einer mischfreien Konvektion
(mixed natural convection) beim Warmetransport im Schmelzebad fuhrt, d.h. einer
freien Konvektion in der wandnahen Zone und mehreren freien Konvektionen im
Bulk-Bereich des Schmelzebades. Aullerdem gab es, wie es anhand der auf-
genommenen CFD-Simulationsbilder zu ersehen ist, an der oberflachennahen Zone
des Schmelzebades eine kalte Randschicht. Direkt unter dieser kalten Schicht ent-
standen die so genannten kalten Fahnen (cold plumes), die nach unten fielen.
Solche kalten Fahnen bzw. die dazugehdrigen Geschwindigkeitsfelder (in der Nahe
der Oberflache des Schmelzebades) sind ebenfalls in Abbildung 6.42 zu sehen
(dieses Phanomen wird besonders bei der Animation, die durch alle im Laufe der
Simulation aufgenommenen Bilder zustande gekommen ist, ganz deutlich). Dies
deutet darauf hin, dass die Simulationsergebnisse mit existierenden theoretischen
Beschreibungen der Vorgange in groRem Male Ubereinstimmen, obwohl fast keine
relevanten experimentellen Ergebnisse vorliegen.
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6.1.3 Option C

Bei dieser Option wurde im Gegensatz zu den beiden vorherigen Optionen A und B
das Standard-k-e-Modell als Turbulenzmodell verwendet. Wie in den vorherigen
Kapiteln erwahnt, setzt das Standard-k-e-Modell voraus, dass die Turbulenz im
betrachteten System vollstandig ausgepragt ist und dabei wird kein Re-Zahleinfluss
bertcksichtigt. AuRerdem wurden die Standardwerte fur dieses Modell durch
Experimente an Luft und in Wasser ermittelt und dabei wurde von einer isotropen
Turbulenz ausgegangen. Daher sollen die Berechnungsergebnisse, die mit Hilfe
dieses Tubulenzmodells bei der in dieser Arbeit durchgefihrten Simulation erzielt
wurden, als Vergleichsbasis dienen.

Diese Option stellt ein ahnliches Szenario wie in der Option B dar, bei dem eine
Bodenkihlung im Core-Catcher als Randbedingung angenommen wurde. Insgesamt
wurde diese Option fur eine Real-Zeit von 261 930 s berechnet bzw. simuliert. Die
auszuwahlenden Zeitschritte bei der transienten Berechnung lagen im Bereich 0,05 s
bis 0,2 s. Im Laufe dieser berechneten 261 930 s wurden insgesamt 7695 Punkte bei
der Simulation erfasst, und unter diesen wurden 162 Punkte zur Evaluierung der
Simulationsergebnisse ausgewahlt und zur Auswertung verschiedener Parameter zur
Beschreibung der dazugehoérigen warmetechnischen Vorgange verwendet.

Die CFD-Simulationsergebnisse zur diese Option zeigten ziemlich &hnliche zeitliche
Verlaufe Angesichts des Flussiganteils, der Urandioxidphasenbewegung und des
Temperaturprofil im Core-Catcher wie bei der Option B. Aus diesem Grund wird an
dieser Stelle auf eine Wiederholung verzichtet. Fir die ausfihrliche Diskussion der
CFD-Simulationsergebnisse zur Option C sei auf Anhang 11 verwiesen. Im
kommenden Abschnitt werden die Simulationsergebnisse aller berechneten Optionen
A, B und C mit einander verglichen.
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6.1.4 Vergleich der untersuchten Optionen

Damit die Unterschiede zwischen den berechneten Optionen A, B und C besser ver-
deutlicht werden kénnen, werden in diesem Abschnitt jeweils die Simulationsergeb-
nisse aus den drei 0.g. Optionen mit einander verglichen.

Volumen des Stahlschmelzebades

Abbildung 6.43 stellt einen Vergleich der zeitlichen Verlaufe der Stahlschmelze-
Volumenanderung bei den Optionen A, B und C dar. Es ist zu erkennen, dass in der
Anfangesphase - d.h. bis ca. 27 000 s - keine grof3en Unterschiede zu sehen sind.
Besonders bei den Optionen A und B ist ein ahnlicher Verlauf zu erkennen. Wahrend
bei der Option A das Volumen des Stahlschmelzebades im Laufe der Zeit aufgrund
allgemeiner Erwarmung im Core-Catcher anstieg, wurde bei den Optionen B und C
wegen der Bodenkuhlung ein relativ stabiler Zustand im Core-Catcher erreicht.
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Abb. 6.43: Vergleich der zeitlichen Verlaufe der Stahlschmelze-Volumenanderung

In Abbildung 6.44 sind die zeitlichen Verlaufe der Anderung der obere Krusteschicht-
dicke miteinander verglichen worden. Hier ist zu sehen, dass nach ca.
135 000 s ein relativ stabiler Zustand bei den Optionen B und C erreicht wurde. Trotz
ahnlicher qualitativer Verlaufe bei diesen beiden Optionen ist aber zu erkennen, dass
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bei der Option B die obere Krusteschicht im Vergleich zu der aus der Option C fast
Uber die gesamte Zeit dicker war.
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Abb. 6.44: Vergleich der zeitlichen Verlaufe der oberen Krusteschichtdicke
(Stahlschmelzebad)

Warmestrome im Core-Catcher

In den Abbildungen 6.45 bis 6.48 sind die transportierten Warmemengen im Core-
Catcher fur die drei Optionen miteinander verglichen worden.
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Abb. 6.45: Nach oben transportierte Abb. 6.46: Nach oben transportiert
Warme Warme (Vergrolerung)
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Abb. 6.47: Nach unten transportierte Abb. 6.48: Gesamte aus dem Core-
Warme Catcher abgefuhrte Warme

In diesen Abbildungen ist deutlich zu erkennen, dass bei der Option C alle Warme-
strome bzw. die Warmemengen im Vergleich zur Option B Uber die gesamte Zeit ho-
her lagen. Wie bereits im vorherigen Abschnitt diskutiert, wird vermutet, dass sich
dies aus den Schwachpunkten des Standard-k-e-Turbulenzmodells ergibt. Bei der
Option A lag im Vergleich zu den beiden anderen Optionen B und C die nach oben
transportierte Warme deutlich hoher, die nach unten transportierte Warme deutlich
niedriger und auch die Gesamtwarme niedriger.

Mittlere Temperatur an der Oberflache des Core-Catchers

In den Abbildungen 6.49 und 6.50 ist ein Vergleich zwischen den zeitlichen Verlaufen
der mittleren Oberflachentemperatur des Core-Catchers zusammen mit vergroRRerter
Darstellung gezeigt.

2800

1400

< T < ¥ T
= 2600+ « Option A = 1380 3 + Option A
2 ; = Option B £ 1360 = = Option B
£ 2400 Option C g 1340 t Option C
3 L g 1520 —2
= 2200 ¢ = 1300 2
£y 3 5 1280 A 'ﬂ
§ 20003 ® 1260
[ P [
é’- 1800 é’_ 1240 4 \ /7 ]
£ o0 "! § %  da— -
= A € 1200 \‘Wf
8 \ 2 1180
8 MO0 8 1160
5 1200 | R OV — NSRS Yo PO OO T 1140
5t e S 3

1000 ! ! ! ! ! ! ! ! 1100 !

0 27000 54000 81000 108000 135000 162000 189000 216000 243000 270000 0 27000 54000 1000 108000 135000 162000 189000 216000 243000 270000
Zeit, t[s] Zeit, t[s]

Abb. 6.49: Mittlere Oberflachentempera- Abb. 6.50: Mittlere Oberflachentempera-
tur des Core-Catchers tur des Core-Catchers (Verg.)
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Hier sind relativ ahnliche Verlaufe zu erkennen. Besonders bei den Optionen B und
C sind kaum bedeutende Unterschiede zu sehen.

Mittlere Temperatur der einzelnen Phasen im Core-Catcher

Die zeitlichen Verlaufe der mittleren Temperatur im Stahlschmelzebad bzw. in der
Urandioxidphase zusammen mit deren vergrof3erter Darstellung sind in den Abbil-
dungen 6.51 bis 6.54 gezeigt.
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Abb. 6.51: Mittlere Temperatur im Abb. 6.52: Mittlere Temperatur im
Stahlschmelzebad Stahlschmelzebad (Verg.)
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Abb. 6.53: Mittlere Temperatur in der Abb. 6.54: Mittlere Temperatur in der
Urandioxidphase Urandioxidphase (Verg.)

Hier ist ebenfalls zu erkennen, dass es keine grof’en Unterschiede zwischen den
Simulationsergebnissen aus den Optionen B und C gibt. Aullerdem sind bei allen
drei berechneten Optionen A, B und C ahnliche qualitative Verlaufe zu sehen. Bei
der Option A lagen erwartungsgemafl die mittleren Temperaturen der beiden Pha-
sen im Core-Catcher im Vergleich zu den Optionen B und C hdher, da bei der Option
A keine Bodenkuhlung vorgesehen war.
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Mittlere innere Rayleigh-Zahl Ra; und mittlere Prandtl-Zahl Pr

In den Abbildungen 6.55 und 6.56 sind die mittleren inneren Rayleigh-Zahlen Ra;
bzw. die mittleren Prandtl-Zahlen Pr fir den Zeitbereich dargestellt, in dem die Stahl-
schmelze vollstandig flissig war.
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Abb. 6.55: Zeitliche Anderung der Abb.6.56: Zeitliche Anderung der
mittleren Ra; -Zahl im mittleren Prandtl-Zahl im
Stahlschmelzebad Stahlschmelzebad

Aus diesen Abbildungen ist zu erkennen, dass zum einen die Stromungslage im
Stahlschmelzebad als turbulent bewertet werden konnte, da die berechneten mittle-
ren inneren Rayleigh-Zahlen Ra; bei allen drei berechneten Optionen A, B und C im
Bereich 10"° bis ca. 10'? lagen. Zum anderen lagen die mittleren Prandtl-Zahlen im
Stahlschmelzebad bei allen drei genannten Optionen im Bereich 0,05 bis 0,2. Mit
solch kleinen Pr-Zahlen konnten der a-Effekt bzw. der n-Effekt eine bedeutende
Rolle zur Erleichterung des Warmetransportes in der Stratified-Zone (Boden-Bereich)
des Schmelzebades spielen. Es sei an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass es
sich bei allen prasentierten Punkten angesichts der berechneten inneren Rayleigh-
Zahlen Ra; - und zwar bei allen simulierten Optionen A, B und C - um ein Schmelze-
bad mit einem FlUssigphasenanteil von 100% handelte, welches Uber den Zeitraum
vom Anfang der Berechnung bis zum Maximum bei ca. 6000 s existierte. Nachher
bildeten sich trotz der VergroRerung des Stahlschmelze-Volumens lokale Erstar-
rungszonen, welche einen Flissigphasenanteil kleiner als eins im Schmelzebad zur
Folge hatten. Aus diesem Grund wurden nur die Zeitpunkte zur Berechnung der
inneren Rayleigh-Zahlen bzw. Prandtl-Zahlen ausgewahlt, bei denen ein vollstandig
flissiges Schmelzebad vorlag. Zu allen anderen Zeitpunkten lagen die lokal berech-
neten inneren Rayleigh-Zahlen Ra; — wie auch aus Abbildung 6.55 zu erkennen ist —
sogar im Bereich 10'°-10"%, was wiederum eindeutig auf eine sehr starke Turbulenz-
lage im Schmelzebad hindeutet.
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6.1.5 Nachteile der 2-dimensionalen Modellierung,
Schwierigkeiten beim Einsatz der Turbulenzmodelle

Bei den in den vorherigen Abschnitten dargestellten Ergebnissen hinsichtlich der
Warmestrome wurden einige Probleme beobachtet. Bei den Optionen B und C war
zu erkennen, dass der aus dem System abgefihrte Gesamtwarmestrom im Laufe
der Zeit stets unter der produzierten Nachzerfallswarme im Core-Catcher lag, obwonhl
es im Laufe der Berechnung nach einiger Zeit einen relativ stabilen Zustand gab
(siehe Abbildungen 6.43-6.53). Diese Tatsache wird anhand der Abbildungen 6.57
und 6.58 besonders deutlich.
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Abb. 6.57: Gesamte abgeflhrte Warme + produzierte Nachzerfallswarme
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Aus diesen beiden Abbildungen ist zu erkennen, dass die gesamte abgefihrte
Warme im stabilen Bereich ca. 0,3 bis 1 MW unter der gesamten produzierten Nach-
zerfallswarme lag, obwohl in dieser relativ stabilen Periode die mittlere Temperatur
der Stahlschmelze bzw. der Urandioxidphase im Core-Catcher (Abbildungen 52 und
53), das Stahlschmelzebadvolumen (Abbildung 43), die mittlere Oberflachen-
temperatur (Abbildung 169) und die Krusteschichtdicke an der Core-Catcher-
Oberflache (Abbildung 44) relativ konstant geblieben waren. Das bedeutet, dass die-
ser Effekt nicht auf das Aufheizen des Systems zuriickzuflihren ist. Auf der anderen
Seite liegt die Genauigkeit des numerischen Verfahrens unter Einbeziehung der
Diskretisierungsfehler bei gentgend feiner Auflosung (was bei dieser Arbeit gegeben
ist) im Bereich von 2% bis 5%. Das wurde bedeuten, dass im Allgemeinen durch das
in FLUENT angewandte numerische Verfahren bei den Simulationen von bekannten
Test- und Validierungsbeispielen (dem Benchmarking) Messwerte bis auf etwa 3%
reproduziert werden konnen. Was die globale Warmebilanz in diesem Fall angeht,
kann der Erstarr-/Schmelzprozess als realistisch akzeptiert werden. Der Fehler beim
Abkuhlungs-zeitraum und den mittleren Temperaturen der Urandioxidphase bzw. der
Stahlschmelze kann im Bereich von wenigen Prozent angenommen werden. Daher
ist anzunehmen, dass sich dieser Unterschied zwischen der gesamten aus dem
System abgeflhrten Warme und der produzierten Nachzerfallswarme zum einen aus
den Problemen bei der 2-dimensionalen Modellierung insgesamt und zum anderen
aus den speziellen Schwierigkeiten bei den Turbulenzmodellen zur Beschreibung
des turbulenten Strémungsfelds im System ergab. In der Literatur liegen Ergebnisse
aus vielen wissenschaftlichen Untersuchungen tUber verschiede Strémungsfelder vor
[6.1], die betonen, dass die Physik eines turbulenten Stromungsfeldes besonders mit
einer instabilen Stratified-Zone ein hochst 3-dimensionales Phanomen ist, und die
Unterdrickung der dritten Dimension bei der Modellierung einer Stromungssituation
(d.h. eine 2-D Modellierung) zum Teil zu unphysikalischen bzw. unrealistischen
Ergebnissen besonders bei den berechneten Nusselt (Warmetransport relevanten)-
bzw. Sherwood (Stofftransport relevanten)-Zahlen flhrt, was eine unrealistische Ver-
ringerung der berechneten Warme- bzw. Stoffstrome im betrachteten System zur
Folge hat. Besonders haben Vergleiche zwischen den Ergebnissen aus voll
3-dimensionalen DNS (direct numerical simulation)-Berechnungen und aus
2-dimensionalen Simulationen zusammen mit den dazugehérigen experimentellen
Messdaten gezeigt, dass bei ahnlichen Fallen wie dem in dieser Arbeit untersuchten
eine 2-D Berechnung kleinere Warmestrome ergibt [6.2]. Die Ungenauigkeiten einer
2-dimensionalen Modellierung machen sich deutlicher bemerkbar, wenn bei einem
Abkuhlprozess in einem Fluid mit einer volumetrischen inneren Warmequelle beson-
ders hohe innere Rayleigh-Zahlen Ra; zu erwarten sind [6.1]. Bei der Simulation ei-
nes turbulenten Systems - besonders mit hohen Rayleigh-Zahlen (inneren oder ex-
ternen) - ist eine 3-dimensionale Modellierung wichtig, weil es in so einer Strémungs-
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lage ein stark anisotropes Verhalten der Turbulenz und einen sich nicht im Gleich-
gewicht befindenden Zustand der turbulenten kinetischen Energie gibt [6.2].

Bei den Turbulenzmodellen, die bei einer CFD-Berechnug (2-D oder 3-D) zum
Einsatz kommen, gibt es einige Schwierigkeiten, die im Endeffekt Probleme bei der
Berechnung der Warme- bzw. Stoffstrome im betrachteten System besonders bei der
Bestimmung der lokalen Warmestrome zu einem bestimmten Zeitpunkt bewirken.
Diese Art der Schwierigkeiten ist darauf zurtickzufiihren, dass es bei allen bis heute
bekannten Turbulenzmodellen einige empirische bzw. halb empirische Formeln gibt,
die angesichts einer definierten Situation die jeweiligen Reynoldschen Spannungen
mit akzeptabler Genauigkeit beschreiben sollen. Wie in vorherigen Kapiteln bereits
erwahnt wurde, ist es zwar mdglich, Gleichungen zur exakten Beschreibung der

Reynoldschen Spannungen herzuleiten. Aber solche wirden Terme wie vFWwg

beinhalten und der Versuch, diese Terme naher zu beschreiben, wirde zu Formeln
hoherer Ordnung mit Termen wie v¥®®¢ fihren. Das heit ein solcher Versuch

wlrde zu einer unendlichen Anzahl von Gleichungssystemen fuhren. Um dies zu
verhindern, ist man auf die Empirie angewiesen. Das bedeutet, dass beim Einsatz
eines Turbulenzmodells ,phdnomenologische Korrekturen (phanomenologische
Anpassungen)‘ der Modellkonstanten von fundamentaler Bedeutung sind. Dies
wurde besonders durch den Vergleich verschiedener Turbulenzmodelle bzw. deren
Ergebnisse mit experimentellen Daten wiederholt bewiesen [6.1, 6.3]. Solche
Unsicherheiten bei den angewandten Turbulenzmodellen in einer CFD-Berechnung
fuhren besonders bei hohen Ra;-Zahlen meistens zur Unterschatzung der Warme-
strome aufwarts und zugleich zur Uberschatzung der Warmestrome abwarts (evtl.
auch seitliche) im betrachteten System [6.3]. Ein besonderes Problem bei dem
Standard-k-e-Turbulenz-modell basiert auf der Tatsache, dass bei diesem Modell von
einer isotropen Eddy-Viskositat (turbulenter Viskositat) ausgegangen wird. Das
wuirde bedeuten, dass die Eddy-Viskositat fur alle turbulenten (Reynoldschen) Span-
nungen gleich ist. Diese Annahme verursacht besonders Schwierigkeiten bei der
Modellierung der Falle, bei denen es sich um ein Fluid mit einer inneren volumetri-
schen Warmequelle, hoher Ra; und einem starken Auftrieb im zu behandelnden
System handelt. Im Allgemeinen setzt eine zuverlassige Modellierung der
Stromungssysteme mit den oben diskutierten Eigenschaften die Anwendung eines
fortgeschrittenen Turbulenzmodells voraus, bei dem die turbulenten (Reynoldschen)
Spannungen hoch entwickelt sind. Allerdings gibt es einige Ungewissheiten bei
solchen Turbulenzmodellen hoéherer Ordnung. Ebenfalls werden durch die Ver-
wendung dieser Turbulenzmodelle in einem Navier-Stockes-Programmpaket grol3e
Schwierigkeiten bei der Auflosung der daraus resultierenden Gleichungssysteme (bei
den numerischen Verfahren) hervorgerufen. Ein Kompromiss in diesem Zusammen-
hang bleibt abzuwarten.
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6.2 Warmetechnische Sicherheitsanalyse der Reaktorkaverne

Die Warmestromdichte, der die innere Oberflache der Reaktorkaverne ausgesetzt
wurde, bestand aus zwei Teilen. Ein Teil bezieht sich auf die an der Oberflache des
Core-Catchers freigesetzte Warme (Konvektion+Starhlung), bei dem anderen Teil
handelt es sich um die Nachzerfallswarmeleistung der gasférmigen Spaltprodukte
(siehe den vorherigen Abschnitt). Der erste Teil wurde durch die aus der Core-
Catcher-Simulation erzielten Ergebnisse (Option B) ermittelt. Wie bereits im Kapitel 4
(siehe Abschnitt 4.8) erwahnt, wird ca. 20% der gesamten Nachzerfallswarme der
Spaltprodukte durch die freigesetzten gasformigen Spaltprodukte geleistet. Daher
wurde fur den zweiten Teil 20% der durch Gleichung 2.1 berechnete Nachzerfalls-
warmeleistung verwendet. Wenn von dem in Abbildung 2.5 dargestellten Konzept fur
die Reaktorkaverne ausgegangen wird, betragt deren innere Oberflache ca. 410 m?.
Mit Hilfe dieser Informationen kann der zeitliche Verlauf der an der inneren Reaktor-
kaverneoberflache angenommenen Warmestromdichte ermittelt werden. Abbildung
6.59 zeigt diesen Verlauf.
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Abb. 6.59: Zeitlicher Verlauf der an der inneren Reaktorkaverneoberflache
angenommenen Warmestromdichte

Dieser zeitliche Verlauf wurde fir die Berechnungen (ANSYS-Simulation) des
Temperaturfeldes in der Reaktorkaverne als Randbedingung verwendet. Die innere
Oberflache der Reaktorkaverne ist durch eine Stahllinerschicht bedeckt (siehe Abbil-
dung 2.5). Dieser Stahlliner soll durch die eingebauten Kihlkanale gekuhlt werden.
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Sollte das Stahlliner-Kihlsystem nach einem schweren Unfall funktionieren, ist die
Frage zu klaren, ob der zeitliche Verlauf der an der inneren Reaktorkaverne-
oberflache angenommenen Warmestromdichte die maximal zulassige Warmestrom-
dichte (critical heat flux) im Stahlliner Uberschreitet. Diese maximale Warmestrom-
dichte wird durch die Warmespannung, die sich aus dem Temperaturgradient im
Stahlliner ergibt, limitiert. Der Temperaturgradient resultiert wiederum aus der War-
me-stromdichte im Stahlliner selbst. Die maximale Ausdehnung enax. im Stahlliner ist
definiert durch:

A-no
€rax. =278, ’ié?é (7.1)

Dabei bezieht sich:

n auf den Querkontraktionskoeffizienten (Poisson’s ratio) des Stahls,
E auf den Elastizitatsmodul des Stahls,

So2 auf die Formanderungsfestigkeit (yield strength) des Stahls.

