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Kurzfassung

Bezuglich eines hypothetischen Kernschmelzeszenarios in einem Leichtwasserreak-
tor (LWR) ist es notwendig, mogliche Versagensformen des Reaktordruckbehalters
sowie Versagenszeitrdume zu untersuchen, um die Belastung flr das Containment
bestimmen zu konnen. Es wurden bereits eine Reihe von Experimenten durchge-
fuhrt, welche Erkenntnisse hiertiber liefern sollen.

Vom Institut fur Sicherheitsforschung des FZR wurde ein Finite-Elemente-Modell er-
stellt, das sowohl die Temperaturfeldberechnung fur die Wand als auch die elasto-
plastische Mechanik der Behalterwand beschreibt. Dabei wurde ein fortgeschrittenes
Modell fur das Kriechen und fir die Materialschadigung entwickelt und an Hand von
experimentellen Daten validiert. Die thermischen und mechanischen Berechnungen
sind rekursiv und sequentiell gekoppelt. Das Modell ist in der Lage, Versagenszeit
und Versagensposition eines Behalters mit beheiztem Schmelzepool zu berechnen.

Das Modell wurde fir Voraus- und Nachrechnungen der FOREVER-Experimente, die
den RDB eines LWR im Mal3stab 1:10 nachbilden, angewendet. Diese Experimente
wurden an der KTH Stockholm durchgefiihrt. Die Ergebnisse der Berechnungen las-
sen sich folgendermalien zusammenfassen:

e Der Kriechvorgang wird nur durch das Zusammenwirken genugend hoher
Temperaturen (>600 °C) und Driicke (>1 MPa) verursacht.

e Im betrachteten Szenario stellt die Zone des heilRen Fokus den gefahrdeten
Bereich mit den hochsten Kriechdehnraten dar.

e Die exakte Hohe des Temperaturniveaus und des Drucks beeinflussen im
wesentlichen nur die Versagenszeit, aber nicht die Versagensposition.

e Die Versagenszeit lasst mit einer Unsicherheit von ca. 20 bis 25% vorhersa-
gen. Die wesentlichen Ursachen fir diese Unsicherheit liegen in der starken
Streuung und der hohen Temperatursensitivitat der viskoplastischen Eigen-
schaften des RDB-Stahls.

¢ Im Gegensatz zur Region des heilden Fokus weist das tiefergelegene Zentrum
der Bodenkalotte aufgrund der niedrigeren Temperaturen eine hohere Festig-
keit auf. Diese untere ,Schale” behalt ihre Form und verlagert sich nur vertikal
nach unten. Daher kann man annehmen, dass es mdglich ist, das Versagen
des Behalters zu verzdgern oder zu verhindern, indem die feste ,Schale” un-
terstutzt wird.

e Das Entstehen eines Spalts zwischen Behalterwand und Schmelzekruste
konnte in den Experimenten und Berechnungen nicht nachgewiesen werden.

Erste Rechnungen fir eine LWR-Geometrie wurden durchgeflihrt, um Unterschiede
und Gemeinsamkeiten zwischen prototypischen Szenarien und skalierten Experi-
menten herauszuarbeiten. Die Ergebnisse der FOREVER-Experimente lassen sich
nicht ohne Weiteres auf LWR-Verhaltnisse Ubertragen. Die geometrischen, mechani-
schen und thermischen Verhaltnisse lassen sich nicht in gleicher Weise skalieren.
Bei LWR-Verhaltnissen kommt es auf Grund der viel hdheren Schmelzetemperatur
zu einem partiellen Abschmelzen der RDB-Wand, was bei den FOREVER-
Experimenten nicht der Fall ist.
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Abstract

Considering the hypothetical core melt down scenario for a light water reactor (LWR)
a possible failure mode of the reactor pressure vessel (RPV) and its failure time has
to be investigated for a determination of the loadings on the containment. Several
experiments have been performed accompanied with material properties evaluation,
theoretical, and numerical work.

At the Institute of Safety Research of the FZR a finite element model has been de-
veloped simulating the thermal processes and the viscoplastic behaviour of the ves-
sel wall. An advanced model for creep and material damage has been established
and has been validated using experimental data. The thermal hydraulic and the me-
chanical calculations are sequentially and recursively coupled. The model is capable
of evaluating fracture time and fracture position of a vessel with an internally heated
melt pool.

The model was applied to pre- and post test calculations for the FOREVER test se-
ries representing the RPV of a PWR in the scale of 1:10. These experiments were
performed at the Royal Institute of Technology in Stockholm. The results of the calcu-
lations can be summarised as follows:

e The creeping process is caused by the simultaneous presence of high tem-
perature (>600 °C) and pressure (>1 MPa)

e The hot focus region is the most endangered zone exhibiting the highest creep
strain rates.

e The exact level of temperature and pressure has an influence on the vessel
failure time but not on the failure position

e The failure time can be predicted with an uncertainty of 20 to 25%. This uncer-
tainty is caused by the large scatter and the high temperature sensitivity of the
viscoplastic properties of the RPV steel.

e Contrary to the hot focus region, the lower centre of the vessel head exhibits a
higher strength because of the lower temperatures in this zone. The lower part
moves down without significant deformation. Therefore it can be assumed,
that the vessel failure can be retarded or prevented by supporting this range.

e The development of a gap between melt crust and vessel wall could not be
proofed.

First calculations for a PWR geometry were performed to work out differences and
commonalities between prototypic scenarios and scaled experiments. The results of
the FOREVER-experiments cannot be transferred offhand to PWR geometry. The
geometrical, mechanical and thermal relations cannot be scaled in the same way.
Because of the significantly higher temperature level, a partial ablation of the vessel
wall has to be to expected in the PWR scenario, which is not the case in the
FOREVER tests.
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Abkurzungen und Symbole
Abklrzungen

APDL ANSYS parametric design language (Macro language)
BMWA Bundesministerium fur Wirtschaft und Arbeit
BMWi Bundesministerium fur Wirtschaft

CDB Creep Data Base

CEA Commissariat A L’'Energy Atomique

CFD Computational Fluid Dynamics

ECCM Effective convection conduction model

FE Finite Element

FOREVER Failure Of REactor VEssel Retention

GPE General Physics Environment

GRS Gesellschaft fir Anlagen- und Reaktorsicherheit
ISTC International Science and Technology Center
IVR In vessel retention

KTH Koniglich Technische Hochschule

LHF Lower Head Failure

LWR Light Water Reactor

NoE Network of Excellence

OECD Organisation for Economic Co-operation and Development
OLHF OECD Lower Head Failure Program

RDB Reaktordruckbehalter

RPV Reactor Pressure Vessel

PWR Pressure Water Reactor

SBLOCA Small break loss of coolant accident

UPF User Programmable Feature

VDI Verein Deutscher Ingenieure

WEZ Warmeeinflusszone

Lateinische Symbole

Temperaturleitfahigkeit
Schadigung
Elastizitatsmodul
Erdbeschleunigung
h Hohe
NuBelt-Zahl
Prandtl-Zahl
Warmestromdichte
Rayleigh-Zahl
v Triaxialitatsfunktion
Temperatur
Zeit
Wichtungsfaktor

c -

2T AP PzIO MO

Griechische Symbole

o Warmeubergangszahl

Volumetrischer Ausdehnungskoeffizient
Dehnung oder Emissionskoeffizient
Dehnrate

m- o TP
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cr
€ frac
cr

€ eqv
cr
Ag, W
pl
€ frac
1
c p

eqv

1
gp

eqv

Kriechbruchdehnung
Vergleichskriechdehnung

Inkrement der Vergleichskriechdehnung
plastische Bruchdehnung

plastische Vergleichsdehnung

Inkrement der plastische Vergleichsdehnung

Dichte

plastische Arbeit

Warmeleitzahl

Querdehnungszahl oder kinematische Viskositat
mechanische Spannung

von-Mises Vergleichsspannung

hydrostatische Spannung
FlieRspannung
Stefan-Boltzmann-Konstante
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1 Einleitung
1.1 Aufgabenstellung

Bei einem schweren Storfall mit anschlieBender Schmelzeverlagerung in das untere
Plenum stellt der Reaktordruckbehélter die letzte Sicherheitsbarriere vor einer direk-
ten Belastung des Containments dar. Fir die Risikoabschatzung bzw. die Ermittlung
des Quellterms ist ein detailliertes Verstandnis der thermofluiddynamischen und me-
chanischen Vorgange, die bei einer Kernschmelze auftreten, erforderlich. Das Ver-
standnis dieser Prozesse ist ebenfalls wichtig, um Accident-Management-
Malnahmen zu optimieren.

FUr eine genauere Einordnung der Vorgange und Phanomene in diesem Szenario
wurden die maRgeblich von der EU finanzierten FOREVER-Experimente in Schwe-
den durchgefuhrt, bei denen ein im Mal3stab 1:10 skalierter RDB nachgebildet wur-
de.

Ziel des Vorhabens ist die Simulation von Stoérfallverlaufen nach dem Abschmelzen
des Kerns und Verlagerung der Coriumschmelze in die Bodenkalotte eines RDB un-
ter besonderer Berucksichtigung der beobachteten Vorgange bei den FOREVER-
Experimenten. Es gilt festzustellen, ob die Schmelze im Verlauf des angenommenen
Szenarios langfristig in der Bodenkalotte stabilisiert werden kann oder ob der Druck-
behalter nach einer bestimmten Zeit versagt. Fur Szenarien mit Versagen sollen
Versagenszeiten und Versagensmodi des Behalters prognostiziert werden.

Im Rahmen des Vorhabens wird ein Finite-Elemente-Modell erstellt, das sowohl die
Temperaturfeldberechnung fur die Wand als auch die elasto-plastische Mechanik der
Behalterwand modelliert. Die Temperaturfeldberechnungen dienen dazu, die thermi-
sche Belastung der Behalterwand zu ermitteln. In die viskoplastischen Berechnungen
fur die Behalterwand gehen neben dem Temperaturfeld auch der Innendruck und
das Eigengewicht als Belastung ein. Bei der mechanischen Simulation soll insbeson-
dere untersucht werden, ob es zu einer Spaltbildung zwischen Schmelzekruste und
Behalterwand kommt. Die Validierung der Modelle erfolgt an Hand von Pre- und
Post-Test-Rechnungen zu den Experimenten.

Eine entsprechende Modellierung wird fur einen prototypischen LWR vorgenommen.
Anhand erster Abschatzungen sollen Unterschiede und Gemeinsamkeiten zwischen
skalierten Experimenten und realer Geometrie aufgezeigt werden.

1.2 Voraussetzungen

Im FZR liegen umfangreiche Erfahrungen im Umgang mit der Finite-Elemente-
Methode vor. Vorarbeiten zur Thematik des Vorhabens wurden durchgefuhrt [Will-
schitz et al 2001]. Die Modellierung erfolgte mit dem kommerziell verfligbaren FE-
Code ANSYS®. Eigene Routinen zum viskoplastischen Materialverhalten und zur
Schadigung werden im FZR entwickelt und Uber die verfugbaren Nutzerschnittstellen
an den FE-Code ANSYS® angebunden. Zur Programmierung wird Compaq Visual
Fortran® verwendet.

Es besteht eine intensive Kooperation mit der Koniglich-Technischen-Hochschule
(KTH) Stockholm, an der die FOREVER-Experimente durchgeflhrt wurden. Ein FZR-
Mitarbeiter hat im Rahmen von Gastaufenthalten am Lehrstuhl fur Nukleare Sicher-
heit der KTH an mehreren FOREVER-Experimenten teilgenommen. Es bestand da-
durch der unmittelbare Zugriff auf experimentelle Daten, die fur eine Modellvalidie-
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rung extrem wichtig sind. In begrenztem Umfang konnte auf die Durchfiihrung der
Experimente und die Erfassung von Messwerten Einfluss genommen werden.

Das FZR verflgt Uber ein metallographisches Labor, in dem Nachuntersuchungen
von Proben der in den FOREVER-Experimenten verwendeten Stahle durchgefuhrt
wurden.

1.3 Arbeitsplan

Das Vorhaben umfasst die folgenden Arbeitsschwerpunkte:

Aufbereitung und Analyse der aus den FOREVER-Experimenten gewonnenen Da-
ten: Die zu entwickelnden numerischen Modelle werden an vorhandenen Ergebnis-
sen aus mittelskaligen Experimenten validiert. Dazu werden die FOREVER-
Experimente verwendet, die an der Koniglich-Technischen-Hochschule Stockholm
durchgefuhrt werden (siehe Kapitel 2).

Temperaturfeldmodellierung in Schmelze und Behalterwand: Die Bodenkalotte und
die erstarrte oder flissige Schmelze werden mit thermischen bzw. Fluidelementen
modelliert, um die Konvektion einer Metall-Oxid-Schmelze sowie den Warmeduber-
gang in die Behalterwand zu berechnen (siehe Kapitel 3).

Strukturmechanische Simulationen: Die Bodenkalotte wird mit Strukturelementen
unter Berucksichtigung des Materialverhaltens bei hohen Temperaturen modelliert.
Es werden numerische Kriechmodelle fir RDB-Stahle im hohen Temperaturbereich
(600 °C bis 1300 °C) implementiert (siehe Kapitel 4).