Auf der anderen Seite ist die maximale Ausdehnung enax. im Stahlliner durch den
Temperaturgradienten DT begrenzt, das wurde bedeuten:

€, =@ XOT. (7.2)

Dabei bezieht sich a auf den Warmeausdehnungskoeffizienten des Stahls. Die War-
mestromdichte durch den Stahlliner q$,,. wird durch folgende Gleichung

definiert:

[ x0T

qg;ahlliner = S

Dabei beziehen sich | und S auf den Warmeleitfahigkeitskoeffizienten bzw. die Dicke
des Stahlliners. Aus den Gleichungen 6.1 bis 6.3 ergibt sich:

_26,,4 X1-n)

¢ = . 7.4
qg;ahllmer, max. a ><S >E ( )
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Die maximal zulassige Warmestromdichte (critical heat flux) im Stahlliner ist durch
Gleichung 6.4 definiert. Nach dem Einsetzen der folgenden Daten [6.5] in Gleichung
6.4 :

S,,. 205MPa | (25-350°C): =17 W/mXK n: =04 |,

S : 002m , a (25-350°C):  17,840° K' | E: 210GPa

ergibt sich daraus eine maximal zulassige Warmestromdichte (critical heat flux) im
Stahlliner q§, in Héhe von ca. 56000 W/m?K. Ein Vergleich mit dem in Abbildung

6.59 angezeigten Verlauf macht deutlich, dass die Reaktorkaverne im Falle eines
schweren Unfalls unter dem Einsatz des in Abbildung 2.3 vorgeschlagenen Core-
Catcher-Konzepts intakt bliebe, falls das Stahlliner-Kiihlsystem funktionieren wirde.
Der nachste Schritt ware, dass von einem Worst-Case-Szenario ausgegangen wird.
Das wurde bedeuten, dass das Stahlliner-Kuhlsystem nach einem schweren Unfall
nicht funktionieren wirde. Zur Klarung dieses Szenarios wurde, wie bereits in
Kapitel 5 diskutiert, fir das in Abbildung 5.4 dargestellte Modell mit Hilfe von
ANSYS-Programmpaket unter der Verwendung der Finite-Elemente-Methode eine
2-dimensionale axialsymmetrische Temperaturfeld-Berechnung durchgefiihrt. Dabei
wurde angenommen, dass bei 1500 K die vorhandenen Materialien durch Hitze
zerstort sind. Die gesamte berechnete Zeit hier betrug 3000000 s (ca. 35 Tage). In
den Abbildungen 6.60 bis 6.67 sind die ausgewahlten Temperaturfelder angezeigt
(bei allen dargestellten Abbildungen gilt: Rot = Maximum und Blau = Minimum).

hlliner

359.627 341.768

490.213 474.346

620.799 606.925

Abb. 6.60: Temperaturfeld in der Reak- Abb. 6.61: Temperaturfeld in der Reak-
torkaverne nach ca. 10° s torkaverne nach ca. 3.10° s
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Abb. 6.62: Temperaturfeld in der Reak-
torkaverne nach ca. 6.10° s

Abb. 6.63:

Temperaturfeld in der Reak-
torkaverne nach ca. 10% s
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Abb. 6.64: Temperaturfeld in der Reak-
torkaverne nach ca. 1,4.10% s

Abb. 6.65:

Temperaturfeld in der Reak-
torkaverne nach ca. 1,8.’I06 S
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Abb. 6.66: Temperaturfeld in der Reak-
torkaverne nach ca. 2,4.10° s

Abb. 6.67:

Temperaturfeld in der Reak-

torkaverne nach ca. 3x10°% s
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Wie hier zu erkennen ist, gab es zwei Erosions-Fronten, die durch die Uberhitzung
des Betons im Laufe der Zeit zustande gekommen waren, eine vertikale Erosions-
front, die durch das Dach der Reaktorkaverne ging, und eine horizontale bzw.
seitliche Erosionsfront, die sich in der Seitenwand der Reaktorkaverne bewegte. Es
ist ebenfalls zu sehen, dass die Erosion in vertikaler Richtung wahrend der ganzen
Zeit groRer als die in horizontaler Richtung war. Damit die Erosionstiefe in den
beiden Richtungen im Laufe der Zeit quantifiziert werden kann, wurde zu einigen
ausgewahlten Zeitpunkten die mittlere Tiefe der Erosion sowohl horizontal als auch
vertikal gemessen. Das Ergebnis ist in Abbildung 6.68 angegeben.
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Abb. 6.68: Zeitlicher Verlauf der Erosionstiefe in der Reaktorkaverneoberflache

Aus Abbildung 6.68 ist zu erkennen, dass die vertikale Erosion groRer als die in
horizontaler Richtung ist. AuRerdem ahneln die beiden Verlaufe einander sehr. Nach
ca. 35 Tagen gab es immer noch eine intakte Betonschicht mit einer Dicke von ca.
1,5 m sowohl im Dach als auch seitlich in der Reaktorkaverne. Fur die graphische
Darstellung des zeitlichen Verlaufs der intakten Betonschicht sei auf Anhang 12 ver-
wiesen.
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7. Betrachtung der neutronenphysikalischen Sicherheit
und der Aktivitat der gasformigen Spaltprodukte

7.1 Kritikalitatsbewertung

Fir eine hoch radioaktive Schmelze, die nach einem schweren Unfall mit einem tota-
len Ausfall der Kihlsysteme bei einem LWR entsteht, reichen allein warme-
technische Sicherheitsstudien aus, um die Unfallsituation und die dazugehérigen
Vorgange zu beschreiben. Dies liegt daran, dass fur eine aus einem LWR-Core
(thermisch) entstandene Schmelze keine Gefahr besteht, kritisch zu werden und
damit eine unkontrollierte Kettenreaktion auszulosen, da bei solch einer Schmelze
einfach der Moderator (z.B. Wasser) fehlt. Aber im Gegensatz zu Unfallsituationen
bei thermischen Reaktoren besteht fur eine Core-Schmelze — entstanden beim Unfall
eines schnellen Reaktors - die Moglichkeit, dass es beim Auffangen im Core-Catcher
zur Kritikalitat der betrachteten Schmelze kommt und demzufolge eine nukleare
Kettenreaktion ausgeldst wird. Daher ist bei der Auslegung eines Core-Catchers fur
einen schnellen Bruter von fundamentaler Bedeutung, eine neutronen-physikalische
Untersuchung zur Kritikalitatsbewertung der zu behandelnden Schmelze durchzu-
flihren, damit gewahrleistet werden kann, dass es nicht zum Auslésen einer un-
kontrollierten nuklearen Kettenreaktion im Core-Catcher kommt. Im Weiteren werden
zunachst einige der wichtigsten Begriffe bei einer neutronen-physikalischen
Betrachtung erlautert. Daran anschlieRend wird Uber den Modellaufbau und die ver-
wendete Berechnungsmethode diskutiert.

7.1.1 Multiplikationsfaktor

Bei einem Kernspaltprozess werden pro Spaltreaktion mehrere Neutronen — ent-
sprechend dem n-Wert — emittiert. Unter bestimmten Umstanden sind diese Neutro-
nen in der Lage, weitere Spaltreaktionen auszuldsen usw.. Diese Kette der Spaltre-
aktionen fuhrt zu der so genannten Kettenreaktion. Eine Kettenreaktion kann unter
Umstanden sowohl kontrolliert als auch unkontrolliert ablaufen. Dies hangt von der
zeitlichen Anderung der Neutronenanzahl ab: Fir ein betrachtetes System (ein un-
endliches System), in dem Spaltreaktionen stattfinden, gilt:
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= (08, )- (S,6)- (S,f), (7.1)

Dabei bezieht sich:

n auf die Anzahl der emittierten Neutronen pro Spaltreaktion,

f auf die integrale Neutronenflussdichte,

S, auf den makroskopischen Wirkungsquerschnitt fiir Spaltung: [m™],

S, auf den makroskopischen Wirkungsquerschnitt flir parasitare
Absorption,

n auf die Neutronenanzahl: [m™].

Auf der anderen Seite qilt:

f=nx. (7.2)

Dabei ist v [ms™'] die Neutronengeschwindigkeit. Und mit S =S, +S, kann Glei-

a,total

chung 7.1 wie folgt umgeschrieben werden:

%:(nWGa,total)gh—ﬁ' g:n>C. (7.3)
a,tota

]

Nach Umformung ergibt sich folgende Gleichung:

k,-1
@ =nxC = u (74)
ot t,
Mit:
K, =S (7.5)
Sa,total
1
t,= 7.6
0 38 (7.6)

Aus Gleichung 7.4 ist zu erkennen, dass
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(7.7)

ist. Die GroRe k, nennt sich Multiplikationsfaktor fur ein unendlich ausgedehntes

Medium. Aus den Gleichungen 7.4 und 7.7 geht hervor, dass es fir die zeitliche An-
derung der Neutronenzahl folgende Mdglichkeiten gibt:

- C=0 oder k, =1.
In diesem Fall gilt % =0, und das System wird als kritisch bezeichnet.

- C>0 oder k, >1.
Hier steigt n(t) exponentiell an. Das betrachtete System ist in diesem Fall tber-

kritisch.
- C<O0 oder k, <1.

Hier ist zu erkennen, dass n(t) exponentiell absinkt. In dieser Situation wird das

System als unterkritisch bezeichnet.

Bei der oben durchgefiuhrten Diskussion ist zu beachten, dass es sich um ein unend-
lich ausgedehntes System handelt. Das bedeutet, dass das neutronenphysikalische
Geschehen unbeeinflusst von den Abmessungen des Systems ist. Bei der Betrach-
tung eines realen Systems wird es jedoch zum Ausfluss von Neutronen aus dem
Medium kommen. Liegt eine Core-Schmelze aus einem gasgekuhlten schnellen Bri-
ter — entsprechend des hier zu betrachtenden Falls — in einem Core-Catcher, tritt in
Folge der endlichen Abmessungen der Schmelze solch ein Neutronenausfluss aus
dem System (Schmelzemasse) auf. Daher wird ein Faktor namens ,schneller
Verbleibfaktor® W, wie folgt definiert:

_ Anzahl der im System verbliebenen schnellen Neutronen
Anzahl der schnellen Spaltneutronen '

W.

S

Der Multiplikationsfaktor wird damit erweitert zu’

W (7.8)

eff.

! hier werden die so genannten thermischen Neutronen nicht miteinbezogen, da sie fiir den
betrachteten Fall in dieser Arbeit irrelevant sind. Fir tiefer gehende Diskussion Gber k_
sei auf [7.1, 7.2] verwiesen.
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Um eine sichere (unterkritische) Lage fur die zu behandelnde Schmelze im Core-
Catcher aus neutronenphysikalischer Sicht zu realisieren, muss k_, (effektiver Multi-

plikationsfaktor) fur das betrachtete System kleiner als eins sein. k_, hangt von den

inneren Eigenschaften des zu untersuchenden Systems (Zusammensetzung, Materi-
alien und Systemgeometrie) ab. Dies wird im folgenden Abschnitt naher erlautert.

7.1.2 Eingruppengleichung

Ausgehend von der Diffusionsgleichung gilt fir ein Medium bei einer Eingruppen-
Betrachtung in einem stationaren Fall folgende Gleichung:

DXDf - S, % +Q=0. (7.9)

Dabei bezieht sich:

Df auf den Laplace-Operator
1T
ﬂXZ ﬂyZ ﬂZZ
auf Neutronenquellterm,

(z.B. Df =

im kartesischen Koordinatensystem),

3]

D auf den Diffusionskoeffizienten im betrachteten Medium: [m].

Far den Quellterm Q gilt:

Q=n>XS ¥ =k, XS, X. (7.10)
Daraus folgt:

DxOf - S, % +k, XS, % =0. (7.11)
Bei der Umformung ergibt sich aus Gleichung 7.11:

%¥ - 16

Df + - =0. 712
& 12 3 (7.12)
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Dabei ist [* = SE An dieser Stelle wird ein neuer Parameter (B?) eingeflhrt:

a

y:hgl, (7.13)
Aus 7.12 und 7.13 folgt:
Df +B*% =0. (7.14)

Diese Gleichung nennt sich die Eingruppengleichung. Der Neutronenfluss in Glei-
chung 7.14 kann durch mehrere Eigenfunktionen, die durch mehrere Eigenwerte,
d.h. B, zustande kommen, beschrieben werden. Es kann allerdings bewiesen wer-

den, dass ein betrachtetes Medium (Reaktor) nur dann kritisch ist, wenn B in Glei-
chung 7.14 dem ersten Eigenwert B, entspricht. Das Quadrat von B, d.h. B> nennt

sich ,Buckling“. Aus der oben gefuhrten Diskussion geht hervor, dass:

Df +B>> =0 (7.15) und B} =—>Df . (7.16)

B? hangt nur von den Abmessungen bzw. von der Geometrie des betrachteten Me-

diums ab. Aus 7.13 und 7.16 ergibt sich, dass ein endliches Medium erst kritisch ist,
wenn folgende Bedingung erfillt ist:

k-1 _pe (7.17)

Br=gi= g

Demzufolge gibt es zwei weitere Alternativen:

- B g; k¥L2- 12< B?; in diesem Fall wird das Medium als unterkritisch bezeichnet.

(%]

- B? >B?;in diesem Fall wird das Medium als Uberkritisch bezeichnet.
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Fur weitere Diskussionen zu diesem Thema sei auf [7.1 und 7.2] verwiesen. Aus der
in diesem Abschnitt durchgeflihrten Diskussion ist zu erkennen, dass bei dem in der
vorliegenden Arbeit zu untersuchenden Fall, d.h. bei der Kritikalitdtsbewertung der
Schmelze aus dem Core eines gasgekuhlten schnellen Briters, folgende Schritte zu
machen sind:

Aufbau eines Modells, das die Position bzw. die Geometrie der Schmelze im Co-
re-Catcher am besten beschreibt bzw. reprasentiert.

Feststellung der genauen Zusammensetzung (d.h. Spaltstoff-Anreicherung) der
Schmelze angesichts der neutronenphysikalischen Berechnungen.

Verwendung einer Berechnungsmethode bzw. eines geeigneten Programmsys-
tems dafur, dass flur das aufgebaute Modell der effektive Multiplikationsfaktor
(Kesr.) berechnet werden kann.

7.1.3 Schmelzeanreicherung, Modellaufbau und Berechnungsmethode

Fir die Spaltstoffzusammensetzung der in dieser Arbeit zu untersuchenden
Schmelze (Oxid-Phase) wurden die angegebenen Daten in einer Referenz-
Sicherheitsstudie flur einen 1000 MWy, heliumgekihlten schnellen Bruter [7.3] ge-
nommen. Diese Daten sind in Tabelle 7.1 angegeben. Diese Daten beziehen sich auf
die 1. Anreicherungszone im Reaktor-Core mit frischen Brennelementen.

Tabelle 7.1: Angenommene Daten flr Teilchendichten der Spaltstoffe
in der Schmelze

Spaltstoff Teilchendichte [cm'3]

W
U-235 0,1248.10™
Pu-239 0,6822.107
Pu-240 0,1625.10°
Pu-241 0,1588.10™
Pu-242 0,6228.10°
Spalt Produkte 0,0

Aus den angegebenen Daten in Tabelle 7.1 kann errechnet werden, dass die oxidi-
sche Phase der Schmelze eine Gesamtspaltstoffanreicherung in Héhe von ca. 12,6%
hat. Allerdings besteht die Gesamtmasse der oxidischen Phase (UO,-Phase) in der
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Schmelze laut Literaturangaben [7.3, 7.4] nur bis zu ca. 19 Gew.-% aus der angerei-
cherten Core-Schmelze, und der Rest besteht aus Oxid-Schmelzen (aus abgerei-
chertem UO;) aus radialem bzw. aus axialem Mantel. Tabelle 7.2 zeigt die Anteile
der einzelnen Oxid-Schmelzen in der Gesamtschmelzemasse (Oxid-Phase).

Tabelle 7.2: Anteile der einzelnen Oxid-Phasen
in der Gesamtschmelze

Schmelzetyp Massenanteil %
Core-Schmelze 1931
(angereicherte UO,-Schmelze) ’
Schmelze aus radialem Mantel
(abgereicherte UO,-Schmelze) 63,90
Schmelze aus axialem Mantel
(abgereicherte UO,-Schmelze) 16,79

Trotzdem wird bei der Kritikalitatsbewertung der Schmelze im Core-Catcher als
Worst-Case-Szenario angenommen, dass die Gesamtschmelze (Oxid-Schmelze)
eine Gesamtspaltstoffanreicherung von 7% (U-235) besitzt. Fir das Berechnungs-
modell wurden zwei verschiedene Modelle betrachtet: Ein Zylindrisches (Modell-1),
welches der Geometrie der Schmelze zum Zeitpunkt Null im Core-Catcher entspricht,
und ein Halbkugelférmiges (Modell-2), welches die Anordnung der sich im Core-
Catcher befindenden Phasen in dem quasi-stationaren Zustand (Endzustand) simu-
liert. In den Abbildungen 7.1 und 7.2 wurden diese Modelle dargestellt.

<—0,93m 4m 0,93 m—>|
y
T Stahl 0,264m
/P
E uo, 0,4sfm ?
l Stahl
Abb. 7.1: Ausschnitt des verwendeten Modells flir die Kritikalitatsberechnung

(Modell-1)

Wie in Abbildung 7.1 zu erkennen ist, ist die oxidische Schmelze (UO) in einer Stahl-
Phase eingeschlossen. Die in Abbildung 7.1 angegebenen Dimensionen entspre-
chen der Situation zum Zeitpunkt Null im Core-Catcher (siehe Abbildung 2.3). Die in
Abbildung 7.2 angegebenen Dimensionen entsprechen der quasi-stationaren Situati-
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on (Endzustand) im Core-Catcher (siehe Kapitel 6). Zur Vereinfachung wurde hier
bei den beiden Modellen angenommen, dass die Oxid-Phase nur aus UO; besteht.

L = RN
kbcm 585m 0,3mW

Stahlliner

Abb. 7.2: Ausschnitt des verwendeten Modells fir die Kritikalitatsberechnung
(Modell-2)

Fur die Kritikalitatsberechnung der in den Abbildungen 7.1 und 7.2 dargestellten Mo-
delle wurde ein Programmsystem namens ,SCALE" verwendet. In SCALE wurden
verschiedene Kontrollmodule eingebaut, die je nach der Berechnungsart bzw. —ziel
zu Gebrauch kommen und werden als ,CSAS (Criticality Safety Analysis Sequence)”
bezeichnet. Ein CSAS wird zur Berechnung bzw. zur Behandlung der Wirkungs-
querschnitte (Cross-sections) mit einschlieRender Berechnung des Multiplikations-
faktors eingesetzt. Fur den in dieser Arbeit betrachteten Fall, d.h. fir das in Abb. 7.1
gezeigte Modell wurde das Kontrollmodul ,CSAS 25“ ausgewahlt und im SCALE-
Programm eingeschaltet. Dieses Kontrollmodul (CSAS 25) aktiviert wiederum andere
eingebaute Computerprogramme wie ,BONAMI (BONdarenko AMPX Interpolator)®
und NITAWL-II*, die flir die Berechnung von den notwendigen Wirkungsquer-
schnitten (cross sections) bzw. fur die Berechnung der resonanzkorrigierten
Querschnitte (resonance-corrected cross sections) eingesetzt werden. Anschliel3end
wird das Programm ,Keno V.a.“ durch CSAS 25 eingeschaltet, das die Ergebnisse
aus BONAMI bzw. aus ,NITAWL-II“ zur Berechnung des effektiven Multiplikations-
faktors (k,, ) fir 3-dimensionale Modelle verwendet. Im Weiteren wird eine kurze

Erlauterung Uber die Funktion der 0.g. Programme angegeben.
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BONAMI

BONAMI (BONdarenko AMPX Interpolator) ist ein Computerprogramm, das einen
AMPX-Master-Datensatz zusammen mit Bondarenko-Faktoren zur Verfligung
gestellt hat und zur Durchfihrung die ,Resonance Self-Shielding“-Berechnung
auf der Basis Bonderenko-Methode benutzt wird. BONAMI bendtigt flir dessen
Querschnitts-Daten eine AMPX-Master-Bibliothek, die Bondarenko-Daten bein-
haltet. Unter Verwendung und mit Hilfe der geometrischen Beschreibung des be-
trachteten Systems wird eine ,Self-Shielding“-Berechnung durch einen iterativen
Prozess durchgeflihrt. Der Hauptvorteil der Bondarenko-Methode liegt in deren
Vereinfachung bzw. an deren Effektivitat.