Kopplung der Temperaturfeldberechnung und des mechanischen Modells: Die Kopp-
lung von Temperaturfeld- und Strukturmodell wird einerseits realisiert durch eine pe-
riodische Ubergabe des Temperaturfelds aus der thermodynamischen Simulation an
das strukturmechanische Modell. Andererseits wird die Kriechverformung des Behal-
ters an das thermische Modell zurlickgegeben (siehe Kapitel 5).

Modellierung einer Spaltbildung: Um die Entstehung des Spalts zu untersuchen,
muss das strukturmechanische Modell auch die Schmelzekruste mit den entspre-
chenden Materialeigenschaften beriicksichtigen. Der Ubergang zwischen Wand und
Kruste wird mit Kontaktelementen modelliert, die eine entsprechende Spaltéffnung
erlauben (siehe Kapitel 5.4).

Modellvalidierung mit den Ergebnissen der FOREVER-Experimente: Hier besteht
das Ziel vor allem darin, die verwendeten Kriech- und Schadigungsmodelle zu vali-
dieren. Als Vergleichskriterien zwischen Experiment und Rechnung werden u.a. he-
rangezogen: Temperaturen in der Schmelze und an der Behalterwand, die Verschie-
bung der Behalterwand, die ortsabhangige Abnahme der Wanddicke, Versagenszeit
des Behalters. AuRerdem werden metallographische Untersuchungen an Proben des
zerstorten FOREVER-Behalters zur Validierung der Hypothesen zur Kriechschadi-
gung durchgefuhrt (siehe Kapitel 6).

Betrachtung des prototypischen Szenarios: Nach der Validierung erfolgt die Anwen-
dung der Modelle auf einen prototypischen RDB eines LWR. Die Simulation des
Storfallverlaufes wird in Abhangigkeit von verschiedenen Ausgangsparametern un-
tersucht und soll Skalierungsphanomene verdeutlichen, die bei der Anderung der
Geometrie von FOREVER auf LWR-Abmessungen auftreten kdnnen (siehe Kapitel
7).
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1.4 Stand von Wissenschaft und Technik

Fiar einen schweren Storfall mit Verlagerung der Kernschmelze ins untere Plenum
gibt es verschiedene, allerdings sehr unwahrscheinliche Szenarien. Als auslésendes
Ereignis wird u.a. ein unbeherrschter Notstromfall angenommen (Ausfall aller elekt-
risch betriebenen NotklUhlsysteme), der dazu flhrt, dass der Kern nicht mehr ausrei-
chend gekuhlt wird und in der Folge davon zerstort wird. Der weitere Verlauf hangt
unter anderem von folgenden Faktoren ab [Buscher et al., 1998]:

e wird das gesamte Kuhlwasser im RDB verdampft (z.B. im Zusammenhang mit
SBLOCA) oder verbleibt ein Wasserpool im unteren Plenum ?

e findet ein Wiederfluten des Kernes statt ?

¢ gelingt eine Absenkung des Systemdrucks ?

Von der Beantwortung dieser Fragen hangt ab:

e wie viel Schmelze und in welcher Zusammensetzung ins untere Plenum ver-
lagert wird

e in welcher Form die Schmelze vorliegt (als Debris oder als Pool mit Kruste)

e wie hoch die Primarspannungen im RDB sind (Hochdruck- bzw. Niederdruck-
pfad)

e wie hoch die thermische Belastung des RDB ist und wo sich der ,Hot Spot”
befindet

Diese Fragen wiederum beeinflussen die Versagenszeit und den Versagensmodus
des RDB. Von Bedeutung daflr ist naturlich auch die Konstruktion des RDB selbst
(Wanddicke, Existenz von Durchfihrungen und Stutzen in der Bodenkalotte). Der
Versagensmodus hat entscheidenden Einfluss auf den Quellterm fir das Contain-
ment, [Buscher et al., 1999].

Die Schmelzerlckhaltung im RDB ist deshalb ein Arbeitsgebiet, auf dem seit einigen
Jahren wieder verstarkt sowohl experimentell als auch theoretisch geforscht wird. Die
Komplexitat der thermodynamischen und mechanischen Vorgange zwingt dazu, zu-
nachst die einzelnen Phanomene gesondert zu untersuchen.

1.4.1 Experimentelle Untersuchung der Thermofluiddynamik von
Schmelzen und zum RDB-Versagen

In den BALI-Experimenten, durchgefiihrt von CEA in Grenoble (Bernaz et al, 1997),
wird die Konvektion einer wassrigen Salzlosung untersucht, die sich in einem ebenen
Spalt zwischen zwei Plexiglasplatten befindet. Die Form dieser Platten entspricht
dem Langsschnitt durch die Bodenkalotte eines Reaktordruckbehalters. Die Stirnfla-
chen der Spaltumrandung werden mit Hilfe eines organischen Fluids abgekulhlt, so
dass es bei der natirlichen Konvektion an der Wand zur Erstarrung und Krustenbil-
dung kommt. Die Wande des Fluidspalts sind an den benetzten Seiten mit Drahtgit-
tern Uberzogen, die beim Anlegen einer elektrischen Spannung in der Salzlésung
einen Warmeeintrag hervorrufen (Joule-Effekt). Durch diese Warmequellen einer-
seits und die Kuhlung der Stirnflachen andererseits wird die naturliche Konvektion in
der Salzlésung angetrieben. Das Experiment ist nicht prototypisch fiur eine Cori-
umschmelze und dient vorrangig zur Validierung von numerischen Modellen.
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Die RASPLAV-Experimente am Kurchatov-Institut in Moskau wurden u.a. zur Be-
stimmung der thermohydraulischen Eigenschaften von Corium im Temperaturbereich
bis 2700 °C durchgefuhrt [Asmolov, 1998]. Als Behalter diente ein waagerecht ange-
ordneter Zylinder aus einem hitzebestandigen Spezialwerkstoff, in dem ein Corium-
gemisch aus Urandioxid, Zirkoniumdioxid und Zirkonium aufgeschmolzen wurde. Mit
Hilfe von Thermoelementen wurden die Konvektion der Schmelze und die Phanome-
ne beim Abkuhlen beobachtet. Daraus lie3en sich Schlisse Uber die thermodynami-
schen Eigenschaften (Viskositat, Warmeleitfahigkeit) ziehen. Ein wichtiges Ergebnis
ist auch, dass es zu einer Entmischung der Komponenten und damit verbunden zur
Stratifikation in der Schmelze kommt.

Das CORVIS-Experiment (Corium Reactor Vessel Interaction Studies) am Paul-
Scherrer-Institut in der Schweiz beinhaltete Aufschmelzversuche im mittelgrof3en
Malstab [Hirschmann, 1997]. Es wurde speziell das Durchschmelzen eines an die
Bodenplatte eines Behalters angeschweil3ten Rohres untersucht. Mit dieser Konfigu-
ration wird ein Kernschmelzepool in einem SWR-Boden nachempfunden. Dabei wur-
de der Warmeeintrag von der Metallschmelze in die Behalterwand, das Abschmelzen
von Material der Behalterwand und die Zeit bis zum Durchschmelzen des Rohres
untersucht.

Das SIMECO-Experiment [Sehgal et al, 1998a] untersucht die Konvektion in einer
skalierten scheibenformigen Kalotte, die ahnlich wie beim BALI-Experiment einen
Langsschnitt durch einen Reaktordruckbehalterboden reprasentiert, allerdings in ei-
nem kleineren Mal3stab. Als zweiphasige Schmelze wird ein Binarsalz (NaNO3 -
KNO3) verwendet.

Ebenfalls am Royal Institute of Technology in Stockholm wurde der Versuchsstand
fur die FOREVER-Experimente (Failure Of Reactor Vessel Retention) aufgebaut
[Sehgal et al, 1998b]. Das Versuchsprogramm wird in Kapitel 2 beschrieben.

An der TU Miunchen wurde bis Ende 1999 das vom BWWi geférderte Projekt
Nr.1501009 ,Kuhlung der Druckbehalterwand nach teilweisem Kernschmelzen® be-
arbeitet [GRS, 1999; Horner et al, 1998]. Es wurden experimentelle Untersuchungen
zum Warmetransport zwischen einem induktiv beheizten Debrisbett und der RDB-
Wand bei Anwesenheit von Wasser bzw. des Kuhimittels R134a durchgefihrt. Das
Debrisbett bestand aus einer Schuttung von Stahlkugeln und Glaskugeln. Zwischen
der RDB-Wand und der Schittung war ein definierter Spalt vorhanden (Untersu-
chung der Spaltkuhlung). Die experimentellen Arbeiten wurden durch die Entwick-
lung theoretischer Modelle erganzt.

In den USA liefen an den Sandia National Laboratories die LHF-Experimente (Lower
Head Failure), bei denen der RDB-Boden im Malistab 1:5 nachgebildet und elekt-
risch beheizt wurde [Chu et al., 1999]. Diese Experimente wurden von Finite-
Elemente-Berechnungen begleitet.

1.4.2 Numerische Simulation der Thermofluiddynamik von Schmelzen
und der Schmelze-Kuihimittel-Wechselwirkung

Die numerischen Simulation der Thermofluiddynamik von Schmelzen erfolgt nach
heutigem Stand der Wissenschaft mit Finite-Volumen-Codes oder mit Finite-
Elemente-Codes. Ein ausfihrlicher Uberblick tiber die Modelle und Phianomene wird
von Theofanous gegeben [Theofanous et al, 1997]. Spezifische Probleme, die im
Zusammenhang mit dem Medium Schmelze geldst werden mussen, sind:

e Modellierung des Phasenuberganges (flissig-fest), Krustenbildung
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e Stratifikation bei mehreren flissigen Phasen (Metall, Oxid)
e Warmeubergang zwischen den Phasen

e Extreme Temperatur- und Geschwindigkeitsgradienten in den Grenzschichten
zwischen flussiger und fester Phase

e Modellierung der Stoffparameter (Viskositat, Warmleitfahigkeit, Warmekapazi-
tat) im Phasenubergangsbereich

Die prompte Stratifikation mehrphasiger Schmelzen ist eine aus vielen Experimenten
bekannte Tatsache [Asmolov, 1998]. Bei der Simulation der Thermofluiddynamik wird
daher in einigen Analysen von einer bereits segregierten Schmelze ausgegangen
[Kolev, 1996; Theofanous et al, 1997]. Aufgrund neuerer Ergebnisse der MASCA-
Experimente [Muller 2003] wird es allerdings auch fur moglich gehalten, dass kom-
plexere Anordnungen der Phasen auftreten. Es wurden homogene Phasen mit grob
dispersen Ausscheidungen, aber auch dreischichtige Konfigurationen beobachtet.

Infolge der hohen Temperaturgradienten zur Wand, der geometrischen Abmessun-
gen sowie der starken inneren Warmequellen ist die Konvektion in einer Schmelze
hochturbulent. Die internen Rayleighzahlen (Ra‘) bewegen sich je nach der konkre-
ten Konfiguration zwischen 102 und 10" [Kolev, 1996; Theofanous et al 1997]. Daher
ist das Turbulenzmodell von entscheidender Bedeutung fur die Qualitat der Simulati-
on. Nourgaliev untersuchte verschiedene Turbulenzansatze und fuhrte auch direkte
numerische Simulationen durch [Nourgaliev et al, 1998] mit dem Ergebnis, dass ins-
besondere im oberen Rayleighzahlenbereich (ab ca. Rai=10"%) die gangigen Turbo-
lenzmodelle (wie z.B. das k-epsilon-Modell) den nach oben gerichteten Warmestrom
unterschatzen. Die direkte numerische Simulation fuhrt auf Grund der hohen erfor-
derlichen Vernetzungsdichte zu nicht mehr handhabbaren ModellgroRen (die erfor-
derliche Zahl der Knoten bzw. Gitterpunkte ist etwa gleich der Rayleighzahl). Am
aussichtsreichsten fur prototypische Geometrien scheint die Anwendung eines effek-
tiven Leitfahigkeits-Konvektions-Modells zu sein (Effective Conduction-Convection
Model, ECCM), [Bui,1998].

Am IKE der Universitat Stuttgart wurde bis Marz 2003 das Projekt Nr. 1501011
~Wechselwirkung Debris/RDB-Wand: Analytische und experimentelle Untersuchung
zur Kuhlbarkeit und Ruckhaltung verlagerten Kernmaterials (Debris) im unteren RDB-
Plenum eines LWR" bearbeitet [GRS, 1999]. Mit Hilfe von Simulationsmodellen wur-
den die Vorgange wahrend der Kuhlmittelverdampfung und des Flutens ausgedampf-
ter heiRer Schuttungen untersucht. Die Entwicklung der 2D-Simulationsmodelle
(KESS/WABE) wurde durch Einzeleffekt-Experimente unterstutzt.