NITAWL-II

Die ursprungliche Version des NITAWL-Moduls wurde fur das AMPX-System
entwickelt. Spater wurde eine andere Version dieses Moduls fur SCALE-Systeme
entwickelt, bis im Jahre 1987 eine neue Version, namlich NITAWL-Il, zustande
kam. NITAWL-II versteht sich als ein funktionelles Modul im SCALE-System. Un-
ter Einsatz dieses Moduls wird flr Nukleonen, fir deren Wirkungsquerschnitte
Resonanzparameter miteinbezogen werden mussen, eine ,Nordheim resonance
self-shielding“-Korrektur angewendet. Nach der Durchfiihrung einer Resonanz-
Analyse kombiniert NITAWL-Il die ,shielded“-Wirkungsquerschnitte (shielded
cross-sections) mit den schnellen und thermischen Daten, um eine funktionsfahi-
ge Bibliothek (AMPX-Bibliothek) zu erzeugen. Diese erzeugte AMPX-Bibliothek
erfullt die Eingabe-Anforderungen fur ein KENO-V-Modul.

KENO V.a.

KENO V.a. ist eine Erweiterung des KENO V Monte Carlo Kritikalitdtsprogramms
und wurde zum Einsatz im SCALE-System entwickelt. Dieses Modul beschreibt
sich als ein Multigruppe-Monte Carlo-Kritikalitatsprogramm, das zur Berechnung
des effektiven Multiplikationsfaktors k., eines 3-dimensionalen Systems

(Modells) verwendet. Abbildung 7.3 stellt das Schaltschema der eingesetzten
Module bzw. die Berechnungsschritte dar. Weitere Diskussionen Uber die theore-
tischen Hintergrinde der eingesetzten Berechnungsmethode bzw. der ver-
wendeten Module im SCALE-System flihren Uber den Rahmen der vorliegenden
Arbeit hinaus und werden daher an dieser Stelle vermieden. Diesbeziiglich sei
auf [7.5, 7.6, 7.7] verwiesen. Fur die verwendeten Input-Dateien sei auf Anhang 8
verwiesen.
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Input: Output:
Geometrie und
Komposition von K
Materialien
\4 A\ 4
CSAS 25:
» Kontrollmodul zur <
Berechnung von
Kritikalitat
A
A\ 4 A 4 A\ 4

BONAMI: NITAWL-II; KENO V.a.:
Funktionales Modul Funktionales Modul Funktionales Modul

des SCALE-Systems
zur Berechnung der
Resonanzsel bst-
abschirmung basie-
rend auf der Bonda-
renko Methode

des SCALE-Systems
verwendet die Kor-
rektur der

Nordhei mresonanz-
sel bstabschirmung
von Nukliden, die
Resonanzparameter
mit Wirkungsquer-
schnittsdateien ge-
koppelt haben

des SCALE-Systems
zur Berechnung des
effektiven Multi-
plikationsfaktors fir
ein 3-D-Problem

Abb. 7.3: Schaltschema der eingesetzten Module bei der Kriticalitdtsberechnung
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7.2 Aktivitat der gasformigen Spaltstoffe

Wie bereits in friheren Kapiteln erwahnt, entweicht nach einem schweren Unfall bei
einem gasgekuhlten schnellen Bruter der gasformige Anteil der im Laufe des Reak-
torbetriebs entstandenen Spaltprodukte nach dem Durchschmelzen des Reaktor-
Cores in den freien Raum der Reaktorkaverne [7.8]. Dieser Anteil an Spaltprodukte
leistet bis zu 20% der Gesamtnachzerfallswarmeleistung [7.5], was fur die Sicherheit
der Reaktorkaverne aus warmetechnischer Sicht von grol3er Bedeutung ist, wortber
in Kapitel 6 ausfuhrlich diskutiert wird. Auf der anderen Seite sind diese gasformigen
Spaltprodukte radioaktive Stoffe, die wiederum eine Aktivitat besitzen und im Laufe
der Zeit zerfallen. Daher sind die genauen Kenntnisse Uber die Art der radioaktiven
Stoffe bzw. Uber deren Aktivitat bei der Sicherheitsstudie der Nachunfallsituation in
einem schnellen Briter sehr wichtig.

Laut einer Referenz-Sicherheitsstudie fir einen 1000 MW, heliumgekihlten
schnellen Briter [7.3] bestehen die freigesetzten Spaltprodukte hauptsachlich aus
verschiedenen Isotopen von Kr und von Xe. In Tabelle 7.3 sind diese Isotope
zusammen mit Informationen Uber deren Halbwertzeit, Zerfallskonstante und
Erzeugungsrate angegeben.

Tabelle 7.3: Freigesetzte gasférmige Spaltprodukte nach einem schweren
Unfall bei einem gasgekihlten schnellen Briter

Zerfallskonstante Erzeugungsrate
Spaltprodukt Halbwertszeit 5 18
(1/s) x 10 (1/s) x 10
Kr83 m 1,8 h 106,9 0,089
Kr 83 - 0 0,089
Kr 84 - 0 0,183
Kr 85 m 4,5h 42,97 0,301
Kr 85 10,65 a 0,0021 0,302
Kr 86 - 0 0,498
Kr 87 78 m 148,1 0,755
Kr 88 2,77 h 69,51 1,121
Kr 89 3,17 m 3633 1,524
Kr 90 33s 21003 1,618
Kr 91 9,8s 70724 1,076
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Tabelle 7.3: Fortsetzung

Spaltprodukt Halbwertszeit Zerfallskonst?nte Erzeugungs:zte
(1/s) x 10 (1/s) x 10°
Xe 131 m 12d 0,669 0,037
Xe 131 - 0 4,493
Xe 132 - 0 5,844
Xe 133 m 2,35d 3,414 0,152
Xe 133 5,27 d 1,522 5,593
Xe 134 - 0 5,774
Xe 135 m 15,3 m 755,1 1,637
Xe 135 9,13 h 21,09 5,692
Xe 136 - 0 5,593
Xe 137 3,9m 2962 5,434
Xe 138 17 m 679,6 3,835
Xe 139 41's 16905 2,590
Xe 140 16 s 43310 1,408

Hier wird als Worst-Case-Szenario angenommen, dass zum Zeitpunkt des schweren
Unfalls der Briter bereits ein Jahr im Betrieb gewesen ist. Demzufolge wird die Teil-
chenzahl jedes Stoffes zum Zeitpunkt Null (No) mit Hilfe dessen jeweiliger Erzeu-
gungsrate (t = 1Jahr) berechnet (siehe Tabelle 7.3), welche zur Berechnung der Ge-
samtaktivitat benutzt wird. Die Aktivitat eines radioaktiven Stoffes A; [Zerfall/s] wird
wie folgt definiert:

A =1 (1), (7.18)

Dabei bezieht sich:
| auf die Zerfallskonstante des Stoffes,
N; (t): auf die Anzahl der Kerne (zeitabhangig).

Maldeinheit flr die Aktivitat ist heute Becquerel: 1 Bg=1 Zerfall/s. Flur ein Gemisch,

welches, wie der hier betrachtete Fall, aus mehreren Stoffen besteht, wird die Aktivi-
tat wie folgt formuliert:
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Aceriseh = (I N, (). (7.19)

Es kann bewiesen werden (siehe [7.1, 7.2]), dass fur die zeitabhangige Kernzahl
N; (t) folgende Gleichung gilt:

N, (t) =N, e "), (7.20)
Aus den Gleichungen 7.19 und 7.20 ergibt sich:
Aoia = (| N, e (), (7.21)

Gleichung 7.21 wird zur Berechnung des zeitlichen Verlaufes der Gesamtaktivitat der
freigesetzten gasformigen Spaltstoffe verwendet.

7.3 Ergebnisse und Diskussion

7.31 Kritikalitatsberechnung fiir die Schmelze im Core-Catcher

Fur die beiden Berechnungsmodelle wurde (siehe Abb. 7.1 und Abb. 2), die am bes-
ten die Lage der hoch radioaktiven Schmelze im vorgeschlagenen Core-Catcher-
Konzept im Anfangs- bzw. End-Zustand widerspiegeln, mit Hilfe des SCALE-
Programmpakets unter der Verwendung des ,CSAS 25" Kontrollmoduls eine Reihe
von Kritikalitatsberechnungen (27 Gruppen-Berechnung jeweils) durchgefihrt. Die
Ergebnisse dieser Berechnungen sind in den Tabellen 7.4 und 7.5 angegeben. Bei
all den in den Tabellen 7.4 und 7.5 angegebenen Werten fur k_, handelt es sich um

eine Schmelze, die nur aus UO, (U?**-Anreicherung 7%) besteht. Diese Annahme
wurde aufgrund der fehlenden Daten fir die Teilchendichten fir die Plutonium-
Familie bei héheren Temperaturen als Vereinfachung getroffen.

Tabelle 7.4: Ergebnisse der Kritikalitsberechnungen fur das Modell-1

T [K] 298 773 1273 1773 2273 2773 3273
K 0,8732 0,8647 0,8611 0,8590 0,8563 0,8541 0,8544
ot %+ 0,0011 %+ 0,0009 %+ 0,0011 +0,0012 +0,0012 +0,0012 %+ 0,0009
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Tabelle 7.5: Ergebnisse der Kritikalitsberechnungen fir das Modell-2

T [K] 298 773 1273 1773 2273 2773 3273
K 0,9574 0,9492 0,9439 0,9425 0,9386 0,9358 0,9381
oft +0,0010 +0,0013 +0,0012 +0,0013 +0,0013 %+ 0,0011 +0,0013

Aus den berechneten Daten ist zu erkennen, dass die Schmelze im Core-Catcher
ausgehend vom Anfangszustand bis zum Endzustand als unterkritisch (k. < 1)

bewertet werden kann. Die Ergebnisse zeigen, dass es keineswegs im Core-Catcher
zu einer kritischen Situation (Kritikaltitdt) kommen konnte, welche eine enorme
Warmefreisetzung und demzufolge eine Gefahrdung der Lage im Core-Catcher zur
Folge hatte. Ebenfalls ist hier zu erkennen, dass die Schmelze einen negativen
Temperaturkoeffizient besitzt, d.h. je héher die Temperatur liegt, desto kleiner wird
der effektiven Multiplikationsfaktor k_ . Aus der oben geflhrten Diskussion geht

hervor, dass es unter den angenommenen Bedingungen keineswegs zu einer
Exkursion im Catcher-Catcher kommen kann, d.h. aus neutronenphysikalischer Sicht
erfullt das vorgeschlagene Core-Catcher-Konzept die Sicherheitsbedingungen.

7.3.2 Aktivitatsberechnung fiir die gasformigen Spaltprodukte

Mit Hilfe der in Tabelle 7.3 angegebenen Daten bzw. der Gleichung 7.21 wurde ein
zeitlicher Verlauf der Gesamtaktivitat der gasférmigen Spaltprodukte, die nach einem
schweren Unfall bei einem gasgekuhlten schnellen Briter in den Innenraum der Re-
aktorkaverne freigesetzt werden, berechnet. Die Abbildungen 7.4 und 7.5 zeigen die-
sen berechneten Verlauf zusammen mit dessen vergrof3erter Darstellung.
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Abb. 7.4: Zeitlicher Verlauf der
Gesamtaktivitat der gasformi-
gen Spaltprodukte

Abb. 7.5: Zeitlicher Verlauf der
Gesamtaktivitat der gasfor-
migen Spaltprodukte (Verg.)
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Aus diesen Diagrammen ist zu erkennen, dass die Aktivitat der gasférmigen, frei-
gesetzten Spaltprodukte nach ca. 7x10” s (ca. 4 Monaten) von ca. 5x10%' Bq bis auf
1x10'® Bq absinkt. Dies bedeutet eine Aktivitatsreduzierung um einen Faktor von ca.
5x10. Diese Tatsache soll zur Verbesserung des Gesamtsicherheitskonzeptes fiir
einen gasgekuhlten schnellen Brater insofern benutzt werden, als die Freisetzung
der o.g. gasférmigen Spaltprodukte mit hohen Aktivitaten in die Atmosphare nach
einem schweren Unfall verhindert werden muss. Dies kann durch die langzeitige
Speicherung dieser Spaltprodukte in einem Gasbehalter bzw. in einem Gasspeicher,
der direkt mit der Reaktorkaverne durch geeignete Steuerungssysteme bzw. Rohr-
leitungen in Verbindung steht, realisiert werden. Laut einer Sicherheitsstudie fur
einen 1000 MWy, heliumgekuhlten schnellen Bruter von KWU [7.4] betragt der Aus-
gleichsdruck in der Reaktorkaverne nach dem Ausfall des Kihlsystems aufgrund
eines Bruchs der Heliumleitung ca. 3 bar. Mit Hilfe eines Sicherheitsventils (Uber-
druckventil) kann dieser Druck im Falle eines schweren Unfalls ebenfalls durch einen
Mechanismus von 3 bar bis auf den atmospharischen Druck herabgesetzt werden
und das Helium zusammen mit den freigesetzten gasférmigen Spaltprodukten in den
Gasbehalter weitergeleitet werden. Ausgehend von einem Volumen von ca. 730 m®
(Reaktorkavernenvolumen, siehe Abbildung 2.7) mit einem Ausgleichsdruck von ca.
3 bar betragt das Volumen solch eines Gasspeichers ca. 2200 m® bei 1 bar (ideales
Gasgesetz). Aullerdem soll bei der Auslegung eines solchen Behalters auf die Nach-
zerfallswarmeleistung der gasformigen Spaltprodukte geachtet werden. Wie in
friheren Kapiteln bereits erwahnt (siehe Kapitel 4), betragt diese Warmeleistung ca.
20% der gesamten Nachzerfallswarmeleistung, die durch die Gleichung 2.1 zu
berechnen ist. In Abbildung 7.6 ist der zeitliche Verlauf der Nachzerfallswarme-
leistung der gasféormigen Spaltprodukte graphisch dargestellt.
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Abb. 7.6: Zeitlicher Verlauf der Nachzerfallswarmeleistung
der gasférmigen Spaltprodukte
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8. Zusammenfassung

Es wurde zunachst im Rahmen des hier diskutierten Gesamtsicherheitskonzepts ein
Core-Catcher-Konzept mit einem festen Stahlbett fir einen 875 MWy, Helium-
gekuhlten schnellen Briter vorgeschlagen (Kapitel 2). Ebenfalls wurde ein Kraft-
werkskonzept zusammen mit einer dazugehdérigen vereinfachten Machbarkeits-
berechnung dargestellt (Kapitel 2), bei dem ein 875 MW, heliumgekuhlter schneller
Bruter zum Einsatz kommen kann.

Uber die theoretischen Grundlagen zur warmetechnischen Behandlung eines Fluids
(Schmelze) mit einer volumetrischen inneren Warmequelle wurde ausfihrlich berich-
tet bzw. diskutiert (Kapitel 3). Auch wurden die Literaturangaben und die Ergebnisse
aus experimentellen/theoretischen Arbeiten in diesem Zusammenhang prasentiert
und diskutiert (Kapitel 3). AnschlieRend wurde fir das vorgeschlagene Core-Catcher-
Konzept als erster Schritt eine eindimensionale warmetechnische Modellierung
durchgefihrt (Kapitel 3). Dadurch wurden die im Core-Catcher zu behandelnden Vor-
gange zusammen mit den dazugehodrigen Randbedingungen nach einem schweren
Unfall bei einem 875 MWy, heliumgekuhlten schnellen Bruter ndher erlautert. Es
wurde gezeigt, dass solch eine eindimensionale Modellierung aufgrund der fehlen-
den Nusselt-Zahl-Gleichungen, bzw. der fehlenden dynamischen Gleichungen sowie
aufgrund der vielen zu treffenden Vereinfachungen fur die Beschreibung der tran-
sienten Ereignisse in der Nachunfallsituation bzw. flr die warmetechnische Aus-
legung eines Core-Catchers nicht ausreichen wirde, und daher eine CFD (Computa-
tional Fluid Dynamics)-Berechnung zur Modellierung des oben erwahnten Core-
Catcher-Konzepts durchzufuhren ist (Kapitel 3). Da es sich in der Nachunfallsituation
im Core-Catcher aus Fluid-dynamischer Sicht um eine turbulente Stromungslage (Ra;
> 10"°) handelt und demzufolge der Einsatz eines geeigneten Turbulenzmodells zur
Durchfuhrung einer CFD-Berechnung von fundamentaler Bedeutung ist, wurde das
Phanomen Turbulenz unter Einbeziehung der Turbulenzmodelle ausfihrlich
diskutiert (Kapitel 3).

Zur Durchfihrung der CFD-Berechnung wurde das FLUENT-Programmpaket
(FLUENT 6.1.22) verwendet. Ein 2-dimensionales Modell - dem vorgeschlagenen
Core-Catcher-Konzept entsprechend — wurde zunachst mit Hilfe von GAMBIT (Ver-
sion 2.1.6)-Preprocessor (Vernetzungsprogrammsystem) in Kombination mit TGrid
(Version 3.6.8) aufgebaut und vernetzt. Bei der Simulation wurde das VOF-Modell
eingesetzt, ein numerisches Modell, welches auf der Finite-Volumen-Methode basiert
(Kapitel 4).
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Es wurden insgesamt drei Optionen (A, B und C) mit Hilfe des vernetzen Modells
durch Variation von Randbedingungen bzw. von verwendeten Turbulenz-Modellen
simuliert. Bei der Option A wurde das RNG-k-e-Modell als Turbulenzmodell ver-
wendet. Als Worst-Case-Szenario wurde in dieser Option keine Bodenkiihlung im
Core-Catcher als Randbedingung angenommen. Insgesamt wurde diese Option fur
eine Real-Zeit von 100 530 s (mehr als ein Tag) berechnet. Bei der Option B wurde
ebenfalls das RNG-k-e-Modell als Turbulenzmodell verwendet. Es wurde in dieser
Option eine Bodenkuhlung mit konstant gehaltener Temperatur (410 K) im Core-
Catcher als Randbedingung angenommen. Insgesamt wurde diese Option flr eine
Real-Zeit von 262 830 s (mehr als drei Tage) simuliert. Der einzige Unterschied
zwischen der Option C und der Option B liegt daran, dass bei der Option C das
Standard-k-e-Modell als Turbulenzmodell verwendet wurde. Diese Option wurde ins-
gesamt fur eine Real-Zeit von 261 930 s (mehr als drei Tage) berechnet. Die
Simulation der 0.g. Optionen wurde mit Zeitschritten im Bereich von 0.05 s bis 0.3 s
durchgeflihrt (Kapitel 4 und 6).

Die ausgewerteten Simulationsergebnisse aus den drei berechneten Optionen haben
besonders bei der Anfangsperiode qualitativ ahnliche zeitliche Verlaufe hinsichtlich
der folgenden Punkte gezeigt (Kapitel 6):

Volumen des Stahlschmelzebades

Dicke der oberen Krustenschicht auf der Oberflache des Stahlschmelzebades
Warmestrome im Core-Catcher (nach oben und nach unten)
Warmestromdichtenverteilung (Warmestrom nach unten) im Core-Catcher
Mittlere Temperatur an der Oberflache des Core-Catchers

Mittlere Temperatur der Stahlschmelze bzw. der Urandioxidphase

Mittlere innere Rayleigh-Zahl Ra; und mittlere Prandtl-Zahl Pr

Aulerdem wurde bei allen simulierten Optionen ein ahnliches Verhalten bei den
Phasenbewegungen im Core-Catcher beobachtet. Das Stahlbett im Core-Catcher
wurde im Laufe der Zeit aufgeschmolzen, die aufgeschmolzene Stahlschmelze
wurde nach oben verdrangt und die Urandioxidphase sank kontinuierlich bis zum
Boden des Core-Catchers ab und sammelte sich dort an (Kapitel 6).