Ebenfalls am IKE der Universitat Stuttgart wurde bis Juni 2000 das BMWi-Projekt Nr.
1501069 ,Ausbau und Verifikation der Spatphasenmodelle und des Gesamtmodells
zum Kernschmelzen in KESS und in AHTLET-CD* bearbeitet [GRS, 1999]. Die im
Rahmen des Vorhabens entwickelten Teilmodelle fur die Systemcodes KESS und
ATHLET-CD bertcksichtigen neben der Beschreibung von Aufschmelz- und Erstar-
rungsvorgangen auch die Verlagerung des flissigen Coriums sowie die Auswirkun-
gen von Accident-Management-MalRnahmen (Wassereinspeisungen). Nach den
durchgefuhrten Berechnungen ist es wahrscheinlich, dass fur den Fall eines nicht
vollstandig ausgedampften RDB die Verlagerung des Coriums in das untere Plenum
seitlich erfolgt, nachdem die Kernumfassung aufgeschmolzen ist.

In dem BMWi-Projekt RS1002 ,Entwicklung und Verifikation von Modellen zu Be-
schreibung der Wechselwirkung Debris-Reaktordruckbehalterwand® [GRS 1999],
das von der GRS bearbeitet wurde, hatte die Erweiterung des Systemcodes
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ATHLET/CD zum Gegenstand. Insbesondere sind Teilmodelle zur Beschreibung des
Warmeubergangs zwischen Debrisbett und RDB-Wand, zum mechanischen Verhal-
ten der Kruste und zur Abschatzung der RDB-Versagenszeit entwickelt worden.

An der Ruhr-Universitat Bochum wurde das vom BMWi geférderten Projekt Nr.
1501084 “Analyse der Bedeutung der Phanomene HPME/DHC und Dampfexplosion
fur den Quellterm im Sicherheitsbehalter von LWR bei schweren Storfallen” bearbei-
tet [GRS, 1999]. Mit dem Containmentanalysecode COCOSYS wurde untersucht,
wie der Sicherheitsbehalter belastet wird, wenn ein feindisperser Austrag der Kern-
schmelze aus dem RDB unter hohem Druck unterstellt wird [Buscher et al, 1999]
(siehe auch Kap. 3). Besonderes Augenmerk wird dabei auch auf Einzelphdnomene
bei der Wechselwirkung zwischen Schmelze und Kuhimittel gelegt (z. B. Dampfexp-
losion, Aerosolbildung). Neue theoretischen Modellansatze wurden entwickelt und in
COCOSYS integriert.

In [Kersting, Loffler et al., 1998] wird ein sehr ausfiihrlicher Uberblick zu den Szena-
rien zu schweren Storfallen bei SWR gegeben. Diese Arbeit umfasst einen determi-
nistischen und einen probabilistischen Teil. Im deterministischen Teil werden die
Problemkreise Kernschmelze und Schmelzeverlagerung im RDB, Wasserstofferzeu-
gung, -verteilung und -verbrennung, Integritat des Sicherheitsbehalters, Schmelze-
Beton-Wechselwirkung sowie Verhalten von Spaltprodukten untersucht. Im probabi-
listischen Teil werden mittels Ereignisbaumanalyse madgliche Unfallablaufe darge-
stellt, wobei die im deterministischen Teil untersuchten Phanomene als Grundlage
dienen. Die strukturmechanischen Analysen zum RDB-Versagen werden mit analyti-
schen und mit FE-Modellen durchgefuhrt, wobei die Durchfuhrungen durch den RDB-
Boden Berucksichtigung finden. Die Temperaturfeldberechnung fur den RDB erfolgt
mit einem thermischen FE-Modell, wobei die verlagerte Schmelze als Festkorper mit
inneren Warmequellen (d.h. ohne Berucksichtigung der Konvektion und des Krus-
tenwachstums) modelliert wird.

1.4.3 Experimente und Modelle zum Kriechen von Stahl bei hohen Tem-
peraturen

Es liegen fur mechanische Eigenschaften ausgewahlter Stahle im hohen Tempera-
turbereich umfangreiche Daten vor aus Versuchprogrammen der MPA Stuttgart
[Obst und Maile, 1989; Bothe et al, 1991] und des Forschungszentrums Karlsruhe
(Haupt et al, 1996). In dem BMWi-Projekt 1501010 ,Ermittlung und Modellierung des
Werkstoffverhaltens von Reaktorbaustahlen unter mehrachsiger Beanspruchung fur
den auslegungsuberschreitenden Temperaturbereich von 400°C bis 1000°C* [GRS,
1998] wurden Kriechkurven bei verschiedenen Temperaturen (bis T=1000 °C) und
verschiedenen Spannungshorizonten sowie Spannungs-Dehnungs-Kurven bei ver-
schiedenen Temperaturen erstellt. Die experimentellen Untersuchungen wurden
durch Finite-Elemente-Berechnungen erganzt. Ein ahnliches Versuchsprogramm
wurde fur amerikanische Druckbehalterstahle und Inconel durchgeflhrt [Rempe et al,
1993] sowie fur den franzdsische RDB-Stahl 16MNDS5 [Ikonen, 1999].

Die analytische Beschreibung des Kriechverhaltens erfolgt mit Kriechfunktionen,
wobei in der Regel Potenz- oder Exponentialansatze zum Einsatz kommen, deren
freie Parameter den experimentellen Daten angepasst werden. Die Kriechgesetze
konnen dann auch in Finite-Elemente-Modellen verwendet werden, um den zeitlichen
Verlauf der Verformung einer Struktur zu untersuchen [Azodi et al, 1996; Borovkow
et al, 1995; Schaaf et al, 1999]. Die Schwierigkeit dabei besteht darin, dass ein ein-
zelner Kriechversuch bei konstanter Temperatur und in der Regel konstanter nomi-
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naler Spannung durchgefuhrt wird und damit das mit experimentellen Daten
angepasste Kriechgesetz nur flr eine Spannung und eine Temperatur gilt. Bei realen
Strukturen kénnen Temperatur und Spannung zeitabhangig sein, so dass der mo-
mentane Zuwachs an Verformung von der Belastungsgeschichte abhangt. Es ist in
der Regel nicht moéglich, diesen Zusammenhang fir gréRere Spannungs- und Tem-
peraturbereiche mit einem Kriechgesetz zu formulieren, d.h. experimentelle Kriech-
kurven fur verschiedene Spannungen und Temperaturen durch eine Formel zu be-
schreiben. Das gilt insbesondere dann, wenn die verschiedenen Stadien des Kriech-
vorganges (primares, sekundares und tertiares Kriechen) auftreten. Es muss daher
bei einer Finite-Elemente-Analyse moglich sein, lokal und zeitlich unterschiedliche
Kriechgesetze zu verwenden, die auf der jeweils zugehérigen experimentellen
Kriechkurve beruhen. Die verfugbaren Finite-Elemente-Codes bieten eine solche
Mdglichkeit derzeit noch nicht an. Weitgehend offen ist auch die Simulation der Mate-
rialschadigung infolge des Kriechens, insbesondere bei transienten Belastungen.

1.4.4 Spaltkiihlung

Bei der Spaltkiihlung handelt es sich um einen Prozess, bei dem sich unter bestimm-
ten Bedingungen ein Spalt zwischen der erstarrten Schmelze (Kruste) und der RDB-
Wand bildet, wenn sich RDB-Wand und Kruste unterschiedlich verformen. Dieser
Effekt fuhrt zu einem verminderten Warmeeintrag in die RDB-Wand und — falls Was-
ser in diesen Spalt eindringt — zu einer zusatzlichen Kihlung von Wand und Schmel-
ze.

Es gibt zahlreiche Untersuchungen zum kritischen Warmestrom in mit Wasser und
Dampf gefullten ebenen oder spharischen Spalten [Suh et al, 1999a; Kohler et al,
1998] (siehe auch Anmerkungen zum BMWi-Projekt 1501009, Kap. 1.4.1). Dabei
wird i.A. von einem vorhandenen Spalt mit konstanter Geometrie ausgegangen.

Von Siemens/KWU wurde das BMBF-Projekt Nr. 1501017 ,Thermohydraulische Un-
tersuchungen zur Debris/Wand-Wechselwirkung (DEBRIS) bearbeitet. In diesem
Projekt wurden Experimente zur Warmeulbertragung und zu den Druckpulsationen in
einem Spalt zwischen der RDB-Wand und Krusten mit unterschiedlicher Oberfla-
chenbeschaffenheit durchgefuhrt. Auf dieser Basis wurden Korrelationen gefunden,
die das Warmeubertragungsverhalten einer Spaltkihlung in Abhangigkeit von Druck,
Spaltweite, Wasseruberdeckung der Schmelze sowie der Unterkihlung des Wassers
beschreiben.

Fir den Fall eines vorgegebenen Spalts mit fester Geometrie sind die Warmeuber-
gangsprozesse und damit die Isolation bzw. die Kihlung der RDB-Wand weitgehend
bekannt. Dagegen ist bislang noch wenig geklart, unter welchen Umstanden ein
Spalt zwischen Kruste und RDB-Wand Uberhaupt entstehen kann und welche Geo-
metrie dieser Spalt dann besitzt [Schaaf, 1998]. In den LAVA-Experimenten [Suh et
al, 1999b] wurde z.B. eine Thermitschmelze in einem ca. 1:10 skalierten Behalter
verwendet, um die Entstehung eines Spalt zu untersuchen. Bei den Nachuntersu-
chungen am aufgeschnittenen Behalter wurde bei den Tests mit hoheren Drucken
(17 bar) ein Spalt nachgewiesen. Unklar war aber, wann der Spalt entstanden ist,
welche Geometrie er wahrend des Experiments aufgewiesen hatte und ob es zum
Eindringen von Wasser kam. Diese Fragen sind mit experimentellen Untersuchungen
alleine nur schwer zu klaren.
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1.5 Kooperation

Es besteht eine intensive Dbilaterale Kooperation mit der Konig-
lich-Technischen-Hochschule (KTH) Stockholm, an der die FOREVER-Experimente
durchgefuhrt werden. Ein FZR-Mitarbeiter hat im Rahmen von Gastaufenthalten am
Lehrstuhl fir Nukleare Sicherheit der KTH an mehreren FOREVER-Experimenten
teilgenommen. Es besteht dadurch der unmittelbare Zugriff auf experimentelle Daten,
die flr eine Modellvalidierung extrem wichtig sind. Zum direkten Informationsaus-
tausch zwischen KTH und FZR wurden insgesamt 3 Gastaufenthalte an der KTH
Stockholm von insgesamt 4 Wochen Dauer realisiert.

Im Rahmen der innerdeutschen Zusammenarbeit existiert ein regelmaliger von der
GRS initiierter Informationsaustausch zur Schmelzerickhaltung im RDB. Die Koope-
rationspartner sind: GRS, Forschungszentrum Karlsruhe, IKE Stuttgart, Ruhr-
Universitat Bochum sowie die MPA Stuttgart.

Auf europaischer Ebene nimmt das FZR im 6. Rahmenprogramm an dem Netzwerk
(NoE) SARNET teil.

2 Die FOREVER-Experimente an der KTH Stockholm

2.1 Beschreibung des experimentellen Aufbaus

Pressure Valve Power Supply Melt Injection Orifice  \VJom Forschungszentrum Rossen-

/ / ~ dorf werden keine eigenen Versu-

. Pressure VesselLld  che durchgefiihrt. Stattdessen wer-

- S / den die FOREVER-Experimente an

= i 2 ’4 = : der Koniglich-Technischen Hoch-
e = schule Stockholm zur Modellvali-
dierung herangezogen. Bei den

i} Internal Funnel FOREVER-Exp.erimenten wird der

- RDB-Boden im  geometrischen

Malstab von ca. 1:10 nachgebildet

Cylinder (vgl. Bild 2-1). Der Behalter besteht

L 15Mo3 aus einem zylindrischen Teil (Mate-

rial  15Mo3) und einer ange-
schweil’ten Halbkugel (Material

>} fe—s=10mm 16MND5 bzw. SA-533B1). Der In-
| Insulation nenradius des Behalters st
] 188 mm, die Wanddicke ca.

| NI 15 mm.

Welding

Als Schmelzesimulat wird ein elekt-
risch beheiztes binares Salz (70
Masseprozent CaO, 30 Massepro-

J=-- Heater Rods
Bottom Head

L —186MND5 e
zent Bay;03) mit einer Schmelztem-
— Displacement eratur von ca. 1000 °C verwendet
Transducers P ' :

_ L Der Heizer besteht aus einer Kan-
B,5106mmn Thermocouples  t5].\Wendel und kann eine Warme-
Bild 2-1: Schema des experimentellen Aufbaus leistung von bis zu 45 kW erzeu-

gen. Mit Hilfe eines Argonsystems
kann ein Behalterinnendruck von maximal 40 bar erzeugt werden.
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Die maximale Schmelzetemperatur ist ca. 1350 °C, die maximale Wandtemperatur
ist ca. 1000 °C und der maximale Warmestrom durch die Wand ist ca. 140 kW/mZ.
Diese Grolien sind Anhalteswerte, die zwischen den einzelnen Tests je nach Heiz-
leistung variieren (siehe Kap. 2.2) kénnen. Die Tabelle 2-1 gibt einen Uberblick der
wesentlich thermischen Parameter der FOREVER-Schmelze.