Nach der Anfangsperiode wurde ein relativ stabiler Zustand bei der Optionen B und
C erreicht, wahrend bei der Option A erwatungsgemal ein kontinuierliches Aufheizen
des Gesamtsystems zu erkennen war. Besonders bei den beiden Optionen B und C
wurde eine Art Schwingungsphanomen bei allen ausgewerteten Systemparametern
(Volumen des Stahlschmelzebads, Dicke der oberen Krustenschicht, Warmestrome
im Core-Catcher, mittlere Temperatur an der Oberflache und mittlere Temperatur der
Stahlschmelze bzw. der Urandioxidphase) beobachtet, deren Amplitude wahrend der
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Anfangsperiode maximal war und im Laufe der Zeit abklang, bis sie beim Erreichen
des stabilen Zustands minimal wurde. Diese Schwingungserscheinung lasst sich wie
folgt erklaren. Durch die starke VergroRerung des Schmelzebades in der Anfangs-
periode, aufgrund des starken Aufschmelzens des Stahlbettes, erfolgte die Warme-
abfuhr aus dem System (Core-Catcher) zum grofdten Teil durch freie Konvektion im
Schmelzebad, was eine dementsprechend starke Abkuhlung der beiden betrachteten
Phasen im Core-Catcher, d.h. der Stahlschmelze und der Urandioxidphase, zur
Folge hatte. Diese starke Abkuhlung verursachte wiederum eine relativ schnelle
Krustenbildung an der Oberflache des Stahlschmelzebades zusammen mit einer
schnellen Zunahme der Dicke dieser Krustenschicht und einer im Allgemeinen relativ
schnellen Verkleinerung des Stahlschmelzebades. Eine Verringerung des Volumens
des Schmelzebades bedeutete zugleich die Verringerung des durch freie Konvektion
nach oben transportierten Warmeanteils, was wiederum zu Uberhitzung und demzu-
folge zum Anstieg der mittleren Temperaturen im System besonders in der Uran-
dioxidphase fiihrte. Diese Uberhitzung wurde durch teilweises Aufschmelzen des
Stahlbettes ausgeglichen, was wiederum zur VergroRerung des Volumens des
Stahlschmelzebettes fihrte usw. (Kapitel 6)

Ebenfalls wurde eine warmetechnische Sicherheitsanalyse der Reaktorkaverne
parallel zu der des mitkonzipierten Core-Catchers durchgefuhrt (Kapitel 5). Diese
Untersuchung war notwendig, weil im Verlauf eines schweren Unfalls bei einem gas-
gekuhlten schnellen Briter bei langzeitigem Ausfall der Kiihlung die Reaktorkaverne
stark beschadigt werden kann, da deren innere Oberflache in dieser Periode relativ
hohen Warmestromdichten ausgesetzt ist. Fur diese Untersuchung wurde mit Hilfe
des ANSYS-Programmpakets ein Modell (ein zylindrischer Hohlképer) aufgebaut und
vernetzt (Kapitel 5). Eine axialsymmetrische, transiente Temperaturfeldberechnung
wurde durchgefuhrt. Die Warmestromdichte, der die innere Oberflache der
Reaktorkaverne ausgesetzt wurde, wurde als die Summe zweier Teile angenommen.
Ein Teil der Warme wird an der Oberflache des Core-Catchers freigesetzt (Kon-
vektion+Strahlung), bei dem anderen Teil handelt es sich um die Nachzerfallswarme-
leistung (20% der Gesamtnachzerfallswarmeleistung) der gasférmigen Spalt-
produkte. Der erste Teil wurde durch die aus der Core-Catcher-Simulation (FLUENT)
erzielten Ergebnisse ermittelt. Durch die erzielten Ergebnisse wurde gezeigt (Kapitel
6), dass die vertikale Erosion grofer als die in horizontaler Richtung ist. AuRerdem
ahneln die beiden Verlaufe einander sehr. Nach ca. 35 Tagen (3000000 s) gab es
immer noch eine intakte Betonschicht mit einer Dicke von ca. 1,5 m sowohl im Dach
als auch seitlich in der Reaktorkaverne. Der zeitliche Trend der Erosion auf der
inneren Oberflache der Reaktorkaverne zeigt, dass die Reaktorkaverne sogar
Monate nach einem schweren Unfall die daraus folgende Warmebelastung aushalten
kann (Kapitel 6).

157



Zusammenfassung

Zusatzlich zu den warmetechnischen Untersuchungen wurde eine neutronenphysika-
liche Modellierung zur Kritikalitditsbewertung der hoch radioaktiven Schmelze im
Core-Catcher durchgefuhrt (Kapitel 7). Es wurden Kritikalitatsberechnungen mit Hilfe
des SCALE-Programmpakets (CSAS 25 Kontrollmuduls) fur ein zylindrisches Modell
bzw. flr ein halbkugelférmiges Modell, die am besten der Position der Schmelze im
Core-Catcher im Anfangs- bzw. im End-Zustand entsprechen, gemacht. Die Ergeb-
nisse haben gezeigt, dass die Schmelze als unterkritisch bezeichnet werden kann.
Der effektive Multiplikationsfaktor k_, fur die beiden Modelle blieb fur den Tem-

peraturbereich von 298 K bis 3273 K unter dem Wert 1 (Kapitel 7).

Aulerdem wurde Uber die Gesamtaktivitat der gasformigen Spaltprodukte diskutiert
(Kapitel 7). Es wurde gezeigt, dass die Gesamtaktivitat der durch einen schweren
Unfall an die Atmosphare abgegebenen gasférmigen Spaltprodukte um einen Faktor
von ca. 5x10’ reduziert werden kann (von ca. 5x10% Bq bis auf 1x10'® Bq nach ca.
4 Monaten), indem diese gasformigen Radionukliden nach dem Unfall in einen Gas-
behalter weitergeleitet und dort fur einige Zeit aufbewahrt werden, bevor sie an die
Atmosphare abgegeben werden.
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9. Perspektiven

Da bei allen untersuchten Optionen beobachtet wurde, dass die Urandioxidphase im
Laufe der Zeit im Stahlbett absank und letztendlich den Core-Catcher-Boden erreich-
te und sich dort im direkten Kontakt mit der Graphitschale sammelte, ist es aus war-
metechnischer Sicht verninftig, dass die untere Halfte der Graphitschale im Core-
Catcher mit einer diinnen Wolframschicht bedeckt wird, damit ein direkter Kontakt
zwischen der heillen Oxidphase und der Graphit vermieden werden kann. Diese vor-
geschlagene Wolfram-Schicht sollte eine Dicke zwischen 0,002-0,005 m besitzen
und wird direkt an der inneren Oberflache der Graphitschale im Core-Catcher mon-
tiert. Dieses verbesserte Konzept wurde in Abbildung 9.1 dargestellt.

< 82m i
< A >
< G >
*0,02m  *0,02m
0,3 m*
ATTTA ‘
=
| : Uvo2 (I
g Stahl (s) " Wolfram-Schicht -. Zl’O_é
I v (2-5 mm dick) .
o Beton
e
A (m) B (m) C (m) D (m) E (m) F (m) G&l (m) H (m)
6,0 5,864 4,0 0,264 | 0,493 | 2,366 0,78 2,348

Abb. 9.1: Verbessertes Core-Catcher-Konzept flr
einen heliumgekuhlten schnellen Bruter

Die Auswahl Wolframs erklart sich aus folgenden Griinden. Erstens liegt die
Schmelztemperatur von Wolfram bei ca. 3680 K, welche den Temperaturbereich im
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Core-Catcher weit Ubertrifft und es somit nicht zum Schmelzen kommen kann.
Zweitens besitzt Wolfram als Metall eine sehr hohe Warmeleitfahigkeit (120-173
W/mK), was keine Verhinderung des nach unten orientierten Warmestroms im Core-
Catcher zur Folge haben kann. Auf diese Weise wurde die eingebaute Wofram-
schicht keineswegs die in dieser Arbeit erzielten Ergebnisse bei der durchgeflhrten
Simulation des ursprunglichen Core-Catcher-Konzepts beeinflussen, und bietet nur
eine zusatzliche Schutzmallinahme. Allerdings sind die eventuell auftretenden UO,-
Wolfram-Wechselwirkungen bei solch hohen Temperaturen, wie es bei dem unter-
suchten Szenario in dieser Arbeit der Fall ist, zu untersuchen.

Was die Genauigkeit der CFD-Berechnungen betrifft, lag die Fehlerquote bei den
Simulationsergebnissen im Allgemeinen aufgrund der Genauigkeit des numerischen
Verfahrens unter Einbeziehung der Diskretizierungsfehler im Bereich von ca. +2%
bis ca. 5% . Die Ergebnisse aus den Simulationen mit FLUENT haben in verschie-
denen Fallen gezeigt, dass ausgehend von bekannten Test- und Validierungs-
beispielen (Benchmarking) Messwerte bis auf etwa 3% reproduziert werden kdénnen.
Allerdings wird der Gesamtfehler durch die Vereinfachung in den Stoffwertannahmen
bestimmt, speziell aufgrund fehlender Gewissheit bei den Oberflachenspannungs-
werten, und durch die Tatsache, dass axialsymmetrisch und nicht voll 3-dimensional
gerechnet wurde. Fur die globale Warme sind die Erstarr-/Schmelzprozesse als rea-
listisch zu bewerten. Der Fehler beim Abkuhlungszeitraum und den mittleren Tem-
peraturen der Uranphase kann im Bereich von wenigen Prozent angenommen wer-
den. Bei der Bestimmung der lokalen Warmestrome zu einem bestimmten Zeitpunkt
und dem exakten Temperaturprofil sind allerdings hdohere Fehlerquoten - besonders
aufgrund von Schwierigkeiten bei dem jeweils verwendeten Turbulenzmodell zusatz-
lich zu den oben erwahnten Fehlerquellen - zu erwarten (siehe Abschnitt 6.1.5). Aus
der oben geflhrten Diskussion (bzw. aus der im Abschnitt 6.1.5 durchgeflhrten
Diskussion) geht hervor, dass flr bessere bzw. zuverlassigere Ergebnisse eine voll
3-dimen-sionale  Modellierung des vorgeschlagenen Core-Catcher-Konzepts
erforderlich ist.
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Anhang

Anhang-1: Vorhandene Nusselt-Zahl-Gleichungen zur Beschreibung

der Warmetransportvorgange in einem Fluid mit einer
inneren Warmequelle

Quelle Nu* Ra Pr Anmerkungen
Fluid-Schicht:
Fiedler und Wille Nu,,=0,526 Ra***® 2x10°-6x10° | 6-7 0,29= A =1,65;
(1971) (zitiert von oben gekdihlte,
Kulacki und Emara unten adiaba-
(1977)) tische Wand
Kulacki und Gold- | Nu,,=0,436 Ra”**® 4x10*-10’ 5,76-6,09 | Oben und unten
stein (1972) Nug,=1,503 Ra%%% gekiihlte Wande
Jahn und Reineke | Nu,,=0,78 Ra”? 10°-10° -7 Oben und unten
(1974) Nug,=2,14 Ra®" gekiihlte Wande
Mayinger et al. Nu,,=0,405 Ra%%* 8x10*-10"" -7 Oben und unten
(1976) Nug,=1,484 Ra*%% gekiihlte Wande
Kulacki und Nagle | Nu,,=0,305 Ra”**° 1,5x10°- 6,21-6,67 | 0,05= A =0,25;
(1975) 2,5x10° oben gekiihlte,
unten adiaba-
tische Wand
Kulacki und Emara | Nu,,=0,34 Ra®?**® =2x10" 2,75-6,85 | oben gekiihlte,
(1975) Nu,,=0,223 Ra***pr®?* unten adiaba-
tische Wand
Kulacki und Emara | Nu,,=0,389 Ra®**® 2x10°-2x10" | 6-7 0,025= A =0,5;
(1977) oben gekdihlte,
unten adiaba-
tische Wand
Mayinger et al. Nu,,=0,399 Ra%? 10°-10° 6,5 Oben und unten
(1976) Nug,=1,163 Ra>""’ 6,5 gekiihlte Wande
Nu,,=0,34 Ra"?* Pr® 0,04-10
Cheung (1980) Nu,,~ Ra’** 10°-10" Theor.
Nu,,™ Ra%?* 10'%-10% Ermittlung
Nu,,~ Ra’** =10% oben gekiihlte,
unten adiaba-
tische Wand
Emara und Kulacki | Nu,,=0,385 Ra’** 10%-10° " 6,5 Oben und unten
(1980) Nug,=1,131 Ra®"" 10°-10° gekiihlte Wande
Emara und Kulacki | Nu,,=0,477 Ra®*' Pr*®" | 5x10°-5x10° | 0,05-20 | oben gekiihlte,

(1980)

unten adiaba-
tische Wand

* Bei allen Nu-Gleichungen gilt: up=oben, dn=unten, sd=seitlich



Anhang

Quelle

Rechteckiger
Hohlraum:

a Jahn (1975) (zitiert
von Steinberner
und Reineke
(1978))

b Steinberner und
Reineke (1978)

Steinberner und
¢ Reineke (1978)

Halbrunde
Segmente:

a Jahn und Reineke
(1974)

b Mayinger et al.
(1976)

¢ Jahn (1975) (zitiert
von Sonnenkalb
(1994))

d Tzanos und Cho
(1993)

e Mayinger et al.
(1976)

f Kelkar et al.
(1994)

Elliptischer
Hohlraum:

a Kymalainen et al.
(1993)

Nu

Nu,,=0,345 Ra****
Nug=0,6 Ra*'®
Nug,=1,289 Ra®**®

Nu,,=0,345 Ra****
Nug=0,85 Ra’"®
Nug,=1,389 Ra%%%®

Nug=0,85 Ra"'®

Nug,=0,6 Ra’?
Nu,,=0,36 Ra’?*
Nug,=0,54 Ra®"®

Nug,=0,58 Ra’"®(H/R)*%

Nug,=0,455 Ra’?
Nu,,=0,4 Ra**
Nug,=0,55 Ra’?

Nu,,=0,18 Ra>**’
Nug,=0,1 Ra®*®

Nuy,™ 0,345 Ra®***+30%
Nug=0,85 Ra”"

Nug,~ 0,54 Ra."®(h,/R,)"*

Ra

~ 5x10'°

~ 5x10'%-3x10"

5x10'%-3x10"

10’-10"

10"-5x10"°

10’-5x10"

< 1012

7x10%-5x10"

108-10"°

1 014_1 015

Pr

0,5

Anmerkungen

Alle Wande ge-
kihlt

A=1; Alle Wande
gekuhlt

A=1; adiabatische
horizontale Wan-
de, gekulhlte verti-
kale Wande

Alle Wande ge-
kahlt

Alle Wande ge-
kahlt

0,3= H/R =1; Alle
Wande gekihlt

Alle Wande ge-
kahlt

Alle Wande ge-
kihlt

Alle Wande ge-
kahlt

Alle Wande ge-
kahlt
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Quelle Nu Ra Pr Anmerkungen
Kugelformige
Segmente:

a Gabor etal. (1980) | Nug,=0,55 Ra®"*(H/R)"? | 2x10"%-2x10"" |~ 3 Freie Oberflache

b Frantz und Dhir Nug,=0,55 ~ Ra’? 10"-10" "8 Freie Deckel-
(1992) flache, runde Wan-

de gekihlt

¢ Asfia und Dhir Nug,=0,54 Ra®*(H/R)*** | 10""-10™ "8 Freie Oberflache
(1994)

d Asfia und Dhir Nug,=0,54 Ra**(H/R)** | 10""-10™ ) Adiabatische Wand
(1994) +5%-10% oben, alle Wande

gekuhlt

e Theofanousetal. | Nu, 0,345Ra’**10% | 10%-10" 2,5-11 | Instationares Ab-
(1994) Nug,=0,02 Ra’? 10%-10" kiihlungs-

Nug, 1=0,048 Ra”*’ 10'%-10" Experiment
Nugn ,=0,0038 Ra>*° 10"-10"

f Theofanous et al. Nu,=1,95 Ra>"®+10% | =10" 2,5-11 | Instationares Ab-

(1997) Nug,=0,3 Ra’?* +10% kiihlungs-
Experiment

Vertikaler Zy-

linder:

a Kulacki et al. (1978) | Nu,=0,414 Ra*>**° 6x10*-10° "7 Horizontale Wande
(zitiert von Kelkar et | Nug,=1,406 Ra®* gekiihlt; vertikale
al. (1992)) Wande adiabatisch

b Kulacki et al. (1978) | Nu,,=0,523 Ra®*** 5x10*-5x10° "7 Alle Wande ge-
(zitiert von Kelkar et | Nu,,=0,808 Ra”'" 5x10%-10° kiihlt; H/R=1
al. (1992)) Nug=0,311 Ra>*"’ 6x10*-10°

Nug,=1,204 Ra®%" 6x10%-10°
Vertikaler Zylinder unten abge-
schlossen mit einem halbkugelfor-
migen Segment:

a Kulacki et al. (1978) | Nu,," 2,278 Ra”"*’ 5x10’-6x10° 2,1-5,9 | 0,2< HIR =1,4;
(zitiert von Kelkar et | Nu,,™ 2,53 Ra*'* 2x10%-2x10" | 2,7-7 | obere Wand ge-
al. (1992)) Nuy,™ 1,225 Ra”'®® 2x10"°-7x10"? | 2,3-6,8 | kiihlt, untere und

Nuy,~ 0,328 Ra’**’ 3x10"-8x10" | 1,9-5,8 | seitliche Wande

adiabatisch
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Anhang-2: Eindimensionale warmetechnische Modellierung

Zur Erlauterung der warmetechnischen Vorgange in einem Core-Catcher wird
zunachst von einem vereinfachten eindimensionalen Modell ausgegangen, bei dem
sich nur eine Core-Schmelze in einem halbkugelférmigen Core-Catcher mit dem
Radius R befindet. Die betrachtete Schmelze besteht hier aus einer metallischen
Phase (Stahl) und aus einer oxidischen Phase (UO;). Jede Schmelzephase bein-
haltet eine volumetrische innere Warmequelle. Dieses Modell ist in Abbildung A2.1
dargestellt.

[/ Stahlkruste
HA UO2-Kruste

7
Iy e T
T A A —

e e

Abb. A2.1: Vereinfachtes Core-Catcher-Modell zur eindimensionalen
warmetechnischen Betrachtung

An der auReren Oberflache des Core-Catchers befinden sich Kuhlkanale (Wasser),
die hier fiir eine konstante Temperatur T sorgen. Die Schmelze wird im Laufe der
Zeit durch Warmeabflhr an die Umgebung abgekulhlt, wodurch sich am Rande des
Schmelzebades eine Kruste bildet. Eine UOj-Krustenschicht trennt die beiden
Schmelzenphasen voneinander ab, und dadurch kommen zwei Schmelzebader zu-
stande. Das Stahlschmelzebad liegt wegen geringerer Dichte der Stahlschmelze im
Vergleich zur dichteren UO,-Schmelze Uber dem UO,-Schmelzebad. Zur Gesamt-
betrachtung der Energiebilanz des Core-Catchers muss flr jedes Teils des Systems
eine Energiebilanz aufgestellt werden, d.h. fir das UO,-Schmelzebad, flr das Stahl-
schmelzebad, fur die jeweiligen Krustenschichten, flr die Graphitschicht und fur die
Stahlliner-Schicht.
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Zur
abg

Energiebilanz fiir das UO,-Schmelzebad

Vereinfachung wird im Weiteren ,UO,-Schmelzebad® als ,1“ bezeichnet. Die
efihrte Warme aus dem UO,-Schmelzebad unterteilt sich in zwei Anteile, d.h. in

einen nach oben abgegeben Warmeanteil g, ..., und in einen nach unten abgege-

ben

en Warmeanteil ¢, ... Die UO2-Schmelze beinhaltet eine volumetrische innere

Warmequelle g, .

dT, - .
rTl(:Pl d_tl = (Vl ’Ou‘?‘ ql@oben AL oben ~ 0ll(!t;unten AL unten, (A21)

o _ _
IT&CPl E - (Vl ’Qf?' al, oben AL oben (Tl - Tl, oben) - al, unten Al unten (Tl - Tl, unten)

d t) ., — N
- mld—i() SCPl, S (Tl, m~ T1 S (t)) + DSchrneIzenHlH’ (A2-2)

My (8) =M, (1) + Mo (1), (A22 A)
T.s(t) @y (1), (A2.2B)
Tl, oben = Tl, unten @rl, m* (A22 C)

Dabei bedeuten:
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m die Schmelzemasse (UO2), und m , (t) die Gesamtkrustenmasse im UO,-
Schmelzebad, die sich aus der Masse der oberen Krustenschicht m (t) und

aus der Masse der unteren Krustenschicht m ., (t) im UO.-Schmelzebad zu-

sammensetzt.
T, die mittlere Temperatur des UO,-Schmelzebades.

T, ., die Schmelztemperatur des UO..

T

1, unten

und T.

1, oben

die Temperaturen am oberen bzw. am unteren Rand des UO»-

Schmelzebades, welche gleich der UO,-Schmelztemperatur angenommen
werden durfen.
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- T,s(t) die mittlere Temperatur in der Kruste, welche gleich der mittleren Tempe-
ratur der unteren Krustenschicht, T, , (t) angenommen wurde.

- A, g und a, .., die Warmelbergangskoeffizienten flr den konvektiven Warme-

transport nach unten bzw. nach oben.
- C,, und C,, 4 die Warmekapazitaten fur die UO,-Schmelze bzw. fir die Kruste.

- DgymamnH; die UO2-Schmelzenthalpie.

Energiebilanz fiir die untere Krustenschicht im UO,;-Schmelzebad

FUr die untere Krustenschicht wird im Kugelkoordinatensystem (Ursprung: der
Kugelmittelpunkt) die Energiegleichung aufgestellt. Daraus ergibt sich:

AT () e 1 6T Ted e 1 6Thw, o®_aloll
— > Ttes—+—cSN too 5= + S,
&k T  &rsnqolas | Ta p Srsmiqs T 1. fap T

(A2.3)

wobei:

|, ¢ die UO-Warmeleitfahigkeit im festen Zustand (Kruste) und
- a die Temperaturleitfahigkeit des UO, sind.