Tabelle 2-1: Wesentliche Parameter der Schmelze

Dichte (Schmelze) 2 500 kg/m®
Warmekapazitat (Schmelze): ¢, 2 200 J/kgK
Warmekapazitat (Kruste): ¢, s 1 530 J/kgK
Erstarrungsenthalpie (Schmelze) 460 kJ/kgK
Warmeleitfahigkeit (Schmelze) 3.0 W/mK

Solidustemperatur (Schmelze)

1250 K = 977 °C

Liquidustemperatur (Schmelze)

1300 K= 1027 °C

Kinematische Viskositat (Schmelze) 4-10®° m?/s
Temperaturleitfahigkeit (Schmelze) 5.5-10" m?/s
Prandtlzahl (Schmelze) ~ 70
Volumetrischer Ausdehnungskoeffizient (Schmelze) 9.04 -10” 1/K
Volumetrische Warmequelldichte (bei 35 kW Heizleistung) ~ 2.5 MW/m?
Max. Warmestromdichte durch die Wand ~ 140 kW/m?
Schmelzehdhe im Zentrum 0.18 m

Schmelzevolumen

(13.5 £ 0.5) Liter

a i/ o G
Bild 2-2: FOEVER-BehéIter mit Ver-
schiebungssensoren

Die Temperaturbelastung fuhrt in Kombi-
nation dem statischen Innendruck zum
Behalterversagen (Kriechbruch). Dieses
Behalterversagen soll entsprechend des
sich einstellenden Temperaturprofils in
der Wand im kugelférmigen Teil (also
unterhalb der Schweil3naht) erfolgen. Da-
her wurde nur der kugelformige Teil des
Behalters aus RDB-Stahl gefertigt
(16MND5 oder SA-533B1, siehe Tabelle
2-3), wahrend fur den der zylinderformi-
gen Teil der weniger feste aber kosten-
gunstigere Stahl 15Mo3 verwendet wur-
de.

Bild 2-3: FOREVER-Behalter zum Zeit-
punkt des Versagens
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Aus den geometrischen, thermischen und mechanischen Parametern lassen sich
Aussagen zur Skalierbarkeit des Experiments in Bezug auf den prototypischen Fall
ableiten. Dabei ist zu berucksichtigen, dass thermische, mechanische und geometri-
sche Grofen sich natirlich nicht im gleichen Maldstab zum LWR-Szenario skalieren

lassen. Die Tabelle 2-2 zeigt eine Ubersicht der SkalierungsgréRen.

Tabelle 2-2: Skalierungsverhaltnisse verschiedener physikalischer GroRen zwischen
den FOREVER-Experimenten und einem DWR vom Typ KONVOI

Parameter

FOREVER

| KONVOI | Verhiltnis

Geometrie

Behalterform

Halbkugelférmige Bodenkalotte an Zylinder

Bild 2-4: Nach dem Experiment aufge-
schnittener Behalter

Innenradius [m] 0.19 2.5 1:12.5
Wanddicke der Kalotte[m] 0.015 0.15 1:10
Schmelzevolumen [m”] 0.014 32.5 1:2300
Oberflachen-Volumenverhaltnis [m'1] 24 1.8 1:0.08
Stoffwerte
Dichte Wand (Stahl) [kg/ m?] 7850 7850 1:1
mittlere Dichte Schmelze [kg/ m°] 2500 8000 1:3.2
Thermische Randbedingungen
Gesamtwarmeleistung im Pool [MW] 0.038 29.6 1:780
volumetr. Warmequelldichte [MW/m®] 2.7 0.91 1:0.33
interne Rayleigh-Zahl [-] 10"° 10" 1:10’
Wandflachenwarmestromdichte bei 112 500 1:4.5
homogener Verteilung [kW/m?]
theoretische Temperaturdifferenz Gber 56 2500 1:45
Wand ohne Abschmelzen [K]
Temperaturdifferenz Gber Wand mit 56 1200 1:21
Abschmelzen [K]
Mechanische Belastung
theor. Spannung durch Temperaturdif- 11 227 1:21
ferenz mit Abschmelzen [MPa]
Gewicht Schmelze und Behalter [Mg] 0.065 310 1:4800
Membranspannung d. Gew. [MPa] 0.034 1.26 1:37
Innendruck [MPa] 2.5 2.5 1:1
Membranspannung d. Druck [MPa] 32 42 1:1.3

.~ Die Bilder 2-2 bis 2-4 zeigen verschie-
| dene Stadien des Experiments.
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2.2 Aufbereitung und Analyse der experimentellen Daten

Die Tabelle 2-3 zeigt eine Ubersicht zu den durchgefiihrten FOREVER-Experimen-
ten. Es wurden 9 FOREVER-Experimente durchgefuhrt, deren Daten zum grofiten
Teil digital verflugbar sind. Fiur die ausgewerteten Experimente wurden die Rohdaten
der KTH so aufbereitet, dass sie in EXCEL-Tabellen und -Diagrammen vorliegen.
Falls notwendig wurden Erlauterungen verfasst, die auch eine spatere Analyse der
Daten durch Dritte ermdglicht.

Tabelle 2-3: Ubersicht zu allen durchgefiihrten FOREVER-Tests (BV: Behalterver-
sagen; WEZ-OS: Warmeeinflusszone-Oberseite)

Test Datum |LH-Stahl |Schmelzespiegel | Motivation / Ergebnisse | Riss-
(zu Beginn) form
C1 02/1999 |15Mo03 an Test des Experimentauf- -
Schweil3naht baus, kein BV
C2 06/1999 |[16MNDS5 |an verstarkter Heizer, Hei- -
Schweil3naht zerausfall, kein BV
EC1 03/2000 [16MNDS5 |uber BV in WEZ-OS Schweil3- rau
Schweil3naht naht
EC2 11/2000 |{16MND5 |unter neue Heizerform, rau
Schweil3naht BV deutlich unter
Schweil3naht
EC3a | 05/2001 |[16MND5 |an/Uber Durchfuhrungen, BV in rau
Schweil3naht WEZ-OS Schweil3naht
EC3b | 08/2001 [16MND5 |unter Durchfiihrungen, rau
Schweil3naht BV deutlich unter
Schweil3naht
EC4 | 02/2002 |SA533B1 |unter ungestorte Bodenkalotte, | scharf
Schweil3naht BV deutlich unter
Schweil3naht + friher als
erwartet
ECS5 06/2002 |16MND5 |an/unter Spaltkihlungsversuche, -
Schweil3naht kein Spalt beobachtet,
EC6 12/2002 |16MND5 |an/unter kein BV -
Schweil3naht

Die Messdaten der aller FOREVER-Experimente mit Ausnahme von C1 und EC3a
wurden aufbereitet. Bild 2-5 zeigt beispielhaft fir andere FOREVER-Experimente die
Verteilung der Thermoelemente in EC-3b. In Bild 2-6 sind die dazugehoérigen Tem-
peraturverlaufe in einem EXCEL-Diagramm dargestellt, wobei Werte ausgefallener
Thermoelemente nicht wiedergegeben sind. Die experimentellen Daten bezuglich der
gemessenen Verschiebungen an der Aulenseite der FOREVER-Behalter wurden in
entsprechender Weise aufgearbeitet. Weitere Bilder von den Experimenten sind im
Anhang A1 zu finden.
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Bild 2-6: Gemessener Temperaturverlauf an der Aul3enseite (Experiment EC3b)
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3 Temperaturfeldberechnung
3.1 Temperaturfeldberechnung mittels CFD

Die Bodenkalotte und die erstarrte
oder flussige Schmelze werden mit
thermischen bzw. Fluidelementen
modelliert, um die Konvektion der
i e Oxid-Schmelze sowie den Warme-
P Ubergang in die Behalterwand zu
] berechnen. Bild 3-1 zeigt einen
Elementplot des CFD Modul
FLOTRAN von ANSYS. Dargestellt
ist die Behalterwand aus Stahl
(magenta), das Gebiet der flussi-
gen Schmelze (orange) und der
Schmelzekruste (blau). Die zeitab-
hangige Dicke der Schmelzekruste
ergibt sich aus der Temperatur der
Bild 3-1: Elementplot des CFD-Modells mit betreffenden Elemente. Bei Unter-

verschiedenen Materialzonen schreitung der Solidustemperatur
in allen Knoten eines Fluidele-

ments wird die Materialnummer
des Elements geandert, wodurch

|

LUV LL Ll
VW W L
W

AT

T

LU L]

I sich gleichzeitig ergibt, dass das
B .o Element nicht langer zum Fluidge-
% 1273 biet zahlt, sondern zum Festkor-
— i pergebiet gehért. Umgekehrt ver-
% - halt es sich bei der Uberschreitung
0 1462 der Liquidustemperatur. Die durch
1500 dieses Modell entstehende Hyste-

rese ist physikalisch nicht ganz ex-

akt, hat sich aber numerisch als

sinnvoll und stabil erwiesen und

liefert bei einem Vergleich zu den
FOREVER-Experimenten sehr gute
Ergebnisse. Eine typische Tempe-
raturverteilung ist in Bild 3-2 wiedergegeben. Temperaturen unterhalb von 1160 K
sind hier zur Hervorhebung der Schichtung im Fluidgebiet grau dargestellt.

Bild 3-2: Berechnetes Temperaturfeld [K] fur
Schmelze und Behalterwand

3.2 Das Modell der effektiven Warmeleitfahigkeit

In Bezug auf die weiterfuhrende Modellentwicklung hat das CFD-Modell mehrere
Schwachen. Einerseits wird bezweifelt, dass im Falle prototypischer Simulationen mit
Rayleigh-Zahlen im Bereich von 10" bis 10" die Ergebnisse aus CFD-Rechnungen
mit den zur Verfugung stehenden Turbulenzmodellen der zu erwartenden Realitat
entsprechen [Dinh und Nourgaliev 1997]. Zusatzlich ist ein hoher Aufwand an Re-
chenleistung notwendig, der die Ausfihrung von Variationsanalysen erschwert.
SchlieBlich wurde bei ersten Testrechnungen festgestellt, dass das CFD-Modell bei
einer sich verandernden Geometrie, wie sie in den gekoppelten Rechnungen not-
wendig ist, sehr instabil wird und somit die Rechnungen in der Regel keine Ergebnis-
se liefern. Andererseits ist die genaue Temperaturverteilung in der Schmelze fir die
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mechanische Rechnung nicht notwendig. Daher ist es ausreichend, wenn ein Modell
bereitsteht, das die Berechnung der Warmestrome an den Grenzflachen der
Schmelze Uber geeignete empirische Korrelationen gewahrleistet.

Das im folgenden beschriebene Modell ist ein Warmeleitungsmodell mit zonenab-
hangigen und teilweise anisotropen Warmeleitzahlen. Es erstreckt sich auf den ge-
samten FOREVER-Behalter mit Strahlungswarmeubergang zwischen den inneren
Strukturen sowie kombinierter Strahlung/Konvektion an der AulRenseite.

Ausgehend von der Modellentwicklung von Bui [Bui 1998] und den Beobachtungen
und Korrelationen von Bernaz [Bernaz 1998] und Helle [Helle und Kymalainen 1998]
lasst sich ein Modell der effektiven Konvektion und Warmeleitung (ECCM, Effective-
Convectivity-Conductivity-Model) entwickeln. Dazu werden die in Bild 3-3 dargestell-

Q,
r Nu,, Ansaugeffelﬁt
1

»

T,
tir Sbdu —
Turbulente Vermischungszone
h Chaotischer
m Austausch
qun
Ra,
r h, Zeitlich gemittelter Temperaturgeschichtete Zone

Temperaturverlauf

Langsamer
Aufstieg

Bild 3-3: Prinzipskizze eines hemispharischen Schmelzepools mit inneren
Warmequellen in einer Bodenkalotte und Warmeabgabe Uber samtliche
Oberflachen und Berandungen

ten Vorgange und Zusammenhange in einem hemispharischen Schmelzesee analy-
siert. Der zeitlich gemittelte Verlauf der Temperatur entlang der vertikalen Symmet-
rieachse ist im linken Bildbereich wiedergegeben. Von oben kommend weist der
Schmelzessee zunachst eine sehr dinne Temperaturgrenzschicht der Dicke spqy auf,
die hier im Bild zur Verdeutlichung Uberhoht gezeichnet ist. Die Dicke lasst sich ab-
schatzen Uber die obere NulRelt-Zahl mit der Beziehung:

hl

=— Gl 3-1
Nu

up

Sbdu

Hierin ist h; die Héhe des flissigen Schmelzegebiets. Die obere Nufelt-Zahl wird
nach der in [Bernaz 1998] angegebenen Beziehung
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Nu,, =0.382-Ra;"*¥ Gl 3-2
bestimmt, wahrend die Rayleigh-Zahl nach
5
Ra. = M—VH Gl 3-3
vai

mit h, als charakteristischer Hohe (H) bestimmt wird. Die sich hieraus ergebenden
theoretischen Grenzschichtdicken betragen im Falle der FOREVER-Anordnung etwa
2.5 mm und im prototypischen Szenario weniger als 1 mm. Innerhalb der Grenz-
schicht wird die nominale Warmeleitfahigkeit angenommen. Im prototypischen Modell
wird auf eine getrennte Modellierung der Grenzschicht verzichtet.