1-[Tl KU 1-l-l-l KU . . . . .
Unter der Annahme, dass ‘ﬂ' Ty gleich Null, was bei eindimensionaler
q

Betrachtung vdllig berechtigt ist, ergibt sich aus Gleichung (A2.12):
ﬁ_Oﬂz(r-rLKU)+%q1mg:%i9ﬂ-rly|(u ’ (A24)

8!‘; ir® gl 15 Q@ galé it

mit den folgenden Randbedingungen:
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r= rinnen, 1, KU : Tl KU = Tl, m? (A24A)
r= rinnen, 1, KU : q@: qlq,tunten =-1 1, s% ) (A24B)
(A2.40)

r‘innen, 1, KU = (R_ SA KU (t))’

wobei :

S « (t) die Dicke der unteren Krustenschicht und R der Radius der Halbkugel

(des Core-Catchers) ist.

Zugleich muss die Dynamik der Krustenschichtdicke durch die folgende Gleichung

beschrieben werden:

LEN . (A2.5)

ﬂTl, Ku - qla,tunlen = (r 18 >4:)SChmelzen Hl) qt

-1
LS

IP:rinnen, Ku

Gleichung (A2.5) gilt unter den folgenden Annahmen:

. )
w0 & gy peide gleich Null und

€0 o' & T 5

die charakteristische Zeit fur die Warmeleitung in der Kruste ist im Vergleich zu
der des Schmelz- bzw. Erstarrungsprozesses sehr klein (wie spater im Verlauf
dieser Arbeit zu erkennen sein wird, wird diese Annahme durch CFD-

Berechnungen bestatigt).

Energiebilanz fiir die Graphitschicht

Fur die Graphitschicht wird analog zur unteren Krustenschicht im Kugelkoordinaten-
system (Ursprung: der Kugelmittelpunkt) die Energiegleichung aufgestellt. Daraus

ergibt sich:

.. q12 A
oV (Te) , 21 O, (A26)
& T g g Tt
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wobei a, sich auf die Temperaturleitfahigkeit des Graphits bezieht. Die Randbedin-

gungen lauten hier:

1T, qT.
= linnen, (: 3’00m) q«t: - 1S 111’I’KU F =Finen. G - Gﬂ_rG F =Finnen, G ’ (A2EA)
[ = Cgen 6 (5330mM) 0 T=Ty(r =1, <) (A2.6B)
Energiebilanz fiir die Stahlliner
Hier gilt auch genau wie bei der Graphit-Schicht:
.. q72 T ..
Sr g Ir gagg Tt
Mit den Randbedingungen:
[ =T s(=332m) @ T=T, (A2.7A)
[ = Foen s(5330m) © q@=-| S% =-1 151]:11’*(“ (A2.7B)
‘ r r=r ' r

innen, S r:rinnen, G

wobei ag die Temperaturleitfahigkeit der Stahlliner ist.

Energiebilanz fiir die obere Krustenschicht im UO,-Schmelzebad

Hier wird angenommen, dass die Krustenschicht in Form einer Platte vorliegt. Daraus
folgt (Kartesisches Koordinatensystem mit dem Ursprung im der Kugelmittelpunkt):

1-[Z-I-ZI., KO + im: i ﬂTl, KO .

A2.8
™ 1, a, 1t (A28)
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Die dazugehdrigen Randbedingungen lauten:

X = Xuntere, 1, KO Tl, KO =Tl,m’ (A28A)

X=Xpee ko - d€=+, ﬂ-:?KO = ¥, (A2.8B)
B X =1 1,KO |

("+"-Zeichen, weil nach oben negative x-Richtung)

Xuntere, 1, KO — (R' Hl(t) - S« (t)) (A2.8C)

Dabei bezieht S4 ku(t) sich auf die Dicke der oberen Krustenschicht, und H(t) die
Hoéhe des UO,-Schmelzebades ist. Abbildung A2.2 zeigt die verwendeten Koordina-
tensysteme sowie die Anordnung der verschiedenen Krustenschichten im betrachte-
ten System.

[T 773 777777 |3

Szko0

Ha(t)

[ 7 7 7 7% 7 7 7 7 77

b S1.x0

Ha(t)
y

7 7 7 7 7% 7 7 7 7 7 7 | =

S1.KU

Abb. A2.2: Darstellung der Koordinatensysteme und der Krustenschichten

H4(t) ist wie folgt zu berechnen. Zu jedem Zeitpunkt gilt:

m(t) =m(t=0)- m . (t)- mo(t) (A2.9)
(m (t =0) ist bekannt).
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Um m ., (t) berechnen zu konnen, werden jeweils die Volumina zweier Kugelab-
schnitte, d.h. Vi gaas1 UND Vi aas.. DErEChnet und voneinander abgezogen. Fur den

in Abbildung A2.3 dargestellten Kugelabschnitt gilt:

_ao

) _alo 2 2 5 !
VKugdabs.,i _ggaph (3I’ B h) _Sgaph(sq +h )’ (A2.10) E r E
a?=h(2r - h). (A2.10A) \ | /

Fir den Kugelabschnitt ,1° gilt: Abb. A2.3: Darstellung eines
Kugelabschnittes

h =H,(t), (A2.11)
n=R-S t) (A2.12)

und far den Kugelabschnitt ,2%

hy=H,(t) + S () = +S o (1), (A2.13)
r,=R. (A2.14)

Es werden jeweils V,qp: UNd Vi s, Mit Hilfe eines abgeschatzten Wertes fur

H, (t) (0< H, (t) <(H,(t=0)- S ,, - S, KO)) berechnet. Daraus folgt:

Viku (t) = Vicugetabs.2 = Viugaabs. 17 (A2.15)
M (1) = Vi (1) * 1y s(T =T, (t))’ (A2.16)
R
~ T, ko (r.t)dr
T o (t) = 200 - . (A2.17)
l,KU( ) SYKU (t)
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Zur Berechnung von m (t) werden ebenfalls die Volumina zweier Kugelabschnitte,

d.h. Viugaans.s UNd Vi aas.a - DErEChNet und voneinander abgezogen:

FUr Vigygetabs.3 - h, = H,(t) + S (t). (A2.18)
=R (A2.19)
FUr Vi gaaps. 4 - hy = Hy (1) + S (1) + S o (1) (A2.20)
=R (A2.21)
Vi ko (t) = Viugaabs.a = Viugaabs. 31 (A2.22)
m o =Vp KO(t)* rl,S(T :-F]_, Ko(t)), (A2.23)
R Hi ()-8, ku (1)
T, vo (X, t)dx
-ITL ‘o (t) — (a:( H(t)- S, ku (1) S, Ko(t)) L KO ) (A224)

Am Ende muss die Gleichung A2.9 durch alle hier berechneten Werte erfullt sein. Die
endgultige Losung zu jedem Zeitpunkt ist iterativ zu erreichen. Und die Dynamik der
Krustenschichtdicke kann analog wie bei der unteren Krustenschicht durch die
folgende Gleichung beschrieben werden (unter ahnlichen Annahmen):

I 1-[-I-ZI., Ko
1S ﬂX

X=Ti nnen, Ko

. 1S o
- qla,toben = (rl,S >DSChmeIzmHl) ?TtK ' (A2.25)

Energiebilanz fiir das Stahlschmelzebad

Zur Vereinfachung wird weiterhin ,Stahlschmelzebad® als ,2“ bezeichnet. Die abge-
fuhrte Warme aus dem Stahlschmelzebad unterteilt sich in zwei Anteile, d.h. in einen

nach oben abgegebenen Warmeanteil ¢, ... und in einen seitlich abgegebenen
Warmeanteil q, ..y.,- Die Stahlschmelze beinhaltet auch eine volumetrische innere

Warmequelle g, .
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dT. . . .

mchz d_t2 = (Vz >q” - qg,toben A& oben ~ qgtseitlichAz, seitlich

d t) . — N
'mzd—:() écpzvs (Tz, m 'Tz, K ) + DSchmelzen H2 H! (A2-26)
qg,toen :a,oenAz,oen -IT-T,oen P

e e (T o) V T o = To citicn @T (A2.26A)
OF cvicn =2, siticn A, sstich (Tz -T, seitlich) b
m, « (t) =M, ko (t) M, sitiich (t)’ (A2.26B)
T« @, (). (A2.26C)

Energiebilanz fiir die obere Krustenschicht im Stahlschmelzebad

Hier wird davon ausgegangen, dass die Krustenschicht die Form einer Platte der
Dicke S, ,, besitzt. Daraus ergibt sich:

1-[Z-I-Z, KO + qgt - 1 TlTZ, KO

, (A2.27)
™ l,s a,s Tt
mit den folgenden Randbedingungen:
X = Xuntere,2,KO : TZ,KO = T2,m’ (A227A)
. fIT. . :
X = Xopere2,k0 - qe=-1 2, S% = (qgrahlung + q%nvektion)Ausder Oberflache ’ (A2.27B)
X=Xobere, 2, KO
Xuntere, 2, k0 — R- Hl(t) - S KU (t) - S KO (t) - Hz(t)’ (A2-27C)
X obere, 2, k0 — Xuntere, 2, kO ~ Sz KO (t) (A2.27D)
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Es ist allerdings anzunehmen, dass 0%, > 0%, iSt. Deshalb wird g% ..,

vernachlassigt (laut Literatur und bewiesen durch verschiedene Experimente [3.6]).
Um Hy(t) zu berechnen, ist zu beachten, dass zu jedem Zeitpunkt gilt:

m, (t) =m, (t = O) =M, o (t) = M, sitlicn (t) (A2.28)

Um ,m, ., (t)“ berechnen zu kdnnen, missen die Volumina zweier Kugelabschnitte,

d.h. Vigerans.s UNd Vi gaas 6 - DErechnet und voneinander abgezogen werden:

FUr Vi gaaps.s ° h = H, (1) + S, o (1) + Hi (1) + S o (1), (A2.29)
=R (A2.30)
Far VKugdabs.,G : hy =h + S, «o (A2.31)
[ =R (A2.32)
V2, KO (t) = VKugeIabs.,G - VKugelabs.,S’ (A233)
M, ko =Vs ko ()% 1 (T =T, o (1)), (A2.34)
\(R' Hz(t)‘ %, KO (t) Hl(t)‘ %, KU (t))
T, vo (X, t)dx
T (1) = e s 0 s )2 235
S ko(t)
und ,m,, wuen Wird wie folgt berechnet:
Vicugetabs, 7 = g%gp h?(3r, - hy), (A2.36)
=R, (A2.37)
h, = Hz(t)+§, KO (t)+H1(t)+§, KU (t)’ (A2.38)
V. k. ssitich (t) = Viugetans. 7 = Viugaabs,a = Vo (t)’ (A2.39)
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V() =— (A2.40)

M, . sitiich (t) =V, k., sitiich (t)* s (T = -Fz K, seitlich (t))’ (A2.41)

‘R
QQ' S, K, stlich (t))Tzv K, sitlich (r ;t) dr

T, «. stien (t) (A2.42)
2 1 saleh SZ K, saitlich (t)
Folgende Gleichung beschreibt die Dynamik der Krustenschichtdicke:
TS, ko . 1S, «o
- 2,s ;XK . - qg,toben = (r 2,s >DSchmeIzenH2) ﬂl[K : (A2-43)

Hier gelten ahnliche Annahmen, wie bei der oberen Krustenschicht des UO»-
Schmelzebades getroffen worden sind.

Zur Berechnung der aus der Oberflache abgestrahlten Warme q¢,,,,, wird folgendes

Strahlungsmodell verwendet:

4 4
S (Tz, Oberflache ~ TIOR)

1l-e, 1 1- e
. + +
qg’ahlung _ QSrathng — Az,obeneZ FZ,IORAZ,oben €0rAor . (A2.44)
Az,oben Az,oben
wobei:
T, oberiacne = T2, ko (X =r= O) ist.

das Kirzel ,IOR" sich auf die innere Oberflache der Reaktorkaverne bezieht.
- e das Emissionsvermogen der betrachteten Oberflache ist.

F,rao der ,view factor® zwischen der Stahlschmelzeoberflache und der inneren

Oberflache der Reaktorkaverne ist.
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Energiebilanz fiir die seitliche Krustenschicht im Stahlschmelzebad

Abbildung A2.4 zeigt eine genauere Darstellung der seitlichen Krustenschicht im
Stahlschmelzebad.

R [/ /1 Stahlkruste
EAA UO2-Kruste

7
7 4

> 7
"G 4.41,
A i >

Abb. A2.4: Genauere Darstellung der seitlichen Krustenschicht
im Stahlschmelzebad (¢, =, wicn)-

Fur die exakte Bilanzierung ist unbedingt von einem mindestens 2-dimensionalen
Warmetransport durch das betrachtete Krustenelement auszugehen, d.h.:

ﬂ_(.:ja-[z(rTK,zseitlich)g_'_&z:!- i;ja%inq ﬂTK,seitIich9+ qgt: 1 ﬂTK,seitIich. (A2.45)
8"% I & SI’ 5'”‘1% fa g l,s a,s 1t

Solch eine Betrachtung an dieser Stelle setzt dieselbe Art der Bilanzierung (2-D) in
den anderen Bereichen des Gesamtsystems voraus (z.B.: Damit eine Aussage uUber

d, getroffen werden kann, muss vorher am unteren Krustenbereich solch eine 2-D-
Bilanzierung durchgefuhrt worden sein.), was die Gesamtbetrachtung sehr
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kompliziert und praktisch unlésbar macht. Deswegen sind folgende Annahmen als
Vereinfachungen zu treffen:

a- Es herrscht an der Stelle 1-dimensionaler Warmetransport von Innen nach
Aul3en.

b- Die Kruste kann in diesem Fall als eine Platte der Dicke S . betrachtet

werden, da die Hohe des Stahl-Pools im Vergleich zum Halbkugelradius sehr
klein ist.

Daraus folgt:

ﬂzTK,seitlich + %@ :iﬂTK,seitlich

(A2.46)
Ty’ l,s as Tt
Mit den folgenden Randbedingungen:
Yy=R- § ) 1 T @, , (A2.46A)
. ﬂT saitlic -
Y=R- S gy 1 qb=-1, —=22 =g (A2.46B)
vy -
Fur die Dynamik der seitlichen Krustenschicht gilt:
ﬂT seitlicl . ﬂ seitlicl
-lys Kﬁr = - 0% icn = (I‘ 2,s @&hMZmHZ)%- (A2.47)

IP:rinneﬂ, K, seitlich

Hierfur gelten ahnliche Annahmen, wie bei den Gleichungen A2.5, A2.25 und A2.43.
Die Energiebilanzgleichungen fir die Graphit- bzw. die Stahlliner-Schicht hinter der
seitlichen Krustenschicht lauten wie folgt:

ﬂzT i 1-[TG, seitlich

G, seitlich +0=

1y 2 it (A2.48)
G

mit den Randbedingungen:
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Y=R ' T=T wun (y = R)’ (A2.48A)

y - R . qar: _ | R 1-l-I-G, seitlich - _ I ) s 1-l-I-K, seitlich ’ (A2.4SB)
% | T X |

fur die Stahlliner-Schicht:

ﬂzTS, seitlich + 0 — i ﬂTS, seitlich ’ (A2.49)

fy? as 1t
mit den dazugehoérigen Randbedingungen:

y=R+0,32m : T=T, (A2.49A)

Te v .
y =R+0,30m : q@:-ls—ﬂ S il =-|ZYS—ﬂTK'sa"'°h . (A2.49B)
ﬂX y=R+0,30 ﬂX

Fir eine transiente Berechnung des Gesamtsystems werden Anfangsbedingungen
bendtigt. Die Anfangsbedingungen flir das in Abbildung A2.4 dargestellte Core-
Catcher-Modell lauten:

0 : T, =T,=3000°C, (A2.50)
imS,; =0 (i: unten, oben, seitlich). (A2.51)

Berechnung der Warmestromdichte im UO,-Schmelzebad

Die Warmestromdichten werden jeweils Uber die Nusselt-Zahlen berechnet, die
wiederum durch die zu der betrachteten Geometrie in Frage kommenden, empiri-
schen Gleichungen evaluiert werden konnen. Da es sich in unserem Fall um ein
halbkugelférmiges UO,-Schmelzebad (Bad ,1%) handelt, werden zur Berechnung der
Nusselt-Zahlen flr dieses Bad die folgenden Gleichungen verwendet [3.5]:

186



Anhang

NU,,., =1,95>xRa>**{i
Nuunten = O,3XR81

Far die Verteilung der Warmestromdichten gilt:

N
uunt;‘f‘(Q):O,lﬁLOS — o -
Nuunten g pb ng
&0 0
01£ g2 2E 06,
g
N 20 6 @0 0
MZOAHO,% gi”f g:
Nuunten ngﬂ ng
&0 0
06£g2sel , Q=P
Wy 2

Die Nusselt-Zahlen werden durch folgende Gleichung berechnet:

g <H. (1)

Ny, =—F————.
UlYI I 1L (Tmax - TW)

1, yE10%  (Ra bis10®).

[i: oben oder unten]

.. .2 .3
&0 o0 &0 o0 &0 o0
Q2 451022 486102

PO

Dabei gl|t Tmax :'Fl und Tw :Tl,m =Tuo2,33hmelztenperatur

(A2.52)

(A2.52A)

(A2.52B)

(A2.53)

H1(t) wird aus der Gleichung A2.11 und T, wird aus der Gleichung A2.2 in die

Gleichung A2.53 eingesetzt. Bei der Berechnung der verschiedenen Parameter (der
physikalischen Eigenschaften) in den Gleichungen A2.52-A2.53 ist laut Literatur-

angaben [3.4] wie folgt vorzugehen:

- Fur die Berechnung der Ra -Zahl (bzw. fur die Berechnung der Parameter, die in

der Definition der Ra -Zahl vorkommen) eignet sich die Bulk-Temperatur. Fir ,a“

LR und ,n “auch.
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Die

b
(I,

Fir die Berechnung des Warmeleitfahigkeitskoeffizienten aber eignet sich die
Film-Temperatur (Mittelwert zwischen Bulk- und Wandtemperatur).

Warmestromdichte wird jeweils durch die folgende Gleichung berechnet:

I 1,|_(-F1 - Tl, m) N, |
H. () |
L - Warmeleitfahigkeitskoeffizient der UO, - Schmelze).

(A2.54)

Hier ist besonders auf Folgendes zu achten:

Laut Literaturangaben bleiben nach einem Reaktorunfall, der zum Durch-
schmelzen des Reaktor-Cores fihrt, bis zu 80% der Spaltprodukte in der Schmel-
ze und der Rest ist gasformig [3.11] und somit nicht an die Schmelze gebunden.
Die Spaltprodukte teilen sich wiederum [3.11] so auf die beiden Schmelze-
Phasen auf, dass die Oxid-Phase (UO,-Schmelze) ca. 70% der Nachzerfalls-
warme leistet, und die restliche Nachzerfallswarme (ca. 30%) wird in der Stahl-
schmelze erzeugt. An dieser Stelle wird zur Vereinfachung angenommen, dass
die metall-ische Phase, d.h. die Stahlschmelze, keine innere Warmequelle hat.
Diese Annahme wird hier nur bei der eindimensionalen warmetechnischen Model-
lierung zur Vereinfachung getroffen. In den weiteren Abschnitten wird bei den
Berechnungen der Stahlschmelze deren Nachzerfallswarmequellenanteil zuge-
ordnet. Zum einen ist diese Annahme zu treffen, da keine geeigneten Nusselt-
Zahl-Gleichungen fur das Stahlschmelze-Bad mit den hier vorliegenden Rand-
bedingungen (mit einer inneren Warmequelle) in der Literatur zur Zeit zu finden
sind. Zum anderen wurde diese Annahme schon oft bei verschiedenen Arbeiten,
wie z.B. bei [3.6], getroffen.

Zur Berechnung der inneren volumetrischen Warmequelle werden folgende
Gleichungen verwendet:

Raw,i () =G X0,8) >R, >‘(6’ 22* 10_2) XQ'O’ZE{, (A2.55)
= Raw.i(©) ’ (A2.56)
Vil
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wobei C; flr die UO,-Phase gleich 0,7 und fir die Stahlschmelze gleich 0,3 ist. Das
anfangliche Volumen der UO,-Schmelze (V, (t)|t:0) ist bekannt.