An der Unterseite der Oberflachengrenzschicht beginnt die turbulente Vermi-
schungszone. Diese Zone ist in den entsprechenden Experimenten durch eine ho-
mogene Temperatur gekennzeichnet, sofern die chaotischen Temperaturschwan-
kungen, die durch die Verlagerung von kalten Schmelzefahnen (plumes) von der
Seeoberflache verursacht werden, zeitlich gemittelt werden. Die Zone wird mit einer
sehr hohen effektiven Warmeleitfahigkeit analog zur Vorgehensweise von Bui
[Bui 1998] modelliert, um den Effekt der hochturbulenten Vermischung wieder-
zugeben:

Aum =4(T)- Nu,, Gl 3-4

Im Falle von FOREVER ergeben sich effektive Warmeleitfahigkeiten von mehreren
100 W/mK. Im prototypischen Fall erreichen die Werte nahezu 10 000 W/mK. Die
Hohe hy, dieser Zone wird wie von Bernaz beobachtet in Abhangigkeit von der flussi-
gen Schmelzehdhe hl modelliert:

h, =0.35h, Gl 3-5

Unterhalb der turbulenten Vermischungszone befindet sich die temperaturgeschich-
tete Zone, die durch einen annahernd parabolischen Temperaturverlauf in vertikaler
Richtung gekennzeichnet ist (vgl. Bild 3-3). Die Modellierung dieser Zone erfolgt ent-
gegen der thermofluiddynamischen Realitat, aber unter Aufrechterhaltung der an der
Schmelzeseeberandung beobachteten Warmestrome.

Die tatsachlichen Verhaltnisse in der unteren Halfte des Pools werden durch die kraf-
tige Konvektionsbewegung entlang der BehalterauRenwand beeinflusst. Diese Kon-
vektionszone beginnt im Bereich der Oberflachengrenzschicht und tragt durch einen
Ansaugeffekt zu stabilen fluiddynamischen Verhaltnissen im aulReren Bereich der
turbulenten Vermischungszone und der Oberflachengrenzschicht bei. Die Stromlinien
dieser Konvektion verlaufen danach parallel zur Behalterwand nach unten. Beim Ein-
tritt in die temperaturgeschichtete Zone tritt aufgrund des Stromungsimpulses der
Effekt auf, dass ein leichteres Fluid mit hdherer Temperatur in eine Umgebung mit
hdherer Dichte und niedrigerer Temperatur eindringt. Dieser Vorgang wird anhand
der Temperaturverteilung entlang der Linie zwischen den eingezeichneten Punkten A
und B verdeutlicht. Ausgehend vom Punkt A, der die niedrigste Temperatur auf dem
betrachteten Héhenniveau aufweist, steigt die Temperatur zum Inneren der abwarts-
gerichteten Konvektionsstrahne an, erreicht etwa im Zentrum der Strahne mit den
héchsten Absinkgeschwindigkeiten ein Maximum und schwingt dann auf die Tempe-
ratur der entsprechenden Hohenzone ein. In [Bolshov et al. 2001] schatzt man die
GrolRe der Temperaturdifferenzen zwischen Wand- Ta und Pooltemperatur Tg und
Pooltemperatur Tg und Maximaltemperatur Trmax ag als etwa gleich ein. Das Tempera-
turniveau der dargestellten Temperaturkurve ist wiederum héhenabhangig. Je tiefer
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die gewahlten Punkte A und B liegen, desto tiefer liegen die charakteristischen Tem-
peraturen Ta, Tg und Tmax, A, WObei sich Tg nach dem links im Bild dargestellten
Temperaturverlauf entwickelt. Gleichzeitig flacht innerhalb der Strecke AB das Tem-
peraturmaximum ab, wahrend die Breite der Uberhdhten Temperaturzone zunimmt.
SchlieRlich I6st sich die urspringlich kraftige vertikale Konvektionsbewegung waage-
recht im unteren Bereich der temperaturgeschichteten Zone auf, wie schematisch in
Bild 3-3 dargestellt.

Innerhalb der temperaturgeschichteten Zone steigt die Schmelze relativ langsam auf.
Wahrend dieses Aufstiegs erwarmt sich die Schmelze aufgrund der inneren Warme-
quellen. Dieser Vorgang ist indirekt mit dem Absinken der Schmelze an der Behal-
terwand korreliert. Der Massenstrom, der auf dem jeweiligen Héhenniveau flr den
Auftrieb zur Verfugung steht, ist an den Massenstrom gekoppelt, der von der
Konvektionsstrahne dem Héhenabschnitt unterhalb des betrachteten Hohenniveaus
zugefuhrt wird. Welche Massenstrome welchen Hohenniveaus zugefuhrt werden,
hangt vom anfanglichen Stréomungsimpuls der Konvektionsstrahne und den
Dichteunterschieden zwischen heillem Strahnenzentrum und kaltem Umgebungsfluid
ab. GroRere Dichteunterschiede flihren zu gréfieren Auftriebskraften gegen die
Konvektionsstrahne und steuern damit den Einschwenkvorgang und die Aufteilung
der Strahne auf die jeweiligen Hohenniveaus. Wird dem jeweiligen Hohenniveau zu
wenig Fluid zugefuhrt, so steigt die Temperatur aufgrund der inneren Warmequellen
und der Unterschied zwischen den Temperaturen Tg und Tnax as bzw. Ta wird
kleiner. Damit verkleinert sich auch Dichteunterschied und Auftriebskrafte und die
Konvektionsstrahne erreicht mit ihrem anfanglichen Impuls wieder tiefere Zonen.

Die betrachteten Vorgange bilden ein Gleichgewichtssystem und beeinflussen sich
gegenseitig. Sie stellen sich somit als implizites Problem dar. Aber fir das
ECC-Modell kann festgehalten werden, dass die Temperaturen Tg und Ta aneinan-
der gekoppelt sind und damit auch der Warmestrom in die Schmelzeseeberandung
an die jeweilige HOohenposition der vertikalen Achse gekoppelt ist. Diesem Zusam-
menhang wird im Modell mit einer anisotropen Warmeleitfahigkeit Rechnung getra-
gen. Die vertikale Warmeleitfahigkeit in der temperaturgeschichteten Zone entspricht
der nominalen Warmeleitfahigkeit. Die horizontale Warmeleitfahigkeit in der unteren
Schmelzeseezone berechnet sich analog zu Gl 3-4 mit:

A =A,(T) Nu,, Gl 3-6

Die untere NulRelt-Zahl bestimmt sich analog zu der oberen (vgl. Gl 3-2) nach der in
[Bernaz 1998] festgehaltenen Korrelation:

Nu,, =2.2Ra}'" Gl 3-7

Fir das FOREVER-Szenario ergeben sich damit Nul3elt-Zahlen von ca. 120 und eine
horizontale Warmeleitfahigkeit von 360 W/mK. Im prototypischen Fall ergeben sich
Nufelt-Zahlen von etwa 2000 und Leitfahigkeiten von 5000 W/mK.

Die seitliche Grenzschichtdicke zur Behalterwand wird analog zur oberen Grenz-
schicht Uber die NufRelt-Zahl und die Poolabmessung bestimmt:

Gl 3-8

Damit ergeben sich Schichtdicken von etwa 1 mm sowohl fir FOREVER als auch fir
prototypische Abmessungen. Die Warmeleitfahigkeit in der Grenzschicht entspricht
der temperaturabhangigen nominalen Leitfahigkeit.
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Bild 3-4 zeigt die zu Beginn einer
FOREVER-Rechnung modellierte
Zonenaufteilung. Im  FE-Modell
wird den entsprechenden Elemen-
ten eine fur die Zone festgelegte
Materialnummer zugewiesen. Zu-
satzlich zu den 4 Schmelzeseezo-
nen ist in blau die Behalterwand
aus Stahl und in orange die in den
FOREVER-Tests im Behalter an-
gebrachte Isolation dargestellt.

Die temperaturgeschichtete Zone
wird nach unten hin bei entspre-
chenden Fluideigenschaften und
Temperaturniveau durch eine Krus-
te begrenzt. Diese Kruste weist
insbesondere bei oxidischen
Schmelzen eine schlechte Warme-
leitfahigkeit auf, was zu einem stei-
len Temperaturgradienten Uber der
Krustendicke s. fuhrt (vgl. Bild
3-3). Zwischen Kruste und Behal-
terwand kann es auch ohne Spalt
zu einem thermischen Kontaktwi-
derstand kommen. Dies flhrt zu
Bild 3-4: Materialzonen zu Beginn einer ge- einem lokalen Temperatursprung.
koppelten Rechnung mit ECCM In den Simulationsrechnungen wird

jedoch ein sehr geringer Wider-
stand von 10 K/W modelliert, weil zumindest die Nachuntersuchung der FOREVER-
Experimente zeigte, dass die Schmelze im Zentrum der Kalotte, wo auch wahrend
des Versuchs eine Kruste vorgelegen haben muss, fest an der Behalterwand haftete.

MATERIAL DISTRIBUTION after 0 s

Auch in Experimenten, in denen sich keine Kruste bildet, verlauft ahnlich zu der in
Bild 3-3 dargestellten Krustenoberflache eine adiabate Flache. Die Flache kann in-
nerhalb oder oberhalb der Kruste verlaufen und kennzeichnet das untere Schmelze-
volumen, dessen innere Warmeleistung rein durch Warmeleitung nach unten abge-
fuhrt wird. Praktisch ist diese Flache fur CFD- oder ECCM-Simulationen nicht von
Interesse, in einigen analytischen Arbeiten wird sie jedoch fur Abschatzungen der
Temperatur- und Warmestromverteilungen herangezogen.

Uber der Behalterwanddicke s,, herrscht aufgrund der deutlich héheren Warmeleitfa-
higkeit des ferritischen Stahls ein geringes Temperaturgefalle. Damit schliel3t die Be-
schreibung des prinzipiellen Temperaturverlaufs tUber der vertikalen Behalterachse.

Bei den numerischen Simulationen der Temperaturfelder stellte sich heraus, dass es
sinnvoll ist, einen weiteren in den entsprechenden Experimenten beobachteten Zu-
sammenhang zu berucksichtigen. In Bild 3-5 ist der Verlauf der dimensionslosen
Temperatur von 3 Experimenten [Asfia und Dhir 1996, Bernaz 1998, Helle und
Kymalainen 1998] uber der dimensionslosen Hohe des Fluidpools, die der vertikalen
Achse eines hemispharischen Pools entspricht, dargestellt. Diese Darstellung wurde
gewahlt um die verschiedenen Experimente mit unterschiedlichen Abmessungen und
Temperaturniveaus vergleichen zu kénnen. Die flr das jeweilige Experiment gelten-
de interne Rayleigh-Zahl ist angegeben. Die Kurven bestatigen den in Bild 3-3 dar-
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Bild 3-5: Dimensionslose Temperatur Uber dimensionsloser Hohe fir ver-
schiedene Experimente zur Simulation eines hemispharischen Fluidpools
mit inneren Warmequellen und dimensionslose Kopplungsgleichung flr
das ECC-Modell in der FE-Simulation

gestellten Temperaturverlauf innerhalb der geschichteten und turbulenten Zone. Zu-
satzlich ist in Bild 3-5 eine Funktion dritten Grades eingezeichnet, die den Tempera-
turverlauf insbesondere der Experimente mit den héheren Rayleigh-Zahlen gut be-
schreibt. z* entspricht dem Quotienten aus aktueller Hohenposition und Gesamthdhe
(vgl. hy in Bild 3-3). H_s entspricht der Hohe der geschichteten Zone (vgl. hs in Bild
3-3). Diese Funktion wird im ECC-Modell zusatzlich genutzt, um die Knoten entlang
der vertikalen Poolachse im Bereich der geschichteten Zone miteinander zu koppeln.
Die Knoten an der vertikalen Achse innerhalb der turbulenten Vermischungszone
werden ebenfalls gekoppelt, so dass sie jeweils die gleiche Temperatur haben.

Der Vergleich des ECC-Modell mit einer CFD-Rechnung wird in Kapitel 6.1 diskutiert.
Es zeigt sich, dass mit dem ECC-Modell eine adaquate Temperaturverteilung in der
Behalterwand ermittelt wird.

3.3 Warmestrahlung und Konvektion an freien Oberflachen

Warmestrahlung und Konvektion an freien Oberflachen ermdglichen die Abfuhr der in
der Schmelze produzierten Warme. Sie stellen die Randbedingungen fir die CFD-
Analyse bzw. fur die ECCM-Analyse dar. Aufgrund der relativ hohen Temperaturen in
den betrachteten Experimenten und prototypischen Szenarien hat die Strahlung ei-
nen entscheidenden Einfluss. Warmestrahlung tritt sowohl innerhalb des Behalters
als auch aufderhalb auf.

Ausgangsgleichung fur die Warmeubertragung durch Strahlung ist das Stefan-
Boltzmann-Gesetz:

qrad = GSB e (Ts4 - Ta4mb GI 3-9
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Hierin sind osg die Schwarzkorperstrahlungskonstante oder Stefan-Boltzmann-
Konstante, ¢ der Emissionskoeffizient der betrachteten Oberflache, Ts die Oberfla-
chentemperatur und T, die Umgebungstemperatur.

Der Warmetransport durch die Konvektion an freien Oberflachen lasst sich beschrei-
ben durch:

qconv = a‘B (Ts _Tamb) GI 3'10

wobei die Warmeulbertragungszahl o bei Gasen wie Argon oder Luft in der GroRen-
ordnung von 10 W/m?K liegt.

Im Rahmen der hier durchgefuhrten Untersuchungen treten an den freien Oberfla-
chen Warmestrahlung und Konvektion gemeinsam auf, da weder innerhalb noch au-
Rerhalb der Behalter ein Vakuum auftritt. Im Gegensatz zur konvektiven Warmeuber-
tragung, die von der treibenden Temperaturdifferenz linear abhangig ist, geht die
Temperatur der strahlenden Oberflache mit der vierten Potenz ein. Abschatzungen
an Hand von Gl 3-9 und Gl 3-10 zeigen, dass bei Oberflachentemperaturen ab ca.
600 °C der Warmetransport durch Strahlung deutlich groRer ist als der Warmetrans-
port durch freie Konvektion mit Gasen wie Luft oder Argon.

Fir die Berechnungen im FE-Modell werden alle strahlenden Flachen als graue Fla-
chen angenommen und es wird die Gultigkeit des Kirchhoffschen Gesetzes unter-
stellt: das Emissions- und Absorptionsverhalten ist nicht wellenlangenabhangig und
das Emissionsverhaltnis ist gleich dem Absorptionsverhaltnis ist.

Die grofite Unsicherheit bei der Modellierung der Warmestrahlung resultiert aus der
Unsicherheit fur die Emissions- bzw. die Absorptionskoeffizienten. Gleichzeitig hat
die Emissivitat der strahlenden Oberflachen einen gro3en Einfluss auf die Verteilung
der Warmeflisse innerhalb und auf3erhalb des Behalters und damit auf die sich ein-
stellenden Temperaturen und dadurch indirekt auf das mechanische Verhalten bzw.
die Versagenszeit. Der Emissionskoeffizient beziehungsweise die damit korrelierten
Absorptions- und Reflexionskoeffizienten stellen daher eine wesentliche Materialei-
genschaft dar. Aus den Vergleichsrechnungen fur die FOREVER-Experimente |asst
sich schlieBen, dass der Emissionskoeffizient an der oxidierten bzw. verzunderten
BehalterauRenseite im Bereich zwischen 0.7 und 0.8 gelegen hat. Fur die Behalte-
rinnenseite kdnnte der Koeffizient mit 0.8 bis 0.9 geringfligig héher gelegen haben.
Fur die Standardrechnungen wurde deswegen mit 0.75 innen und 0.85 aul3en ge-
rechnet.

3.4 Thermische Materialeigenschaften

Die fur die thermofluiddynamischen Rechnungen benétigten Stoffwerte wie Viskosi-
tat, Dichte und Warmeleitfahigkeit wurden fur die auftretenden Materialien in einem
Temperaturbereich von 275 bis 3000 K fir ANSYS bereitgestellt. In den Bereichen,
fur die keine Daten verfugbar waren, wurden die Werte interpoliert oder abgeschatzt
und mit Daten ahnlicher Materialien verglichen. Dies trifft insbesondere auf den Be-
reich oberhalb der Solidustemperatur des Stahls zu. Das Gleiche gilt fir die in den
FOREVER-Experimenten verwendete oxidische Schmelze sowie die verwendeten
Isolationsmaterialien und das zur Druckbeaufschlagung verwendete Argongas. Aller-
dings sind die Materialdaten fir die letztgenannten Stoffe sowohl vom Detaillierungs-
grad als auch von den bendtigten Stoffeigenschaften nicht so umfassend wie fur den
Stahl 16MND5. Dies hat jedoch keine negativen Auswirkungen auf die Zuverlassig-
keit der berechneten thermischen Ergebnisse.
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Die Daten fur die prototypische Schmelze sind an Werte in [Kolev 1996] angelehnt
und geben ein vereinfachtes Materialverhalten wieder. Die detaillierte Modellierung
der einzelnen Komponenten, moglicher Mischungs-, Entmischungs- oder chemischer
Vorgange ist einerseits aufgrund fehlender experimenteller Daten noch nicht moglich
und wirde andererseits die angestrebten Untersuchungen tberfrachten. Es wird eine
homogen vermischte Schmelze simuliert, deren Eigenschaften aufgrund des zu er-
wartenden hohen Urandioxidanteils wesentlich durch diese Komponente beeinflusst
sind. Lediglich fur das Erstarrungsintervall wurde absichtlich ein deutlich niedrigeres
Temperaturniveau festgelegt. Dies soll einerseits der Bildung von Eutektika Rech-
nung tragen und andererseits eine konservative Belastung der RDB-Wand verursa-
chen, denn flissige Schmelze kann durch Konvektion wesentlich héhere Warme-
strome transportieren als erstarrte Schmelze.

Die Tabelle 3-1 gibt einige typische Materialparameter wieder. Die vollstandigen
temperaturabhangigen Materialdaten sind fur die Makrosprache APDL (ANSYS Pa-
rametric Design Language) des FE-Codes aufbereitet in Datenfiles festgehalten. Die
angegebenen Erstarrungsenthalpien werden im Modell als fiktive Warmekapazitat
uber dem angenommenen Erstarrungsintervall wiedergegeben.

Tabelle 3-1: Thermofluiddynamische Eigenschaften des FOREVER-
Schmelzesimulats und des angenommenen prototypischen Coriums

Stoffeigenschaft Symbol/Einheit | Simulat Corium
Solidustemperatur Ts [K] 1250 1 950
Liquidustemperatur T [K] 1 300 2 000
Erstarrungsenthalpie hm [kd/kg] 460 260
Bezugstemperatur fur die weiteren GroRen: | T [K] 1400 2 200
Dichte p [kg/m?] 2500 8 000
volumetrischer Ausdehnungskoeffizient B [1/K] 9.04 10° [1.010™
Warmeleitfahigkeit A [W/m K] 2 2.5
Warmekapazitat Cp [J/kg K] 2 200 530
dynamische Viskositat v [Pa s] 0.1 0.0045

4 Strukturmechanische Modellierung

4.1 Axialsymmetrische Vernetzung des Behalters

Die Bodenkalotte wird mit Strukturelementen unter Berticksichtigung des Material-
verhaltens bei hohen Temperaturen modelliert. Hierfur wird der Finite-Elemente-
Code ANSYS® (Versionen 5.7, 6.1, 7.1 und 8.1) mit selbst entwickelten User-
Routinen fur das Kriechen und die Materialschadigung verwendet.

Die Vernetzung ist ebenso wie beim thermischen Modell axialsymmetrisch. Die Kno-
tenpositionen und die Elementgeometrien der Behalterwand entsprechen exakt de-
nen des thermischen Modells. Somit ist eine problemlose Ubertragung der Tempera-
turbelastung aus dem thermischen Modell mdglich.

Die Anzahl der Elemente Uber der Wanddicke variiert mit der Hohe bzw. mit der auf
der Meridianlinie verlaufenden Wegkoordinate. In dem stark belasteten Gebiet des
heiRen Fokus werden 8 Elemente Uber der Wanddicke verwendet, in den weniger
beanspruchten Gebieten oberhalb und unterhalb des heilden Fokus sind es 4 Ele-
mentschichten. Zur Vernetzung wird der ANSYS-Elementtyp PLANE182 verwendet.
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4.2 Belastungen

In die mechanische Berechnungen gehen folgende Belastungen ein:
¢ Innendruck (im Falle der FOREVER-Experimente ca. 25 bar)
o Gewichtskrafte (Eigengewicht von Schmelze und Behalter)
e Temperaturfeld in der Behalterwand

Innendruck und Gewichtskrafte verursachen primare Spannungen, die durch Verfor-
mung der Behalterwand nicht abgebaut werden, sondern sogar ansteigen (Wanddi-
ckenabnahme). Der Anteil der Gewichtskrafte an den Primarspannungen ist bei der
FOREVER-Geometrie gegenuber dem Anteil des Innendrucks vernachlassigbar (vgl.
Tabelle 2-2).

Demgegenuber werden durch die Temperaturgradienten Sekundarspannungen her-
vorgerufen, die durch viskoplastische Verformung abgebaut werden. Da im Falle der
FOREVER-Experimente die Maximaltemperatur in der Behalterwand unterhalb der
Schmelztemperatur von Stahl liegt, wirde ohne den Innendruck kein Behalterversa-
gen auftreten.

Dagegen ist im prototypischen Fall ein Versagen auch ohne Innendruck denkbar, da
hier der Anteil der Gewichtskrafte nicht mehr vernachlassigbar ist und da die Maxi-
maltemperaturen oberhalb der Schmelztemperatur des Stahls liegen.

Im FE-Modell wird der Innendruck als Flachenbelastung aufgepragt. Es ist zu be-
rucksichtigen, dass mit zunehmender Verformung des Behalters zwei Faktoren zu
einer Erhdhung der Primarbeanspruchen fuhren: 1. die Vergrolerung der Oberfla-
che, die mit dem Druck beaufschlagt wird, und 2. die Wanddickenabnahme. Beides
wird im Modell automatisch berucksichtigt. Die Gewichtskraft des Behalters wird
durch ein mit der Fallbeschleunigung beschleunigtes Bezugsystem bertcksichtigt,
wahrend die der Schmelze als eine aquivalente Flachenlast modelliert wird. Das
Temperaturfeld wird sequentiell aus der transienten thermischen Berechnung (Kap.
3) ubernommen (siehe dazu auch Kapitel 5 — Kopplung).

4.3 Elastisch-viskoplastische Materialeigenschaften

Bei der Verformung des Materials sind prinzipiell drei Anteile in Betracht zu ziehen:
die elastische Verformung, Kriechen und die plastische Verformung. Das Kriechen ist
ein zeitabhangiger Vorgang, der bei hoheren Temperaturen (bei Stahl oberhalb
500 °C) aber bereits bei beliebig kleinen Spannungen einsetzt. Demgegenuber ist die
plastische Verformung ein prompter Vorgang, der aber erst oberhalb einer bestimm-
ten Spannungsschwelle — der FlieRspannung — einsetzt. Die Plastizitat kann prinzi-
piell schon ab Raumtemperatur einsetzen, jedoch nimmt die Schwelle (FlieRspan-
nung) mit steigender Temperatur ab. Beide Verformungsanteile kbnnen gleichzeitig
auftreten und sind Uber die geometrische Entfestigung der Struktur miteinander ge-
koppelt (z.B. durch verformungsbedingte Wanddickenabnahme und damit verbunde-
nem Ansteigen der wahren Spannung). Die elastische Verformung ist klein gegen-
uber der Kriechverformung und der plastischen Verformung, sie verursacht aber die
Spannungen. Das elastische Materialverhalten wird als isotrop angenommen und ist
daher durch den temperaturabhangigen E-Modul und die konstante Querkontrakti-
onszahl (v=0.3) vollstandig bestimmt. Das Bild 4-1 zeigt das temperaturabhangige
Verhalten des E-Moduls sowie der FlieRgrenze und der Zugfestigkeit fur T6MNDS5.
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Bild 4-1: Temperaturverlauf der FlieRspannung (Yield Stress), der Zugfes-
tigkeit (True Ultimate Stress) und des E-Moduls (Young’s Modulus, rechte
Achse)

Grundlage fur die Erstellung der viskoplastischen Materialdatenbasis sind die expe-
rimentellen Ergebnisse des REVISA-Projektes, das im 4. Rahmenprogramm von der
EU geférdert wurde [Mongabure und Desmet 1999, lkonen 1999]. In diesem Projekt
wurden sowohl Zeitstandsversuche (Kriechversuche) als auch Zugversuche im Tem-
peraturbereich von 600 °C bis 1300 °C fur den franzésischen RDB-Stahl 16 MND5
durchgefuhrt. Die Ergebnisse liegen als Exceldateien vor.

In den Zugversuchen und Zeitstandsversuchen werden Nominalspannungen (Zug-
kraft dividiert durch Anfangsquerschnitt) und Nominaldehnungen (Langenzuwachs
dividiert durch Ausgangslange) gemessen. In der FE-Modellierung werden die wah-
ren GrolRen bendtigt, die Umrechnung erfolgt nach den bekannten Gleichungen:

e=¢" =In(1+&™") Gl 41

c=c"=c""-(1+¢

nom )

Wenn im Folgenden der Index ,tr (fur true) oder ,nom* (fur nominal) nicht explizit
angegeben wird, handelt es sich um wahre Grolen.