Berechnung der Warmestromdichte im Stahlschmelzebad

FUr die Berechnung der Nu;-Zahl in den metallischen Phasen werden, wie zuvor
erlautert, unter der Annahme, dass die Stahlschmelze keine innere Warmequelle
enthalt, die folgenden Gleichungen verwandt [3.6]:

NU, e, = (0,089) xRa’ xPr o, (A2.57)
.2
' o
T |
( I
NU, . = 0,805+ 03878 : {, (A2.58)
’ T 0,49 %6 IJ/27 I
! eH( /Dr) a I
f a p

Dabei sind Ra (externe Rayleigh-Zahl) und Pr (Prandtl-Zahl) wie folgt zu definieren:

g D ><T2,unten - T2,oben) tz(t)

Ra = (A2.59)
axn
Pr=2, (A2.60)
n
wobei
T2,oben = T2,m = TSahIschmeIztermeratur ' (A261)
Tounen = Tuo (b2 Hy () S,k0 (- S (A2.62)
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Fir die Stahlschmelze wurde hiermit angenommen, dass sie die Form einer horizon-
tal unendlichen, flissigen Schicht hat, die von unten aufgeheizt und von oben abge-
kUhlt wird. Fur die freie Konvektion in solch einer Schicht eignet sich die Gleichung
von ,Globe & Dropkin (1959) (GI.66) [3.12]. Und fur den seitlichen Warmetransport
(durch die Wande) wird die Gleichung von ,Churchill und Chu (1975)* (Gl. A2.58)
[3.13] verwendet, die fur freie Konvektion an einer vertikalen Wand in einem
un-endlichen Fluid gedacht ist. Die Warmestromdichten werden durch folgende
Gleichung berechnet:

. _|2,L(-F2-T2,m)
LT

(7, - Warmeleitfahigkeitskoeffizient der Stahlschmelze).

xNU, | (A2.63)
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Anhang-3: Herleitung der exakten k-Transportgleichung

Far ein inkompressibles Einkomponentenfluid gilt:

—£=0 (Kontinuitatsgleichung), (A3.1)

Tv, V‘Hv _® 169 n‘HZV,-

ot & olx,  Ix;

(Impulserhaltungsgleichung). (A3.2)

Im Falle einer turbulenten Strébmung gilt:
v,=v,+ve (I=x,y,2). (A3.3)
Setzt man Gleichung A3.3 in Gleichung A3.2 ein, ergibt sich daraus (zeitgemittelte

Gleichung):

_fv, = 161p T eaelv, —20
v, —L =, =2 +n - vive- A3.4
‘T, S Tl T S T, W "o A34)

Subtrahiert man Gleichung A3.4 von Gleichung A3.2 (vorher wird Gleichung A3.3 in
Gleichung A3.2 eingesetzt, ohne zeitliche Mittelung), so ergibt sich fir v§:

¢é
vjq;'ﬂ ve, ¢ﬂ_+ (Is/g I+ V(‘;':@— v, ?’FM"‘V, fv¢ 0
M X X, e ﬂXk ﬂxk @
(0] ™
- (A3.5)
+vie—- v + ¢'¢ﬂl =_ a&fo'ﬂ_p_ 69/0;0 e +n &;/G:ﬂzvlq: ve— T qu:g.
J ﬂxk ﬂxk 8" gﬂxl 8[’ zﬂx J ﬂxi i ﬂXf 5

(i

Es mussen nun noch einige Glieder umgeformt werden:

191



Anhang

ve ‘ﬂv¢ 'ﬂv¢'¢

1): v¢ —L+y , A3.6
(1) ot 4 0w W (A3.6)
ve v¢'¢
any: v, 9V¢M vt Wif (A3.7)
ﬂXk ﬂxkﬂ ﬂxk
woe ( we
any, WRVE gl Pl (A3.8)
X, X,
w g Wy
k
=0 wegen
Kontinuitat
Die viskosen Terme auf der rechten Seite lassen sich umformen zu:
2 ¢ ¢
V‘H ,ﬂv¢ 'nge‘ﬂvozmt‘ﬂv 'nge'nv¢o
x? ™ & Mg T T &' Ixg (A3.9)
2 ¢ ’
=ﬂ—2(v,¢/¢)- ZMM
'’ ix, 9,
Die Aufspaltung der Terme ergibt:
¢ oJp¢_ 1
el e T8 T (g pelfy 1 vip pert
x, /1 ,( 9- ‘H, ‘Hx( 9 ‘Hx
¢ ‘ﬂ (A3.10)
= &ﬂv G(dkjv¢+ d k,vj¢)
‘ITX,- ‘ITX,,J

Mit diesen Beziehungen lautet die Bilanzgleichung fur den Reynoldschen Span-
nungstensor v¥¢ nach der Zeitmittelung:

f T, v ﬂ\7. v,
—(v¥¢)+v, — (v&C) =-vE& vy "
L
OK 5 DS (A3.11)
p¢6€ﬂV¢ vgo 1 QV¢/¢/1(<L+ni V¢’¢) pe (d V¢+dklvj¢)
ﬂX ﬂx, g 1-[Xk e ﬂ g
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Die einzelnen Terme kdnnen dabei folgendermalien gedeutet werden:

L= lokale Anderung (= O fir statistisch stationdre Strémungen)
K= konvektive Anderung
P = Produktion, gebildet als Produkt aus dem Reynoldschen Spannungstensor

und dem Gradienten der zeitlich gemittelten Geschwindigkeit

DS = Dissipation

DSK =Druck-Scher-Korrelation, diese tragt ahnlich wie die Diffusion zur Umverteilung
bei

DF = Diffusion, darin werden die Terme erfasst, die sich unter ein Divergenzzeichen
schreiben lassen

Der Produktionsterm spielt eine entscheidende Rolle. Er ist fir das Erzeugen der
Turbulenz verantwortlich. Offenbar kann nur in Strdémungen mit Gradienten der zeit-
lich gemittelten Geschwindigkeit, also in Scherstromungen, die Turbulenz aufrecht-
erhalten werden. Der Geschwindigkeitsgradient ist der Motor der Turbulenz. Die
dafur erforderliche Energie wird der Hauptbewegung entzogen.

Einen wichtigen Sonderfall der Transportgleichung gewinnt man formal durch Kon-
traktion, d.h. man setzt i = j. Aus T‘?}I folgt fur i = j der Ausdruck WV}F:V/@ (Turbu-

lenzenergie):
1— 1/ —= %
k:EVﬁ:E(v§f+v§+v§). (A3.12)

Far i = j geht Gl. A3.11 in eine Transportgleichung fur die Turbulenz k uUber:

—_ v, e ; —.u
%+Vkﬁ:- %% 7RI 4 a7<+ﬂ¢2v9+n LI l(v}lvg)u. (A3.13)
jL 1, X, ps T @ g rg X, fix; g
LT F DF

Dabei ist von der Umformung

cave CaHve 0 2
TiivE_Tvfeave avgo 1 (V,‘E/;@)

; (A3.14)
ixe Tx, X &M% x5 Tx9x,
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Gebrauch gemacht worden. Dadurch erscheint ein Teil der zuvor als Dissipation
bezeichneten Groflie hier im Diffusionsterm, denn nur die Grofke

vgave qugs

+ (A3.15)
ix, gx, X, 5

wird als turbulente Dissipation bezeichnet. Diese Bezeichnung stutzt sich auf die
Dissipationsfunktion in der Energiegleichung, die fir konstante Stoffwerte

W _ v, @, | v, 0

, =m + (A3.16)
Mk X T X, 5
gegeben ist. Nach zeitlicher Mittelung folgt
. v.odv, 9qy O ¢ave 0
‘ Tv, _ mﬂv/ v, W0, mﬂvf #vE  qvgo (A3.17)

Kax,  Tx, &1x, X, & x, &9x, % &

Der erste Anteil der Dissipationfunktion wird als direkte Dissipation bezeichnet; im
zweiten Anteil erkennt man die durch Gl. A3.15 definierte turbulente Dissipation re

auch indirekte Dissipation genannt.

Die Transportgleichung A3.12 fur die Turbulenzenergie wird in ahnlicher Weise
gedeutet wie die Transportgleichung A3.11. Die experimentell schwer zu erfassende
Druck-Scher-Korrelation in Gl. A3.11 tritt in GI. A3.12 nicht auf.

Transportgleichungen der hier besprochnen Art spielen bei der Entwicklung
moderner halbempirischer Berechnungsmethoden eine zentrale Rolle. So beschreibt
Gl. A3.11 die lokale und konvektive Anderung des unbekannten Reynoldschen Span-
nungstensors. Das SchlieBungsproblem lasst sich auf diesem Weg jedoch nicht
|I6sen, da die Transportgleichungen ihrerseits neue unbekannte Korrelations-
funktionen enthalten. Fur jede dieser unbekannten Korrelationsfunktionen Iasst sich
wiederum eine Transportgleichung herleiten, die jedoch erneut neue unbekannte
Korrelationen enthalt. Die Ordnung dieser Tensoren wird jeweils um Eins erhéht. So
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erhalt die Transportgleichung A3.11 eine Trippelkorrelation VIQ/}R/,QI, also einen Tensor

dritter Stufe. Eine Bilanzgleichung daflir wirde einen Tensor vierter Stufe enthalten.

Fazit: Das SchlieBungsproblem lasst sich derart nicht 16sen. Es existieren immer
mehr Unbekannte als Gleichungen zur Verfiigung stehen. Der einzig gangbare Weg
fuhrt Gber halbempirische SchlieBungsannahmen.

Die exakte Form der k- Gleichung, d.h. Gleichung A3.12, kdnnte keine praktische
Anwendung haben, da sich in dieser Gleichung immer noch Terme befinden, die
schwankenden Geschwindigkeitskomponenten beinhalten. Dies fihrt dazu, dass
empirische bzw. halbempirische Modelle fir die o.g. Terme in der k- Gleichung
angenommen werden mussen. Weiterhin werden folgende Modelle vorgeschlagen
(siehe [3.15, 3.21)):

e

, (A3.19)

wobei sich ¢, und c, auf empirische Konstanten beziehen.

Aulerdem wird hier von dem ,Boussinesq Eddy-Viskositatskonzept® Gebrauch
gemacht:

Vwe=n, oV, ﬂv .0 (A3.20)
LMY
Daraus folgt:
%"'Vk ﬂk :nt&ﬂv’ ﬂV OT[V
TRRCE P TRV P
) . (A3.21)
‘IT e, Oﬂk ‘Hku T € v, v,
ﬂ e? +n @f + j:u
X, @&C, g‘ﬂx ‘ﬂxkg ﬂX/ 8 ‘ﬂxl. x; A
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Das ist die endgultige Form der k- Gleichung, die eine praktische Anwendung
ermoglicht.

Fir die € - Gleichung fiihren die Versuche einer exakten Herleitung zu Tensoren
hdherer Stufe. Deswegen ist der Ursprung der € - Gleichung Uberwiegend empirisch.
In der internationalen Literatur hat sich jedoch eine von Jones und Launder
vorgeschlagene Gleichung fiir € durchgesetzt, da sie bessere Ubereinstimmung mit
Messdaten liefert. Sie lautet fur stationare Grenzschichtstromungen

é u

I R 56 58 v§ U
vl gl 1M I anavl ¢ eu (A3.22)

T Ty TePr.Tyy ke &l -z

Hier treten wiederum ein Diffusions-, ein Produktions- und ein Dissipationsterm auf.
Weiterhin ergeben sich drei Konstanten Pr,, c,,, c,,, die aus Experimenten bestimmt

werden mussen. Relativ gute Ergebnisse ergeben sich flr den Datensatz:

¢, =009 ,c,=144 ,¢,=19, Pr,=13, c, =10. (A3.23)
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Anhang-4: Acht verschiedene Turbulenzmodelle

I
o
. (dg-)dxa - s LR IET-CIL DR Bty
4 h_w__ 1 |
i (2y-)dwe | oot ¢ [(MseioeJee 1] | A
0 (*u)u [ Lo/ %)~ ]dws'o-1) (“wesl0'0-)dra -1 3
(Aon-)dxa( A4 e )az- [ 4o/ )= ]cwazz -1 (Aclinm=]dxa -1 HO
A 05 ajuk]
S0/7e) 4o ﬁ&mu_ﬁ_- ﬁﬂw- dxag']-| u- dxapo'o-| ﬁhlw- dxa9a'0 - | A
[4 [3 = [3 ef
R 03/ 44 +i
0 (fy-)dxag'n-| = | OH
£ g~ (d5-)dxmg'g-L (fmeion'y-)dxa - aH
e ¢
?
A2 (0G/ fmr+1)
LA diy_ T AN
) nyg 1Ay ﬁm_m u_uxmmm L o xa =
i g 0l HH
3 Y g 8poT
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Modell Code D €,-B.C. C, Cot Coo S« Se
Standard HR 0 Wall functions | 0,09 1.44 1.92 1.0 1.3
2
Launder- o)
LS m?—\/;+ 0 0,09 | 144 | 1.92 1.0 1.3
Sharma ey g
Hassid- k
HP n— 0 0,09 | 1.45 2.0 1.0 1.3
Poreh y
n Tk
Hoffman HO - 0 0,09 | 1.81 2.0 2.0 3.0
y Ty
Dutoya- 5
y DM Zna[—\/zg 0 0,09 | 1.35 2.0 0.9 0.95
MiChard e ﬂy [}
k
Chien CH n— 0 0,09 | 1.35 1.8 1.0 1.3
y
Tk
Reynolds RE 0 nﬂ—2 0,084 1 1.0 183 | 1.69 1.3
y
Lam- Tk
LB 0 n— 0,09 | 144 | 1.92 1.0 1.3
Bremhorst 1%
Lam- e
LB1 0 —= 0,09 | 144 | 1.92 1.0 1.3
Bremhorst Ty
Cot 0,09 Sy 2,0
Cr 1,11 fy 1- 0,992exp(-R;)
Co2 0,15 f, 1- 0,992exp(- R;/2)
2 &
S, 2,0 E S 2EO W
S gﬂy [7]




Anhang

Anhang-5: "Zeitgemitteltes Geschwindigkeitsprofil in der
Wandnahe-Zone* und ,,Energieerhaltungsgleichung
in einer turbulenten Stromung*

A5-1 Zeitgemitteltes Geschwindigkeitsprofil in der Wandnahe-Zone

Die Stromung in der Nahe einer Wand ist in Abbildung A5.1 dargestellt:

®

1
Abb. A5.1: Darstellung verschiedener Stromungszonen zur Beschreibung der
turbulenten Stromung in der Nahe einer Wand:

(1) Viskose Unterschicht, (2) Pufferzone (Buffer-layer), (3) Tragheitszone
(inertial layer), (4) Haupt-Turbulenzzone

/

XL
>

Es sind vier Zonen zu erkennen:

- die viskose Unterschicht in direkter Nahe zur Wand, wo Fluid-Viskositat eine
SchlUsselrolle spielt (Zone 1)

- Die Pufferzone, wo Ubergang zwischen der viskosen Unterschicht und der inertia-
len Unterschicht stattfindet (Zone 2)

- Die Tragheitszone, wo am Rande der Haupt-Turbulenzzone die Fluid-Viskositat
am wenigsten die Stromung beeinflusst (Zone 3)

- Die Haupt-Turbulenzzone, wo die zeitgemittelte Geschwindigkeitsverteilung,
berechnet durch die Turbulent-Transportgleichungen, gilt. Hier ist die Fluid-
Viskositat nicht von Bedeutung (Zone 4).
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Bei y =0 wird die zeitgemittelte, an der Wand wirkende Schubspannung als t,

bezeichnet, d.h.:

(A5.1)

Die Schubspannung in der inertialen Unterschicht unterscheidet sich nicht viel von
t,. Die wichtige Frage hier an dieser Stelle lautet: Wovon wirde dv, /dy in der

Wandnahe-Zone abhangen? Es wird postuliert, dass diese von r,t, und dem

Abstand von der Wand y abhangt. Dies fuhrt zu:

v, —aei(?\/t; (A5.2)
dy Ekyg\r' |

weil (Jt,/r /y die einzige Kombination ist, die r, t, und y miteinander verbindet

und die Dimension eines Geschwindigkeitsgradienten besitzt. In Gleichung AS5.2
steht k fur eine dimensionslose Konstante, die experimentell zu ermitteln ist. Die

Grole tr—o nennt sich die Reibungsgeschwindigkeit v * (friction velocity). Nach

Integration ergibt sich aus der Gleichung A5.2:

Iny+I¢ (A5.3)

wobei | ¢ die Integrationskonstante ist. Die dimensionslose Formulierung der
Gleichung (A5.3) ergibt:

%/, 0

&v* g

1 o]
—In =+, A5.4
k 8 n g ( )
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wobei | eine Konstante ist, die mit | ¢ in Verbindung steht, und n sich auf die
kinematische Viskositat des Fluids bezieht. Experimentelle Ergebnisse zeigen, dass
die geeignetsten Werte fur die Konstante [3.22] k=0,4 und | =5,5 sind. Daraus

ergibt sich:
D0 o5nPY 055 Y 053, (A5.5)
8V [} 8“ 2 8n 7}

Die Gleichung A5.5 ist bekannt als ,von Karman-Prandtl universelle logarithmische
Geschwindigkeitsverteilung“. Diese Gleichung war urspriinglich fir die inertiale Un-
terschicht gedacht, aber laut Experiment geht deren Gultigkeitsbereich weit Gber
diese Zone hinaus. Ware die Gleichung A5.5 exakt, dann waren die Konstanten k
und | als universelle Konstanten zu betrachten und ungeachtet der Strémungslage
einsetzbar (ungeachtet der Reynoldszahl, der Rayleighzahl usw.). Aber je nach
Reynoldszahl sind Werte 0,4 bis 0,44 fur k und Werte 5,0 bis 6,3 fur | in der
Literatur zu finden. Theoretische Argumente haben gezeigt, dass Gleichung A5.2
durch:

;e o e
Ny 20
dv, a¥*0 N B, oayv e

dy &y pé " INReg&n g (A5.6)
wobei: Bozﬁ , B1=1—5 : b=2
2 4 2

ersetzt werden kann. Integration der Gleichung A5.6 Uber y ergibt:

VX _ 5 va * (")%2In Re)

1
=~~—InRe+—-*—_" A5.7
oSy MRt (AS.7)

Die Gleichung A5.7 nennt sich ,Barenblatt-Chorin universelle Geschwindigkeits-

gleichung®. Die Zonen (3) und (4) gyn—v > 309 in Abb. A5.1 werden durch Gleichung
2

A5.7 besser beschrieben. Fur die Zone (1) eignet sich die folgende Gleichung am
besten (fur die Herleitung sei auf [3.20] verwiesen):
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— . A . . . . .3 )
v, _aeyv*og1 oen dm/wv*o &l baeyv?* 0, u

_BV S A (g A Y
v* 8“ 28 82ﬁ8V*Bﬁ8n @ 84ﬂ814,51ﬂ 9] (A5.8)
0BV 0 5

&n g

Fir die Region 5 < ?v
n

9< 30 liegt keine einfache analytische Formulierung vor.
[

A5-2 Energieerhaltungsgleichung in einer turbulenten Stromung

Im Falle einer nicht-isothermen turbulenten Stromung ist der momentane Wert fur die
Temperatur wie folgt zu definieren:

—
11
~|

- T¢ (A5.9)

Nach Gleichung (3.55) ist zu erkennen, dass T4 gleich Null ist. Aber die GréRen
vgTd, v¢T¢ und v@T¢ missen nicht unbedingt gleich Null sein. Uber die zeit-

gemittelten Gleichungen fur die Massen- und Impulserhaltung (Gleichungen
3.63-3.65) wurde in den vorherigen Abschnitten relativ ausfuhrlich diskutiert. Im
Allgemeinen lautet die Energieerhaltungsgleichung fur ein Stromungssystem wie
folgt:

DT [« _\ &Inr o Dr -
oo = (R>g)- SiinT s Df (t :R7). (A5.10)

Far ein Newtonsches Fluid ist der Teil (-t‘:N\?) immer positiv und kann wie folgt

formuliert werden (in kartesischen Koordinaten):
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~ . v, 0 . u -
(-t :Nv) =1m§l 3 %Eﬂ_"+L: 3(N>q7) ;U +K (N>q7)2
2 5 %ﬂxf fix; @ 3 8]
=nF,+nv¥
) . (A5.11)

g?: _ Z%d[vx 0 ad&o v, 6 Y e‘ITVy v, U °
v v "ﬂXE gﬂ Y o gﬂZQH eﬂX ‘ﬂyH —
¢ ) 2 2
¢ v, Tv,u étv, Tv,u 2 eﬂv v, v
g + & + g +8 H + Q T

ety fzg efz ﬂx 3 eﬂx v Tzgg
Die GroRe ( ) beschreibt die Degradation mechanischer Energie in thermische

Energie in einem Stromungssystem. Aus diesem Grund wird sie oft als ,viskose
Dissipation (viscous dissipation heating)“ bezeichnet. Im Falle eines inkompressiblen
Fluids ist Y , in Gleichung A5.11 gleich Null. Unter Verwendung von Gleichung 3.63,
3.64, 3.65 und A5.11 ergibt sich aus Gleichung A5.10 (zur Vereinfachung werden
hier I, m r und c, als konstant angenommen):

2 2 2
lrcT— aeirch+lrch+lrcva +kza1T+ﬂ72-+ﬂ72-(_)
fit &Mx Ty fz s &% Y 174
(A5.12)
22351vo aaWo zaawoadTvo 3
38 2 811}/@ gﬂ)/ﬂeﬂxﬂ A

und bei Ersetzen (f+T¢I) fir T und (v, +v9 fur v, ergibt sich aus Gleichung A5.12:

1rcT—-g—rch+lrch+irch_

1% 1z @

& —— 1
- ¢+ —
Gox Ty
N kaaVT 7T, TTo
S 12

r cpvﬁmlr cp\fd:g
fiz 2

(A5.13)

+22331vo aa1v0+aaTvoadT 0
gﬂxﬂ 811}/;25 8'”)’%'""@

u
.U
A
aa1v¢oaa1v¢o &v¢6veo aaTV¢oaéT
+m ~+2 oo
ezgﬂx S s STy S Sty

O
ﬂ
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Ein Vergleich von Gleichung 3.43 mit Gleichung A5.13 zeigt, dass die zeitgemittelte
Energieerhaltungsgleichung - bis auf die in Gleichung A5.13 mit dem gestrichelten
Unterstrich markierten Teile - der Gleichung 3.43 sehr ahnlich ist. Diese Teile
beziehen sich auf turbulente Fluktuationen. Dies fuhrt zur Definition zweier neuer
Teile bei der turbulenten Energiegleichung:

- Turbulente Warmestromdichte §*:

' =10 VFTE, G =1 Ve, G =1 oV (A5.14)

- Turbulente Dissipations-Funktion F"

FO=3 § aeay #0300 | aq1v¢oaa1v¢oo
C gﬂ /ﬂgﬂx g gﬂxl ggﬂx, s

(A5.15)

Eine Zusammenfassung der bis jetzt durchgeflihrten Diskussionen ermdoglicht die
Darstellung eines Gleichungssystems zur Beschreibung eines turbulenten
Stromungssystems (1, m r und ¢, = konst.) wie folgt:

((Nw)=0 o
| = |
:rD—‘:LNE- AT +C0)a+r g v (A5.16)
| |
o, o= (RAa +37) +m(Fe < FU))

wobei G =- kNT ist.