4.3.1 Generierung der Kriechdatenbasis

Das Kriechverhalten von Stahlen wird Ublicherweise durch analytische Formeln, so-
genannte Kriechgesetzte, beschrieben, die je nach Ansatz eine Anzahl freier Para-
meter beinhalten [Altstadt, 2003]. Ein haufig verwendetes Kriechgesetz ist:

é=d o &b -exp{—%} Gl 4-2

In dieser Gleichung ist die Dehnrate & in Abhangigkeit der wahren Spannung o, der
bereits erreichten wahren Dehnung ¢ und der vorherrschenden Temperatur T ausge-
druckt. Da der Exponent d; fur die meisten Stahle negativ ist, wird die dargestellte
Gleichung als Dehnungsverfestigungsmodell bezeichnet; es ist € < 0. Die Koeffizien-
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ten werden so angepasst, dass eine beliebige Anzahl von Kriechversuchen von kon-
stanter Last und Temperatur mit moglichst geringer Abweichung wiedergegeben
werden kdnnen. Bei der praktischen Anwendung ist es aber oft schwierig, eine zu-
friedenstellende Koeffizientenanpassung fiur groRere Temperatur- und Spannungsbe-
reiche zu finden — die Koeffizienten selbst hangen ebenfalls von der Spannung und
von der Temperatur ab. Ein weiterer Nachteil dieser analytischen Beschreibung (Gl
4-2) ist, dass mit einem Koeffizienten d; nur das primare Kriechstadium beschrieben
werden kann. Es ist aber erforderlich, auch das sekundare Kriechstadium (£=0)
bzw. das tertiare Kriechstadium (€ > 0) in der Modellierung zu erfassen. Daher wurde
fiir den FE-Code ANSYS® eine Erweiterung der Kriechmodellierung entwickelt [Alt-
stadt 2003, Altstadt und Mdssner 2000]. Grundlage dafur sind die Benutzerschnitt-
stellen von ANSYS (UPF — User Programmable Features), die es erlauben selbst
entwickelte FORTRAN-Routinen in den Code einzubinden. Fir die Programmierung
wurde der Compaq Visual Fortran® Compiler in einer WINDOWS 2000® -Umgebung
verwendet.

Die Realisierung dieser Kriechmodellierung geht von einer verallgemeinerten Formu-
lierung der Dehnungsverfestigung aus:

" =1f(e";0;T) Gl 4-3

Dieser Zusammenhang gilt fur primares, sekundares und tertiares Kriechen. Die
Gleichung wird kann in diskretisierter Form als eine Menge von Wertepaaren darge-
stellt werden:

gy Eq
S Gl 4-4

€
(n) T=cnst;c=const

€ (m)

Diese Wertepaarmengen lassen sich flr verschiedene Spannungs- und Temperatur-
niveaus formulieren. Sie kdénnen entweder direkt aus Kriechversuchen gewonnen
werden oder aus der Kombination verschiedener analytischer Kriechformeln flr das
primare, sekundare und tertiare Kriechstadium. Die vollstandige Kriechdatenbasis
lasst sich wie folgt darstellen:

T, T,
Gy G Ok, Ok Mk
e ] e e e,
N1,1 Nl,Ml NK,I NK,MK Gl 4-5
(81,1,1 ; é1,1,1 ) e (81,M1,1 ; él,Ml,l ) e (8 K.L1> éK,l,l ) e (8 K,MK,1 > éK,MK,l )
(81,1,N SELLN ) (81,M1,N SELMIN ) (8 KNS ERIN ) e (SK,MK,N S €K MKN )

Der erste Index bezieht sich auf die Temperatur, der zweite auf die Spannung und
der dritte auf die Dehnung. K ist die Anzahl der Temperaturniveaus, MK die Anzahl
der Spannungsniveaus innerhalb des K-ten Temperaturniveaus und N die Anzahl der
Dehnungs-Dehnraten-Paare innerhalb eines Temperatur- und Spannungsniveaus.

Zur Eingabe der Kriechdatenbasis wird in ANSYS die UPF-Routine user01 verwen-
det [ANSYS 2001]. Die Daten missen vom Benutzer als ASCII-Files bereitgestellt
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werden (je ein File fur jedes Temperatur-Spannungs-Niveau, [Altstadt 2003]). Fir
den RDB-Stahl liegt die Kriechdatenbasis in elektronischer Form vor.

Zur Realisierung der Berechung des Kriechdehnungsinkrements wurden die UPF-
Rountinen USERCR.F (expliziter Kriechalgorithmus) und USERCREEP.F (impliziter
Kriechalgorithmus) entwickelt und in den ANSYS-Code eingebunden. In diesen Rou-
tinen wird das skalare Kriechdehnungsinkrement Ag® =¢“ -At durch nichtlineare
Interpolation aus der Kriechdatenbasis (Gl 4-5) ermittelt::

or . . .
Ag™ = [Wl L TWo € T Wi €y TWe 8y

Gl 4-6
TWs €y TWe i +Wq €y TWs 'SH;H;H]'At
wobei sich die Gewichte w4 bis wg wie folgt ermitteln lassen:
(e ™~ )-(oly —0™ ) (6L —€)
Wl - —qp /Ty —qp /Ty s L
(e —¢ )'(GL;H _GL;L)'(SL;L;H _SL;L;L)
(e /M ™My .(oty, —6™) (68, )
Wz:(e_qL/TH _e_qL/TL)_(GrL _GrL )(8 —c )
L;H L;L L;L;H L;L;L
(e ™ —e™'" ). (6" —of ) (e um —©)
W3:(e_qH/TH _e_qH/TL),(GrL _GrL )(8 —c )
L:H L.L L:H;H L;H;L
(e /™ —e ™) (6" —of ) (6 =€ )
W4:(e*CIH/TH _e*QH/TL),(GrL _GfL )(8 —g )
L;H L;L L;H;H L:H:L
(e —e™ M) (ot ~0™) (Eypm —0)
WS - (e*QL/TH _e*QL/TL)_(GTH _Gl’H )(8 —g )
H;H H;L H;L;H H;L;L
(e_qL/T —e /M )'(GE'H ~-c™ ) (=€)
w6 - (e_qL/TII _e_qL/TL),(GrII _GrII )(8 —g )
H;H H;L H;L;H H;L;L
(e —e M) (0" —ol ) (€ —©)
N e e ) (0l 0 ) et ~ Erree) Gl 47
H;H H;L H;H;H H;H;L -
—qu /T _
(e o —C qH/TL)'(GrH _GE;L)'(S_sH;H;L)
Wy

(e_qH/TH —e W/ )'(G;-II_I;H _GE;L)'(SH;H;H _SH;H;L)

Dabei sind die indizierten Groen (z.B. T, ,c,,,, &, ) die Werte aus der Datenbasis

(Gl 4-5) und die nicht indizierten GroRen (T,o, ¢) die aktuellen Werte (an einem In-
tegrationspunkt eines Elements). Es gilt stets:

T, <T<T,
{GL;L;GH;L}S c < {GL;H;GH;H} Gl 4-8
{SL;L;L;SL;H;L;SH;L;L;SH;H;L}S (S {SL;L;H;SL;H;H;SH;L;H;SH;H;H}

Die Parameter r und g ergeben sich aus:
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_ ln(éH;L;L /éL;L;L) . _ ln(‘éH;H;L /éL;H;L)
qL - s qH -
/T, —1/T, /T, —1/T, Gl 4o
_ ln(éL;H;L /éL;L;L) . _ ln(éH;H;L /éH;L;L)

b

h’l(GL;H /GL;L) - ln(csH;H /GH;L)
Weitere Einzelheiten sind in [Willschutz et al 2001] und [Altstadt 2003] zu finden.

Bei der Beschreibung des Kriechverhaltens ist die Modellierung des tertiaren Stadi-
ums am kompliziertesten. Die Kriechgesetze bzw. die Kriechdatenbasis fur FE-
Algorithmen beruhen auf wahren Spannungen und Dehnungen. Dagegen sind
Kriechversuche i.a. kraftkontrolliert, d.h. die wahre Spannung ist im Verlauf des Ver-
suchs nicht konstant (infolge der Abnahme des Querschnitts und der Einschnirung).
Die wachsende Kriechdehnrate, die im tertiaren Stadium des Kriechversuchs beo-
bachtet wird, hat zwei Ursachen:

1. geometrische Kriechbeschleunigung infolge der Reduktion des Querschnitts
und der Einschnurung

2. abnehmender Kriechwiderstand des Materials infolge von Geflugeanderungen
(Poren, Mikrorisse)

In FE-Modellen wird die geometrische Kriechbeschleunigung automatisch beruck-
sichtigt, sofern die Option flr grof3e Dehnungen aktiviert ist (ANSYS Kommando:
NLGEOM,ON). Um die materialbedingte Kriechbeschleunigung zu beschreiben, gibt
es zwei grundsatzliche Mdglichkeiten: i) Benutzung eines Kriechgesetzes bzw. einer
Kriechdatenbasis mit € >0 (z.B.. fir d3>0 im Fall von Gl 4-2); ii) Benutzung einer
Kriechdehnrate, die an die Materialschadigung gekoppelt ist. Bei der zweiten Option
wird Gl 4-3 modifiziert zu:

7 = T(D5e"30,T) = ("0 T) Gl 4-10

mit D als Schadigungsparameter (Kapitel 4.4). Das Kriechdehnungsinkrement aus
Gl 4-6 ergibt sich entsprechen zu:

a : . : :
Ag '[Wl Cr TWo 8 T W8y TWy 8y

1-D
TWs 8y tWe €y TW, "L + Wy 'SH;H;H]'At

Gl 4-11

In diesem Fall enthalt die Kriechdatenbasis nach Gl 4-5 den tertidren Bereich nicht,
sondern es wird hier die Fortdauer des sekundaren Bereichs (&€ = 0) unterstellt. Die
materialbedingte Kriechbeschleunigung wird durch die Schadigungskopplung reali-
siert, d.h. durch den Faktor (1-D)™.

4.3.2 Modellierung des plastischen Materialverhaltens

Fir die Modellierung der temperaturabhangigen Plastizitdt wurde das multilineare
isotrope Verfestigungsmodell von ANSYS mit 6 linearen Abschnitten an das gemes-
sene Materialverhalten angepasst. Die Spannungsdehnungskurven aus den Zugver-
suchen des REVISA-Projekts wurden dazu herangezogen. Allerdings waren gewisse
Modifikationen der gemessenen Kurven erforderlich. Die Zugversuche sind mit kon-
stanten Nominaldehnungsraten von ca. 1 %/min (fir T < 1000°C) und 1.18 %/min (fur
T >1000°C) durchgefuhrt worden. Das ist fur eine Trennung von Kriechen und Plas-
tizitat zu langsam. Bei diesen niedrigen Dehnraten dauert der Zugversuch so lange,
dass bereits signifikante Kriechdehnungen auftreten — insbesondere bei den héheren
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Temperaturen. Der Zugversuch ist somit teilweise ein Relaxationsversuch [Willschutz
und Altstadt 2002]. In den Zeitstandsversuchen werden deutlich hdhere Dehnungs-
geschwindigkeiten beobachtet als die 0.g. Werte flr die Zugversuche. Das fuhrt auch
dazu, dass die maximalen Spannungen in den Kriechversuchen teilweise Uber der
Zugfestigkeit aus dem Zugversuch liegen, da der Verformungswiderstand der Zug-
probe und damit die gemessene Spannung mit steigender Verformungsgeschwindig-
keit steigt.

Far die im FE-Modell zu benutzenden Spannungs-Dehnungskurven wurde deswegen
fur jedes Temperaturniveau folgendes Konstruktionsmuster verwendet:

e Punkt 1: 0.05% wahre Dehnung unter der Annahme einer rein elastischen
Verformung, d.h. die zugehdrige Spannung ergibt sich aus
c,(T)=E(T)-0.0005.

e Punkt 2: Spannung bei 0.2% Dehnung aus wahrer Spannungs-Dehnungs-
Kurve des Zugversuchs

e Punkt 3: Spannung bei 1.0% Dehnung aus wahrer Spannungs-Dehnungs-
Kurve des Zugversuchs

e Punkt 4: Spannung bei 5.0% Dehnung aus wahrer Spannungs-Dehnungs-
Kurve des Zugversuchs

e Punkt 5: Hochste beobachtete wahre Spannung vor der Einschnurung (ent-
weder aus Kriechversuch oder aus Zugversuch) bei der zugehdrigen wahren
Dehnung (Gleichmalddehnung)

e Punkt 6: Maximalspannung bei der beobachteten Bruchdehnung aus dem
Zugversuch. Da aus den experimentellen Daten die Einschnirung nicht her-
vorgeht, wird die wahre Bruchdehnung wie eine Gleichmalidehnung ermittelt
(Gl 4-1). Die Maximalspannung ergibt sich durch geringflugige Erhéhung der
im Punkt 5 verwendeten Spannung.