In den meisten Fallen ist bei CFD-Berechnungen der Teil F) zu vernachlassigen.

Fir ¢ verwendet man meistens empirische Ansatze wie z.B. die ,Eddy-
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Warmeleitfahigkeit®. Beim ,Eddy-Warmeleitfahigkeit“-Modell wird analog zum
Fourierschen Gesetz fur die Warmeleitung angenommen, dass

g =-k 9L (A5.17)
ax;

und

Pr® =n_Ct; =s, (siehe Gleichung 3.72) (A5.18)

ist. Die turbulente Prandtl-Zahl nimmt normalerweise den Wert 0,5 bis 1 an. Es ist zu
beachten, dass Pr") keine Stoffeigenschaft, sondern eine von der Stromungslage
abhangende GroRe ist. Der Fall, dass Pr” =1 ist, wird ,Reynoldsche Analogie*
genannt. Zur Modellierung von F{ gibt es komplizierte Modelle, die liberwiegend

empirisch sind. Fir weitere Informationen in dieser Hinsicht sei auf [3.15, 3.22]
verwiesen.

Aus der gesamten Diskussion, die Uber CFD-Berechnungen und im Besonderen
uber die Turbulenz gefuhrt wurde, geht hervor, dass fur eine ausfuhrliche Beschrei-
bung eines turbulenten Stromungsfeldes folgende Gleichungen zu l6sen sind:

das Gleichungssystem A5.16

k - bzw. e - Gleichung (je nach ausgewahltem Turbulenzmodell)

eine geeignete Zustandsgleichung (siehe Gleichung 3.44)

eine geeignete Formel flr die Anderung von Dichte, Viskositat, Warmeleitfahigkeit
und Warmekapazitat in Abhangigkeit von der Temperatur.

Es ist jetzt deutlich zu erkennen, dass sich fast in allen Fallen keine exakte
analytische Losung ergibt (auch, wenn es sich um einen laminaren Fall handelt). Aus
diesem Grund wird bei den CFD-Berechnungen oft ,Finite-Element-Methode“ (FEM)
eingesetzt. Die sich durch FEM ergebenden Gleichungssysteme werden dann mit
Hilfe von numerischen/mathematischen Verfahren gel6st. Im Kapitel 4 wurde aus-
fUhrlich Uber die Simulation des in dieser Arbeit vorgeschlagenen Core-Catcher-
Konzepts mit Hilfe eines Programmsystems namens FLUENT diskutiert.
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Anhang-6: Verwendete UDFs bei der FLUENT- Simulation

Viskositat von Stahl

DEFINE_PROPERTY(Stahl_Viscosity, c, t)
{
real viscosity _new;
real teta = C_T(c, t);
viscosity_new = 0.0003147*exp(46480.0/(8.3144*teta));
[*viscosity of solid phase*/
if(teta<1777.99)
{

viscosity_new = 40.0;

}

return viscosity _new;

Viskositat von Urandioxid

DEFINE_PROPERTY(UO2_Viscosity, c, t)
{

real viscosity _new;

real teta = C_T(c, t);

[*viscosity of solid phase*/

viscosity_new = 0.000988*exp(4620./teta);
if(teta<3109.99)

{
viscosity _new = 40.0;
}

return viscosity _new;
}
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Nachzerfallswarme in der FLuid-Zone

DEFINE_SOURCE(ZNWT, c, t, dS, eqn)

{

Thread **pt;

real NWS;

real NWU;

real NWT;

real tim=CURRENT _TIME;

real tima;

pt = THREAD SUB_THREADS(t);

tima=tim+1000;
NWS=0.3*0.8*(875*1000000)*(6.22*0.01)*(pow(tima,-0.2))/3.32;
NWU=0.7*0.8*(875*1000000)*(6.22*0.01)*(pow(tima,-0.2))/6.2;
NWT=(C_VOF(c,pt[1])*NWS)+(C_VOF(c,pt[2])*NWU);

Wert ZNWU=NWS;

Wert ZNWU=NWU;

dS[eqn]=0.0;

return NWT;

}

Temperaturprofil an der Oberflache

DEFINE_PROFILE(back_temp,ft,i)
{

face tf;

cell_tc;

Thread *ct;

begin_f loop(f, ft)

{

c=F_CO(f,ft);
ct=THREAD_TO(ft);
F_PROFILE(f, ft, i) = C_T(c,ct);
}

end_f loop(f, ft)

}
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Back Flow Profile an der Oberflache

DEFINE_SOURCE(schmelze vof, c, t, dS, eqn)
{

Thread **pt;

pt = THREAD_SUB_THREADS(t);
schmelze_vor_outlet = C_VOF(c,pt[1]) ;
dS[eqn]=0.0;

return 0.0;

}
DEFINE_PROFILE(back schmelze,ft,i)

{

face tf;

cell tc;

Thread *ct;

begin_f loop(f, ft)

{

F_PROFILE(f, ft, i) = schmelze _vor_outlet ;
}

end_f loop(f, ft)

}
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Anhang-7: Verwendeten Stoffdaten zusammen mit deren Quellen

U0, [4.6]
Feststoff:
(52,1743 +(87,951)t —(84,2411)t 2+(31,542)t >-
Cr [J/kgK] [ (2,6334)t *-(0,71391) t ) /(0,27003);
wobei t = T/1000
10956 (0,99734 +(0,009802) t —(0,0002705) t 2
( 3_:5 _) ( ) 273 K=T<923K
5. [ +(0,0004291)t %3 wobeit = T/1000
? [kg/m7] >
10956 (0,99672 +(0,01179) t —(0,002429) t
© 3_3(’ _) ©. ) 923 K=T<3120 K
+(0,001219) t *y>  wobei t = T/1000
100/ (7,5408 +(17,692) t +(3,6142)t ?)
K [W/mK] 2,5\ (-16,350/t). Ce
+(6400 /t %°) e : wobei t = T/1000
Flussig:
Cr [J/kgK] [ 0,93087 +(4921100000 /T?)
? [kg/m®] [ 8860- 0,9285 (T-3120)
K [W/mK] [ 3,05
u [Pas] (0,000988) {4620

209



Anhang

Stahl (stainless steel 304)

Feststoff:

Cr [J/kgK] [ (93,672)*Ln(T)-126,02 [4.7]
-(0,4455)T+7973,9 [4.8] T=1673,15K

? [kg/m® |-(4,4297)T+14595 [4.8] 1673 K< T=1728K
6933,3 [4.8] 172832 K=T
7,471+(0,0192)T [4.8] T=1673K

K [W/mK] | 442,3-(0,2408)T [4.8] 1673 K< T=1753K
20 [4.8] 1753 K=T

Flussig:

Cr [J/kgK] || 577 [4.7]
(6933,3/7030,88)x(7030-0,88(T-1809))

? [kg/m®

[kg/m’] [4.9]
K [W/mK] [ 20 [4.8]
u [Pas] (0,0003147)e46480/(8:3144T) [4.9]

Graphit

Feststoff:

2023,145 +(7,8645x10%)T —
Cr [J/kgK] || (4,26709x10%)T2+(1,3203x10"")T° -
(1,199x10"%)T* [4.6]

? [kg/m®] [ (1835)e(0:00002)T) [4.10]
K W/mK] |l (-322,32)*Ln(Ln(T))+(702,65) [4.10]
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Feststoff:

Beton [4.11]

823,7 +(1,3346)T -(0,00098457)T?

T =600 K

1090+(0,3)T 600 K < T =900 K

Ce [J/kgK] |1-1340+ 3T 900 K < T =950 K
2816,3 —(1,375)T 950 K < T = 1350 K
850 1350,15K < T
2400-(0,2)T T <500 K
2315-(0,17711)e(B8781X10%3)T) 500 K = T < 950 K

? [kg/m°] | 1500 950 K = T <1100 K
620+(0,8)T 1100 K = T <1350 K
2300 1350 K=T
1,746 T <100 K

K [WmK] 1,8637-(1,1771x10%)T 100 K = T < 800 K
2,4607+(9,5333x107)T2(2,686x107°)T 800 K = T <1300 K
0,58 1300 K =T

Flussig:

Cr [J/kgK] [ 850

? [kg/m®] 2300

K [W/mK] [ 0,58

ZrO, [4.12]

Feststoff:

Cr [J/kgK] [ 700

? [kg/m®] | 3500

K [W/mK] | (0,0001)T+1,0363
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Anhang-8: Input-Dateien fir SCALE-Programmpaket

Modell-1 UO; (Musterdatei fur: T=298 K und 7% Urananreicherung)

#csas25

7% enri ched UG,

27gr inf

uo2 1 den=10.85 1 298 92235 7 92238 93 end
ss304 2 1.0 end

end conp

kenoV. a sanpl e probl em case

read paranmeters tne=25.0 flx=yes fdn=yes far=yes
end paraneters

read geonetry

cylinder 1 1 200.0 24.65 -24.65

cylinder 2 1 293.0 50.0 -50.0

cuboid 0 1 300.0 -300.0 300.0 -300.0 100.0 -100.0
end geonetry

end data

end

Modell-2 UO; (Musterdatei fur: T=298 K und 7% Urananreicherung)

#csas25

7% enri ched UO

27gr inf

uo2 1 den=10.85 1 298 92235 7 92238 93 end
ss304 2 1.0 end

c 3 1.0 end

ss304 4 1.0 end

end conp

kenoV. a sanpl e probl em case

read paranmeters tne=25.0 flx=yes fdn=yes far=yes
end paraneters

read geonetry

heni sphere 1 1 300.0 chord -212.0

heni sphere 2 1 300.0 chord -52.0

heni sphere 3 1 330.0 chord -52.0

heni sphere 4 1 332.0 chord -52.0

cuboid 0 1 400.0 -400.0 400.0 -400.0 400. -400.0
end geonetry

end data

end
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Anhang-9: CFD-Simulationsbilder zur Option A

0.11
0.07
0.04 0.04
0.00 0.00

n (mixture) (71 . ] Cal S quid Fraction (mixturs) (Time=1.5600e+02 N pr 19, 2004
FLUENT 6.1 d. vof FLUENT 6.1 of, L ur

Abb. A9.1: Flissiganteil im Core-Catcher Abb. A9.2: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 60 s (Option A) nach ca. 152 s (Option A)

0.07
0.04

0.00 0.o0

Abb. A9.3: Flissiganteil im Core-Catcher Abb. A9.4: Flissiganteil im Core-Catcher
nach ca. 621 s (Option A) nach ca. 1566 s (Option A)

0.o0

Abb. A9.5: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A9.6: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 2496 s (Option A) nach ca. 3636 s (Option A)

213



Anhang

0.00

iguid Fraction (mixturs)

ime e+02 Liguid F n (mixture) (T3 e+02 rz
FLUENT vof,

FLUENT 6 vof, r un

Abb. A9.7: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A9.8: Flussiganteil im Core-Catcher

nach ca. 3936 s (Option A) nach ca. 6726 s (Option A)

0.00 0.00

iguid Fraction (mixture i N . C 0 iguic n (mixture)  (Tim
o o ) FLUENT 6

Abb. A9.9: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A9.10: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 7609 s (Option A) nach ca. 17 594 s (Option A)

Contours of Liguid Fraction \‘.mi‘gt[gﬂ me +04) ‘ y-r\g}“ 01 ; Contours of Liguid Fraction \‘.miFEGE\N ( ke
Abb. A9.11: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A9.12: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 23 678 s (Option A) nach ca. 35 179 s (Option A)
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11
0.07
0.04
0.00

Liguid F n (mixture) (T3

iquid Fraction (mixture) (] g+ .
FLUENT 8 vof, r

FLUENT d. vof. rngk

Abb. A9.13: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A9.14: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 48 491 s (Option A) nach ca. 68 910 s (Option A)

0.00

Liguid Fraction (mixture) _ (Tim gl

iquid Fraction (mixture) _ (Time +04) L] . g
FLUENT 6 vof, r un

FLUENT d. vof

Abb. A9.15: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A9.16: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 75 062 s (Option A) nach ca. 85 292 s (Option A)

Contours of Liguid Fraction (mixturs) 0 ) | Contours of Liguid Fraction (mixturs) p 0

FLUENT FLUENT 6 for un:
Abb. A9.17: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A9.18: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 92 008 s (Option A) nach ca. 100 530 s (Option A)
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0.00

ne fra (ur 0 g+03 rl

vof for un

Abb. A9.19: UO,-Phase im Core-Catcher Abb. A9.20: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 360 s (Option A) nach ca. 2000 s (Option A)

0.00

0.00

FL‘:‘\E iof,
Abb. A9.21: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 4000 s (Option A)

0.o0

Contour ume fraction (uranoxidl (Tir
FLUENT & f.orn

Abb. A9.23: UO,-Phase im Core-Catcher Abb. A9.24: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 9000 s (Option A) nach ca. 12 500 s (Option A)

Contours lume fraction (urana (7 +04) .
FLL f, rng
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0.00

ne fra (ur ; . Jun 0
vof, rngke, un

vof

Abb. A9.25: UO,-Phase im Core-Catcher Abb. A9.26: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 18 000 s (Option A) nach ca. 21 000 s (Option A)

0.00

Abb. A9.27: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 50 000 s (Option A) nach ca. 100 500 s (Option A)

tic Temperature (mixtL
FLUE

Abb. A9.42: Temperaturprofil im Core- Abb. A9.43: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 1003 s Catcher nach ca. 3501 s
(Option A) (Option A)
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Abb. A9.44: Temperaturprofil im Core- Abb. A9.45: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 9003 s Catcher nach ca. 18 818 s
(Option A) (Option A)

Abb. A9.46: Temperaturprofil im Core- Abb. A9.47: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 39 985 s Catcher nach ca. 72 272 s
(Option A) (Option A)

Abb. A9.48: Temperaturprofil im Core- Abb. A9.49: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 89 278 s Catcher nach ca. 100 530 s
(Option A) (Option A)
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Anhang-10: CFD-Simulationsbilder zur Option B

0.00

Liquid Fi n (mixture) (T3 1o i) hpr 18, 2

iquid Fraction (mixture) (] .
FLUENT 8 . . vof, r un

FLUENT

Abb. A10.1: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A10.2: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 156 s (Option B) nach ca. 1003 s (Option B)

0.o0

0.o0

iquid Fraction (mixturs ime=2.00116+03 4 ours Liguid Fraction (mixturs) (Timi 1 1e+0 rl
FL ] FLUENT & for un

Abb. A10.3: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A10.4: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 2001 s (Option B) nach ca. 3921 s (Option B)

1.00

Con Liguid Fraction (mixturs) (Time=

iquid Fraction (mixture) e+l
FLUENT 6 f.rng

FLUENT

Abb. A10.5: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A10.6: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 7566 s (Option B) nach ca. 12 054 s (Option B)
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0.07
0.04
0.00

et Frection WI%EGE‘M oLl _7 d. vof, rng = : 3 ' Lt P " Mﬂ”?f@?f«n‘%r 1 vof, y-ugri‘fq,n".‘
Abb. A10.7: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A10.8: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 15 000 s (Option B) nach ca. 20 009 s (Option B)

0.00

iquid Fraction (mixture) (Ti 04 C aurs iguic ction (mixture)  (Tim
FLUENT d. v ) FLUENT 8

Abb. A10.9: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A10.10: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 25 018 s (Option B) nach ca. 35 016 s (Option B)

Contours of Liguid Fraction \‘.mi‘gt[gﬂ +04) . y-r\g}“ ; Contours of Liguid Fraction \‘.mi‘gt[gﬂ ‘E 4] . r'hg}‘!—.‘fﬂ 1
Abb. A10.11: Flussiganteil im Core-Catcher  Abb. A10.12: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 50 029 s (Option B) nach ca. 51 499 s (Option B)
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11
0.07
0.04
0.00

Liguid F n (mixture) (T3 2e+ lu

iquid Fraction (mixture) (] .
FLUENT 6 vof, rngke,

FLUENT d. vof, rngks

Abb. A10.13: Flussiganteil im Core-Catcher  Abb. A10.14: Flussiganteil im Core-Catcher

nach ca. 70 584 s (Option B) nach ca. 93 912 s (Option B)

0.00

iquid Fraction (mixture) (Ti C aurs iguic ction (mixture)  (Tim
FLUENT vof, ) FLUENT 8

Abb. A10.15: Flussiganteil im Core-Catcher  Abb. A10.16: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 126 480 s (Option B) nach ca. 168 690 s (Option B)

Contours of Liquid Fraction (mixture] > . t Contours of Liquid Fraction (mixturs) |

FLUENT FLUENT 6 f.rng
Abb. A10.17: Flussiganteil im Core-Catcher  Abb. A10.18: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 194 030 s (Option B) nach ca. 219 590 s (Option B)
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11
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0.04
0.00

iquid Fraction (mixture)

ime=2 g+05 Liguid F n (mixture) (T3 e+l p 13, 2
FLUENT vof

FLUENT 6 vof, r un

Abb. A10.19: Flussiganteil im Core-Catcher  Abb. A10.20: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 240 200 s (Option B) nach ca. 262 350 s (Option B)

0.04
0.o0

ume fraction (uranax
FLUE

Abb. A10.21: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 606 s (Option B)

Abb. A10.24: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 4003 s (Option B) nach ca. 6305 s (Option B)
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11
0.07
0.04
0.00

ne fra (ur

rof vof, r

Abb. A10.25: UO,-Phase im Core-Catcher Abb. A10.26: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 10 003 s (Option B) nach ca. 13 410 s (Option B)

0.00

. ax
FLUE vof, rr

Abb. A10.27: UO,-Phase im Core-Catcher Abb. A10.28: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 16 698 s (Option B) nach ca. 20 339 s (Option B)

Contour ume fraction (uranoxidl (Tir 174s+04) Contours lume fraction (urana (7 +04) . Jun 1

FLUENT & f, r'r\g}f ) FLL f. rngke,
Abb. A10.29: UO,-Phase im Core-Catcher Abb. A10.30: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 27 174 s (Option B) nach ca. 45 019 s (Option B)
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Abb. A10.31: Temperaturprofil im Core- Abb. A10.32: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 906 s Catcher nach ca. 2998 s
(Option B) (Option B)

Contour atic Tem turs

FLU 6.1 ( at L

Abb. A10.33: Temperaturprofil im Core- Abb. A10.34: Temperaturprofil im Core-

Catcher nach ca. 6002 s Catcher nach ca. 10 009 s
(Option B) (Option B)

Abb. A10.35: Temperaturprofil im Core- Abb. A10.36: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 20 009 s Catcher nach ca. 40 026 s
(Option B) (Option A)
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Abb. A10.37: Temperaturprofil im Core- Abb. A10.38: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 75012 s Catcher nach ca. 110010 s
(Option B) (Option B)

Contour atic Tem ture Contour atic Tem ture

FLU 6.1 ¢ at . rngk FLU 6.1 ¢ at LI

Abb. A10.39: Temperaturprofil im Core- Abb. A10.40: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 140 070 s Catcher nach ca. 262 830 s
(Option B) (Option B)

225



Anhang

Anhang-11: Ausfiihrliche Diskussion der CFD-Simulations-
Ergebnisse zur Option C

Bei dieser Option wurde im Gegensatz zu den beiden vorherigen Optionen A und B
das Standard-k-e-Modell als Turbulenzmodell verwendet. Wie in den vorherigen
Kapiteln erwahnt, setzt das Standard-k-e-Modell voraus, dass die Turbulenz im
betrachteten System vollstandig ausgepragt ist und dabei wird kein Re-Zahleinfluss
berticksichtigt. AuRerdem wurden die Standardwerte fir dieses Modell durch
Experimente an Luft und in Wasser ermittelt und dabei wurde von einer isotropen
Turbulenz ausgegangen. Daher sollen die Berechnungsergebnisse, die mit Hilfe
dieses Tubulenzmodells bei der in dieser Arbeit durchgefihrten Simulation erzielt
wurden, als Vergleichsbasis dienen.

Diese Option stellt ein ahnliches Szenario wie in der Option B dar, bei dem eine
Bodenkihlung im Core-Catcher als Randbedingung angenommen wurde. Insgesamt
wurde diese Option fiur eine Real-Zeit von 261 930 s berechnet bzw. simuliert. Die
auszuwahlenden Zeitschritte bei der transienten Berechnung lagen im Bereich 0,05 s
bis 0,2 s. Im Laufe dieser berechneten 261 930 s wurden insgesamt 7695 Punkte bei
der Simulation erfasst, und unter diesen wurden 162 Punkte zur Evaluierung der
Simulationsergebnisse ausgewahlt und zur Auswertung verschiedener Parameter zur
Beschreibung der dazugehdrigen warmetechnischen Vorgange verwendet. In den
Abbildungen A11.1 bis A11.14 wurde mit Hilfe einiger aufgenommener Bilder der
zeitliche Verlauf der berechneten Flissiganteile im Core-Catcher zu ausgewahlten
Zeitpunkten graphisch dargestellt (bei allen dargestellten Abbildungen gilt: Rot =
Maximum und Blau = Minimum).

0.00

Contours of Liquid Fraction (mixture) (Time=1. Contours of Liquid Fraction (mixture) (Time=

me=
FLUENT 8 ed, vof, FLUENT 6.1 ated, vof, sk

Abb. A11.1: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A11.2: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 1003 s (Option C) nach ca. 2000 s (Option C)
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Liguid F an (mixture)  (Tim e+02 r3

iquid Fraction (mixture) (T3
FLUENT 6 un

FLUENT

Abb. A11.3: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A11.4: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 5004 s (Option C) nach ca. 5860 s (Option C)
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an (mixture)  (Time

iquid Fraction (mixture) (T3
FLUENT 8.1
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Abb. A11.5: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A11.6: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 7898 s (Option C) nach ca. 12 789 s (Option C)

Contours of Liquid Fraction (mix '.UFFEK‘JE!‘J‘TH . 1 : Contours of Liquid Fraction (mix '.UFFEK‘JE!‘J‘THT
Abb. A11.7: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A11.8: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 20 000 s (Option C) nach ca. 30 015 s (Option C)
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Abb. A11.9: Flussiganteil im Core-Catcher Abb. A11.10: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 47 985 s (Option C) nach ca. 70 005 s (Option C)
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Abb. A11.11: Flussiganteil im Core-Catcher  Abb. A11.12: Flussiganteil im Core-Catcher
nach ca. 91 923 s (Option C) nach 116 040 s (Option C)
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Abb. A11.13: Flussiganteil im Core-Catcher  Abb. A11.14: Flussiganteil im Core-Catcher
nach 152 130 s (Option C) nach 261 580 s (Option C)

Hier ist ein ahnliches Verhalten wie bei der Option B zu sehen. Das Stahlschmelze-
bad vergréRerte sich zunachst und die Urandioxidphase sank weiter nach unten ab.
Bei ca. 5800 s begann sich eine Krusteschicht auf der Oberflache des Stahl-
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schmelzebades zu bilden. Bei ca. 7900 s ist das Schmelzebad vollstandig mit einer
Krusteschicht bedeckt. Bei ca. 48 000 s begann es wieder zu schmelzen, und bildete
langsam im Laufe der Zeit ein Urandioxidschmelzebad am Boden des Core-
Catchers. Dann wuchs das Stahlschmelzebad wieder, dahingegen verkleinerte sich
das Urandioxidschmelzebad. Dieser Ablauf ist qualitativ identisch mit dem, was bei
der Option B beobachtet wurde. In den Abbildungen A11.15 bis A11.24 ist der zeit-
liche Verlauf der Urandioxidphasenanderung bzw. —bewegung graphisch dargestellt
(bei allen dargestellten Abbildungen gilt: Rot = Maximum und Blau = Minimum).

0.07
0.04 0.04
0.00 0.00

olume fraction (uranoxidl ] Canto lume fraction (uranoxidl (Time

FLUENT B.1 (axi L st FLUENT B.1 (
Abb. A11.15: UO,-Phase im Core-Catcher Abb. A11.16: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 946 s (Option C) nach ca. 2000 s (Option C)

1.00

me fraction \uram‘F:lel[‘;:éIHT IE ) Ly pr lums fraction \uram‘F:lel[‘;:éIHT IFT
Abb. A11.17: UO,-Phase im Core-Catcher Abb. A11.18: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 4873 s (Option C) nach ca. 8492 s (Option C)
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Abb. A11.19: UO,-Phase im Core-Catcher Abb. A11.20: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 12 057 s (Option C) nach ca. 15 045 s (Option C)
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Abb. A11.21: UO,-Phase im Core-Catcher Abb. A11.22: UO,-Phase im Core-Catcher
nach ca. 19 065 s (Option C) nach ca. 21 993 s (Option C)

0.04 0.04
0.00 0.o0

nach 100 100 s (Option C) nach 261 930 s (Option C)

Wie aus den Abbildungen A11.15 bis A11.24 zu erkennen ist, ist beim Absinken der
Urandioxidphase ebenfalls ein qualitativ ahnlicher Verlauf wie bei der Option B zu
sehen. Es ist zu erkennen, dass die Urandioxidphase den Core-Catcher-Boden bei
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ca. 4800 s erreichte, d.h. im Vergleich zu der Option B (mit identischen Randbedin-
gungen) ca. 1500 s fruher. Ebenfalls befand sich bei ca. 22 000 s die Urandioxid-
phase vollstandig am Boden des Core-Catchers, bei der Option B dauerte es jedoch
bis ca. 27 000 s. Da der Ablauf der Vorgange hier vollig identisch mit denen aus der
Option B ist, wird an dieser Stelle auf die Wiederholung verzichtet. Die Ergebnisse
werden im Weiteren prasentiert. In den Abbildungen A11.25 und A11.26 sind der
berechnete Verlauf der Stahlschmelze-Volumenanderung bzw. die zeitliche
Anderung der Krusteschichtdicke an der Core-Catcher-Oberflache dargestellt.
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Abb. A11.25: Zeitlicher Verlauf der Stahlschmelze-Volumenanderung (Option C)
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Abb. A11.26: Zeitliche Anderung der Krusteschichtdicke an
der Oberflache des Core-Catchers (Option C)
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In Abbildung A11.25 ist auch ein identischer Verlauf, d.h. eine Schwingungs-
erscheinung wie bei der Option B zu erkennen. In der Anfangsphase wuchs das
Volumen des Stahlschmelzebades, bis es ein Maximum (ca. 16.85 m®) bei ca. 10
250 s durchlief. Dann fand eine relativ starke Verringerung des Schmelzebad-
volumens statt. Das Stahlschmelzebad erreichte ein Minimum (2,33 m®) bei ca.
54 200 s. Ab diesen Minimum ist ein relativ flacher Anstieg des Schmelzevolumens
zu sehen, und anschlieend eine Verringerung usw. Wie in Abbildung A11.26 zu
sehen, stieg die Dicke der Krusteschicht zunachst an, bis sie ein flaches Maximum
(ca. 0,9 m) bei ca. 52 400 s durchlief, dann wurde die Dicke der Krusteschicht kleiner
bis ab ca. 135 000 s eine relativ stabile Zone erreicht war. Die Krusteschichtdicke in
dieser stabilen Zone betrug ca. 0,4 m.

Die Abbildungen A11.27 bis A11.29 zeigen die zeitlichen Verlaufe der mittleren
Temperaturen einzelner Phasen im Core-Catcher, der Core-Catcher-Oberflachen-
temperatur (mittlere) zusammen mit deren vergrofRerter Darstellung. Bei diesen
Abbildungen ist deutlich zu erkennen, dass der qualitative Ablauf der Vorgange dem
bei der Option B vdllig identisch ist und ab ca. 135 000 s ein relativ stabiler Zustand
im Core-Catcher herrschte. In diesem stabilen Zustand lag die mittlere Temperatur
der Stahlschmelze bei ca. 1800 K, die der Urandioxidphase bei ca. 2500 K und die
der Krusteschicht an der Core-Catcher-Oberflache bei ca. 1210 K.
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Abb. A11.27: Zeitlicher Verlauf der mittleren Temperaturen einzelner Phasen
im Core-Catcher (Option C)

232



Anhang

2800

2600 ¢
¢

2400 *

2200 4

*

2000

14
1800 "
i
\

1600

1400

1200

Oberflichentemperatur, Toberfische [K]

1000 \ \ \ \
0 27000 54000 81000 108000 135000 162000 189000 216000 243000 270000

Zeit, t [s]

Abb. A11.28: Zeitlicher Verlauf der mittleren Temperatur an der Oberflache
des Core-Catchers (Option C)
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Abb. A11.29: VergroRerung des zeitlichen Verlaufs der mittleren Temperatur an der
Oberflache des Core-Catchers (Option C)

In Abbildung A11.30 ist der zeitliche Verlauf des prozentualen Anteils der Warme-
strahlung an der Oberflache des Core-Catchers von der gesamten an der Core-
Catcher-Oberflache abgefihrten Warme dargestellt. Es ist zu erkennen, dass der
prozentualen Anteil der Warmestrahlung an der Core-Catcher-Oberflache im Laufe
der Berechnung immer bei tber 90% lag.
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der Core-Catcher-Oberflache (Option C)

Abbildung A11.31 stellt die zeitlichen Verlaufe der nach oben transportierten Warme,
der nach unten transportierten Warme, der Gesamtwarme (oben+unten) und der
produzierten Zerfallsnachwarme dar, und eine vergroferten Darstellung dieser

Verlaufe ist in Abbildung A11.32 gezeigt.
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Abb. A11.31: Zeitlicher Verlauf der verschiedene \Warmestrome
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im Core-Catcher (Option C)
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Abb. A11.32: VergroRerung des zeitlichen Verlaufs der verschiedenen
Warmestrome im Core-Catcher (Option C)

In den Abbildungen A11.31 und A11.32 ist zu ersehen, dass der nach unten trans-
portierte Warmestrom, ahnlich wie bei der Option B, nach ca. 9100 s den nach oben
transportierten Warmestrom Ubertraf. Der Unterschied zwischen diesen beiden
Warmestromen in der stabilen Periode, d.h. nach ca. 135 000 s lag bei mehr als
1 MW, mit abfallender Tendenz. Der Unterschied zwischen der gesamten aus dem
System abgefihrten Warme und der produzierten Nachzerfallswarme lag in der
stabilen Periode bei teilweise weniger als 0,5 MW. Dieser Unterschied nahm im
Laufe der Zeit tendenziell ab. Ein interessanter Punkt in Abbildung A11.31 ist, dass
am Anfang der Berechnung in einem bestimmten Bereich die gesamte aus dem Sys-
tem abgefuhrte Warme so anstieg, dass sie die gesamte Nachzerfallswarme Ubertraf.
Danach sank sie wieder ab und bis zum
Ende der Berechnung blieb sie unter der
im System produzierte Nachzerfallswar-
me. Es wird vermutet, dass dies sich auf
die Schwache des  Standard-k-e-
Turbulenzmodell bei der Abschatzung der
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handelte. Eine VergroRerung dieses Be- Zett thel

reiches ist in Abbildung A11.33 darge- Abb. A11.33: VergroRerung der Anfangs-
stellt. Wie hier zu erkennen ist, ist es hier periode in Abbildung A11.31
zu einer Uberschatzung des nach unten
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Die Verteilung der Warmestromdichte (dem nach unten transportierten Warmestrom)

zu ausgewahlten Zeitpunkten ist in den Abbildungen A11.34 bis A11.39 gezeigt.
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In den Abbildungen A11.34 bis A11.39 entspricht ,0°“ der Oberflache der Fluid-Zone
im Core-Catcher, und ,a“ bezieht sich auf den Winkel des betrachteten Punktes am
Core-Catcher-Boden (an der inneren Oberflache der Graphitschale), der in Bezug zur
Oberflache der Fluid-Zone steht. Hier ist zu erkennen, dass vom Beginn der
Berechnung bis zu ca. 135 000 s eine unstabile Situation herrschte. Erst nach ca.
135 000 s ist zu sehen, dass die Verteilung der nach unten transportierten Warme-
stromdichte sowohl quantitativ als auch qualitativ zeitlich relativ unverandert blieb,
und immer ein Maximum in der Zone zwischen ,-50°“ und ,-40°“ durchlief. Ebenfalls
ist zu sehen, dass die untere Halfte der Halbkugel in der stabilen Periode im
Vergleich zur oberen Halfte héheren Warmestromdichten ausgesetzt war. Die
Situation hier ahnelt der bei der Option B. Das Temperaturprofil im Gesamtsystem zu
ausgewahlten Zeitpunkten ist in den Abbildungen A11.40 bis A11.49 dargestellt (bei
allen dargestellten Abbildungen gilt: Rot = Maximum und Blau = Minimum).
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Abb. A11.40: Temperaturprofil im Core- Abb. A11.41: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 904 s Catcher nach ca. 3100 s
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Abb. A11.42: Temperaturprofil im Core- Abb. A11.43: Temperaturprofil im Core-

Catcher nach ca. 10 000 s Catcher nach ca. 19 000 s
(Option C) (Option C)
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4] Jun 04,

Abb. A11.44: Temperaturprofil im Core- Abb. A11.45: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 30 015 s Catcher nach ca. 50 025 s
(Option C) (Option C)

Catcher nach ca. 100 000 s Catcher nach ca. 150 000 s
(Option C) (Option C)

6.1

Abb. A11.48: Temperaturprofil im Core- Abb. A11.49: Temperaturprofil im Core-
Catcher nach ca. 200 000 s Catcher nach ca. 262 000 s
(Option C) (Option C)
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E ist ebenfalls, wie bei den beiden vorherigen Optionen A und B, zu erkennen, dass
die charakteristische Zeit fur die Warmeleitung im Vergleich zu der des Schmelz-
bzw. Erstarrungsprozesses im Stahlbett sehr klein ist. Ein ausgepragtes Temperatur-
profil nach mehreren Tausend Sekunden konnte nur um die Schmelze-Front herum
erkannt werden, und der Rest des Stahlbettes lag ungefahr bei der
anfanglichen Temperatur von 580 K. Aulerdem ist zu erkennen, dass es immer
mitten in der Urandioxidphase eine Ho&chsttemperatur im System (rotmarkierte
Bereiche) herrschte. Auch in diesem Fall gab es, wie bei der Option B, aufgrund
einer Bodenkihlung keine Ausbreitung einer heiRen Zone zum AuBeren der Fluid-
Zone. Die konstante Temperatur an der AuRenoberflache (der unteren Oberflache)
des Stahlliners sorgte sogar daflr, dass es in der stabilen Periode sogar im
gesamten Korper der Graphitschale die Temperaturen unter 600 K blieben.

Bei der Auswertung der Simulationsergebnisse wurde zu jedem ausgewerteten Zeit-
punkt, wie bei den Optionen A und B, die Reynolds-Zahl Re im Gesamtsystem (in der
ganzen Fluid-Zone im Core-Catcher) berechnet. In der gesamten Berechnung lagen
die Reynolds-Zahlen immer zwischen 30 und 1000 (meistens lagen sie zwischen 50
und 300, nur am Anfang lag Re bei ca. 1000). Es wurde zu einigen ausgewahlten
Zeitpunkten eine mittlere innere Rayleighs-Zahl Ra; fir das Stahlschmelzebad
berechnet. Diese Punkte wurden so ausgewahlt, dass zu jedem Zeitpunkt das Stahl-
schmelzebad einen FlUssiganteil von eins hatte. In Abbildung A11.50 ist die zeitliche
Anderung der mittleren inneren Rayleigh-Zahl im Stahlschmelzebad dargestellt, und
Abbildung A11.51 zeigt die zeitliche Anderung der mittleren Prandtl-Zahl im Stahl-
schmelzebad.
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Abb. A11.50: Zeitliche Anderung der mittleren Abb. A11.51: Zeitliche Anderung der
Ra; -Zahl im Stahlschmelzebad mittleren Prandtl-Zahl im Stahl-
(Option C) schmelzebad (Option C)

In Abbildung A11.50 ist zu ersehen, dass die mittlere innere Rayleigh-Zahl Ra; Uber
die ganze Zeit zwischen ca. 4x10'™ und ca. 6x10"" lag, was auf eine turbulente
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Stromungslage im Schmelzebad hindeutet. Bei Reynold-Zahlen zwischen 30 und
1000 kann unter den gunstigsten Bedingungen (bei ca. 3000 K und Miteinbeziehen
der kleinsten Zellen in der Fluid-Zone), wie bei den Optionen A und B, berechnet
werden, dass die maximale Geschwindigkeit im Stahlschmelzebad hochstens bei ca.
0,03 m/s liegt. Hier ist auch zu erkennen, dass trotz solch geringer Geschwindig-
keiten aufgrund hoher Ra;-Zahlen eine turbulente Stromungslage im Stahlschmelze-
bad herrschte. Abbildung A11.51 macht deutlich, dass bei den ausgewahlten
Punkten die Prandtl-Zahl (Pr) der Schmelze im Bereich von ca. 0,08 bis ca. 0,2 lag
(n-Werte: ca. 4x107 m?/s bis ca. 1x10° m?%s). Mit solch kleinen Pr-Zahlen konnten
der a-Effekt bzw. der n-Effekt eine bedeutende Rolle zur Erleichterung des Warme-
transportes in der Stratified-Zone (Bodenbereich) im Schmelzebad spielen.
Abbildung A11.52 stellt ein ausgewahltes Geschwindigkeitsfeld im Core-Catcher dar
(bei der dargestellten Abbildung gilt: Rot = Maximum und Blau = Minimum).
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Abb. A11.52: Geschwindigkeitsfeld zu einem ausgewahlten Zeitpunkt
im Core-Catcher (Option C)

Wie in Abbildung A11.52 zu sehen ist, war die Hochstgeschwindigkeit erwartungs-
gemall bei kleiner als 0,03 m/s. Es ist ebenfalls, wie bei den beiden zuvor
diskutierten Optionen A und B, deutlich, dass es eine misch-konvektive Strdmung im
Schmelzebad gab. Diese fuhrte zu einer mischfreien Konvektion (mixed natural
convection) beim Warmetransport im Schmelzebad, d.h. eine freie Konvektion in der
wandnahen Zone und mehrere freie Konvektionen im Bulk-Bereich des Schmelze-
bades. Im Allgemeinen sind fast alle beobachteten Phanomene hier und in der
Option B identisch, und es ahneln sich die qualitativen Verlaufe der beiden
Optionen.
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Anhang-12: FEM-Simulationsbilder zur Sicherheitsanalyse
der Reaktorkavarne (die intakte Betonschicht)

Nov 10 2004 Nov 10 2004
TIME=100000 13:01: 00 TIME=300000 13:02:51
TEME (ave) TEME (ave;
RSYS=0 RSYS=0
SMN =359. 627 SMN =341.768
SMX =1576 359.627 SMX =1563 341.768
489.901 472.639
620.175 603.511
750.449 734.382
880.723 865.254
1011 996.125
1141 1127
1272 1258
1402 1389
1576 1563
B x

Abb. A12.1: Temperaturfeld in der Reak- Abb. A12.2: Temperaturfeld in der Reak-
torkaverne nach ca. 10° s torkaverne nach ca. 3.10° s

Nov 10 2004 Nov 10 2004
TIME=600000 13:03:56 TIME=. 140E+07 13:06:50
TEMP (ava) o TEME (ave:
REYS=0 REYS=0
SMN =334.216 SMN =328.411
SMx =1561 334.216 $MX =1580 328.411
465.706 462.536
597.197 596.662
728.688 730.787
860.179 864.913
991.67 999.038
1123 1133
1255 1267
1386 1401
1561 1580
g x

Abb. A12.3: Temperaturfeld in der Reak- Abb. A12.4: Temperaturfeld in der Reak-
torkaverne nach ca. 6.10° s torkaverne nach ca. 1,4.10% s

NOV 10 2004 NOV 10 2004
r1HE=. 1808407 L0 2008 1HE=. 3008407 |10 2008
TEMP (AVG) MN TEMP (AVG) MN
RSYS=0 RSYS=0
SMN =327.282 SMN =325.608
SMX =1547 327.282 SMX =1537 325.608
457.949 455.416
588.616 585.224
719.283 715.032
849.951 844.84
980.618 974.649
1111 1104
1242 1234
1373 1364
1547 1537
Ex Ex et

Abb. A12.5: Temperaturfeld in der Reak- Abb. A12.6: Temperaturfeld in der Reak-
torkaverne nach ca. 1,8.10° s torkaverne nach ca. 3x10° s
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Personliche Daten:

Name

Vorname

Geb. Datum

Geb. Ort

Lebenslauf

Sanei
Nader
11.03.1966

Teheran- Iran

Schulausbildung und Studium:

Schulausbildung

1. Studium

2. Studium

Berufserfahrung:

1.Berufserfahrung

2.Berufserfahrung

3.Berufserfahrung
(Promotion)

09.1971 — 06.1983
(Teheran-Iran, Abschluss Abitur in Mathe & Physik )

02.1984 — 02.1988

B.S. Degree in Chemical Engineering (Vertiefung:
"Natural Gas Engineering”)

Abadan Institute of Technology, Ahwaz-Iran

Okt. 1997 bis Jan. 2001

an der Universitat Karlsruhe (TH),
Erworbene akadademische Grad:
Dipl.-Ing. Chemieingenieurwesen

03.1988 — 07.1988 & 04.1989 — 06.1995
Bei NIOC ( National Iranian Oil Company ) als
.process engineer” in ,Petroleum Engineering Dept.”

1.03.2001 bis 31.07.2001 bei Forschungszentrum-

Karlsruhe im Institut fir Technische Chemie, Bereich fir
Chemisch-Physikalische Verfahren als Wissenschaftlicher

Mitarbeiter.

1.08.2001 bis 31.12.2004 tatig am Lehrstuhl fur
Reaktorsicherheit und -technik an der technischen
Hochschule-Aachen (RWTH-Aachen) als
wissenschaftlicher Mitarbeiter (Doktorand)

243