In Bild 4-2 sind exemplarisch die Verhaltnisse fur das Temperaturniveau 800 °C dar-
gestellt. Die gestrichelte Linie mit den gefullten schwarzen Quadraten stellt den im
Code modellierten Spannungs-Dehnungs-Verlauf dar. Die modellierte Zugfestigkeit
liegt mit ca. 120 MPa deutlich hdher als die im REVISA-Zugversuch gemessene
Spannung (REVISA Eng. Strain/Stress) bzw. die dazugehérige wahre Spannung
(REVISA True Strain/Stress) von ca. 80 MPa, weil die hochste aus dem Kriechver-
such berechnete Spannung etwa 120 MPa betrug, wie der Verlauf der Kurve
,REVISA 65MPa Creep Test* verdeutlicht. Im dargestellten Beispiel betrug die
Kriechdehnrate im Bereich einer wahren Dehnung von 25% etwa 1 %/min. Dies kor-
respondiert sehr gut mit dem im Bild 4-2 dargestellten Schnittpunkt ,A“ der wahren
Spannungs-Dehnungs-Verlaufe aus Kriech- und Zugversuch. Kurz vor Versagen der
Kriechprobe wurde eine Kriechdehnrate von etwa 10 %/min erreicht. Die gemesse-
nen und modellierten Spannungs-Dehnungs-Kurven flr alle Temperaturniveaus sind
im Anhang dargestellt (Bilder A-14 bis A-26).
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Bild 4-2: Modellierung der Spannungs-Dehnungskurve bei T = 800 °C

4.3.3 Validierung der Materialdatenbasis

Wahrend und nach der Entwicklung und Implementierung der Materialdatenbank und
der Kriechdatenbasis wurde das ANSY S-Materialmodell stufenweise validiert:

i) Die Anwendung auf jeden einzelnen REVISA-Test ab 600°C erfolgte paral-
lel zur Entwicklung (1D-Validierung fur 16MNDS).

i) Die Anwendung auf den RUPTHER-14-Test (2D, kleinskalig, 16MND5)
und

iii)) die Anwendung auf MPA-Meppen-Test (2D, grof3skalig, 20 MnMoNi 5 5)

Bei der Validierung der Materialdatenbasis wurde auch untersucht, inwieweit sich die
chemisch sehr ahnlichen RDB-Stadhle 16MND5 (franzdsische Norm) und
20MnMoNi5-5 (deutsche Norm) unterscheiden, bzw. ob es mdglich ist eine einzige
Materialdatenbasis zu verwenden. Beide RDB-Stahle 16MND5 und 20 MnMoNi 5 5
orientieren sich an der ASTM-Norm fur den amerikanischen RDB-Stahl SA 533 B.
Die chemische Zusammensetzung ist aquivalent, bei der Warmebehandlung gibt es
geringfligige Unterschiede. Die Tabelle 4-1 gibt einen Uberblick zur chemischen Zu-
sammensetzung. EC-3b und EC-4 sind die FOREVER-Tests aus Tabelle 2-3. In der
Tabelle sind auch die Materialwerte der LHF- und OLHF-Versuche in den U.S.A.
[Chu et al 1999, Mongabure 2000] aufgefuhrt. Alle Materialchargen entsprechen dem
ASTM Standard, mit der Ausnahme des etwas hoheren Ni-Gehalts bei 16MNDS und
20 MnMoNi 5 5.
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Tabelle 4-1: Chemische Zusammensetzung der RDB-Stahle nach ASTM-Standard
und in verschiedenen Experimenten

Gewichts-% C Si Mn P S Cr Ni Mo Cu
SA 533 B (ASTM min) 0.000 {0.130 |1.070 | 0.000 {0.000 |... 0.370 {0.410 |...

SA 533 B (ASTM max) 0.250 {0.450 |1.620 | 0.035 [0.035 |... 0.730 |0.640 |...

RUPTHER (16MND5) 0.170 | 0.251 | 1.440 | 0.004 |0.002 |0.200 |0.750 |0.510 |0.010
EC-3b (16 MND5) 0.138 |{0.230 [ 1.190 | 0.009 | 0.004 |0.251 |0.523 |0.466 |0.091
EC-4 (SA 533 B) 0.155 {0.252 |1.120 | 0.012 | 0.001 | 0.046 [0.417 |0.424 | 0.028
Meppen (20MnMoNi5.5) |0.210 |0.240 | 1.480 |0.008 | 0.005 |0.200 |0.800 |0.520 | 0.070
LHF (SA 533 B) 0.170 | 0.200 | 1.220 | 0.006 |0.010 |0.100 |0.670 |0.550 |0.009
OLHF(SA 533 B) 0.172 |0.286 | 1.290 |0.013 | 0.001 |0.046 |0.520 |0.490 |0.021

In der Tabelle 4-2 sind fur die Chargen des RUPTHER-Experiments [Mongabure und
Desmet 1999] und des MPA-Meppen-Experiments [Obst et al 1988] die Warmebe-
handlungsdaten und die mechanischen Eigenschaften bei Raumtemperatur angege-
ben.

Tabelle 4-2: Warmebehandlung und mechanische Eigenschaften bei Raumtempera-
tur (RT) fir 16MND5 und 20 MnMoNi 5 5; WK — Wasserkihlung , LK — Luftkihlung,
OK — Ofenkuhlung

Material 16MND5 (RUPTHER) 20 MnMoNi5 5 (MPA Meppen)
Abschrecken 885 °C (8.7 h); WK 920°C (6.5h); WK

Anlassen 644 °C (9 h); LK 657 °C (9 h); LK
Spannungsarmglihen 623 °C (6.3 h); OK K. A.

Mikrostruktur bainitisch bainitisch

Streckgrenze (bei RT) 473 ... 488 MPa 567 ... 624 MPa

Zugfestigkeit (bei RT) 620 ... 724 MPa 635 ... 726 MPa

Elongation (bei RT) 25% 22%

Einschniarung (bei RT) | 73% 64..69 %

Auf Grund der Unterschiede in der Warmebehandlung ist die Festigkeit von 16 MND5
geringflgig niedriger als die von 20 MnMoNi 5 5, daflr weist 16MND5 eine etwas
bessere Duktilitat auf. Die Nachrechnung der Kriechversuche ist im Anhang A2 dar-
gestellt. In Anbetracht der starken Streuung im Kriechverhalten selbst bei identischen
Materialchargen wurde darauf geachtet, dass die Kriechdatenbasis alle Kriechversu-
che der REVISA-Tests konservativ bezlglich der Versagenszeit beschreibt. Bild 4-4
zeigt zwei Kriechversuche aus dem MPA-Meppen-Experiment und einen vergleich-
baren Versuch aus dem REVISA-Projekt sowie die entsprechende Simulation mit der
Kriechdatenbasis. Man erkennt, dass die Streuung innerhalb einer Charge in der
gleichen Grélenordnung liegt wie der Unterschied zwischen 16MND5 und
20 MnMoN:i 5 5.

Prinzipiell lassen sich individuelle Kriechversuche beliebig genau nachrechnen, wenn
die Kriechdatenbasis entsprechend angepasst wird. Das ist in Bild 4-4 demonstriert.
Fir einen REVISA-Tests wurde der tertidre Bereich mit verschienen Ansatzen
modelliert (vgl. Kapitel 4.3.1). Die beste Ubereinstimmung wird mit der Schadigungs-
kopplung erzielt (Gl 4-10, hellblaue Kurve). Es ist auch zu sehen, dass die geometri-
sche Kriechbeschleunigung alleine nicht ausreicht, um das tertiare Verhalten richtig
zu beschreiben (grine Kurve). Die genaue Anpassung aller REVISA-Tests wurde bei
der Entwicklung der Kriechdatenbasis wegen der oben diskutierten Streuung nicht
angestrebt.
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Bild 4-3: Kriechversuche fur 20MnMoNi55 und 16MND5 sowie Nachrech-

nung mit ANSYS.
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Bild 4-4: Kriechversuch bei 1100 °C und Nominalspannung 4 MPa des
REVISA-Projekts, sowie ANSYS-Rechnungen mit verschiedener Modellie-

rung des tertiaren Bereichs
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4.3.3.1 RUPTHER Posttest-Rechnungen

Das betrachtete RUPTHER-14-Experiment wurde von CEA in Frankreich durchge-
fuhrt [Mongabure and Desmet 1999]. In Bild 4-5 sind die wesentlichen geometrischen
Daten dieses in horizontaler Ebene rotationssymmetrisch aufgebauten Experiments
wiedergegeben. Die vertikal zentrierte Anordnung der externen Heizspule verursach-
te ein Temperaturfeld, dessen Maximaltemperaturen ebenfalls vertikal zentriert wa-
ren. Die daraus resultierende Kriechverformung bei einer Innendruckbelastung kann
daher so erwartet werden, wie sie in Bild 4-6 beispielhaft flir eine ANSYS-Rechnung
dargestellt ist. Auch fur die Versagensposition ergibt sich in Experiment und Rech-
nung eine vertikal zentrierte Lage. Qualitativ und quantitativ stimmen die im Experi-
ment beobachtete und die berechnete Verformung und die Versagensposition sehr
gut Uberein.

Bild 4-7 gibt den geplanten Belastungsverlauf und die gemessene beziehungsweise
berechnete Durchmesserzunahme in der Mitte des Rohres wieder. Obwohl verschie-
dene Randbedingungen angewendet wurden und leichte Temperaturvariationen vor-
genommen wurden, war es nicht mdglich, exakt die experimentell ermittelte Zeitab-
hangigkeit der Verformung mit dem FE-Modell zu erhalten.

Die Ursache fur diese Abweichung wird eher in nicht genligend exakten Messdaten
des Experiments vermutet, als dem Modell zugeschrieben. Insbesondere der Tempe-
raturverlauf zu Beginn der Hochtemperaturphase scheint von Einschwingvorgangen
beeinflusst worden zu sein. Aullerdem ergibt sich eine prinzipiell zu niedrig gemes-
sene Temperatur bei aul3en auf dem Werkstlick montierten Thermoelementen, wenn
uber die Werkstuckoberflache groRe Warmestrome abgefuhrt werden. AulRerdem
konnen geringe Fertigungsfehler des mit 2 mm recht dinnwandigen Rohres zu den
gemessenen Werten beigetragen haben, denn eine Stutzwirkung des umgebenden
Materials, wie sie in dickwandigen Strukturen beobachtet wird, ist hier nicht zu erwar-
ten. Schlie3lich kann eine gegenseitige Beeinflussung der lokalen induktiven Heiz-
leistung und der Verformung des Rohres vorgelegen haben. Insgesamt erscheint der
Vergleich zwischen Experiment und Rechnung zufriedenstellend.
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Bild 4-5: Schema des RUPTHER-14-Experiments
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Bild 4-7: Zeitlicher Verlauf der gemessenen Rohraufwei-
tung, der Temperatur und des Drucks sowie der berechne-
ten Verschiebungen mit verschiedenen Materialparame-

tern.
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4.3.3.2 MPA-Meppen Posttest-Rechnungen

Das MPA-Meppen-Experiment wurde 1988 auf einem Testgelande der Bundeswehr
durchgefuhrt [Obst et al 1988]. Im Vergleich zum RUPTHER-Experiment handelt es
sich hier mit einer Wanddicke von 47 mm im Versagensbereich um eine relativ dick-
wandige Struktur (Bild 4-8). Abgesehen von der gréfReren Dimension und der Ver-
wendung des deutschen Stahls 20 MnMoNi 5 5 anstelle des franzésischen 16MND5
sind beide Experimente ahnlich.

Die erzielten Ergebnisse der FE-Rechnungen [Willschuetz and Altstadt 2002] sind
auch hier sehr zufriedenstellend hinsichtlich der resultierenden Verformungen, wah-
rend die Zeitabhangigkeit der Ergebnisse auch hier eine geringe Unsicherheit bezug-
lich des Temperaturniveaus impliziert (Bild 4-9).
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Bild 4-8: Geometrie des MPA-Meppen-Experiments
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Bild 4-9: Berechnete und gemessene radiale Verschiebung des Rohres
bei y=0 (Bild 4-7) Uber der Zeit, sowie Verlauf von Druck und Temperatur-
last, MPA-Meppen-Experiment

4.4 Modellierung der Materialschadigung

Die Materialschadigung infolge von signifikanten Kriechdehnungen bzw. plastischen
Dehnungen wird mit einem skalaren Schadigungsparameter D beschrieben, der bei
jedem Lastschritt (Zeitschritt) der FE-Analyse inkrementiert wird. Das Schadigungs-
inkrement ist:

Agg, Ael,,
AD = T —+ —— 'R, Gl 412
8?:3.0 (09 T) Srtgrac (T)
wobei ;. (c,T) die wahre Kriechbruchdehnung aus dem Kriechversuch bei konstan-

ter Temperatur und Spannung und ¢’ (T) die wahre Bruchdehnung im Zugversuch
ist. R, ist eine Funktion, welche die Triaxialitdt des Spannungstensors bertcksichtigt
[Lemaitre 1996]:

2
szg-(l+v)+3-(1—2v)-(GhJ Gl 4-13

eqv

wobei o, die hydrostatische Spannung und o, die von-Mises Vergleichsspannung
ist. Die akkumulierte Schadigung ist:

Idstep

D= ) AD, Gl 4-14
i=1

In der FE-Analyse wird fir jedes Element eine Schadigung D berechnet. Wenn fir
ein Element der Wert D = 1 erreicht wird, so wird es deaktiviert, indem seine Steifig-
keit mit 10 multipliziert wird. Firr diesen Zweck wurde die UPF-Routine UELMATX.F
entwickelt. Fur die Initialisierung der Schadigungsberechnung sowie das dafur erfor-
derliche Postprocessing wurden ebenfalls entsprechende Fortran-Routinen pro-
grammiert [Altstadt 2003].
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5 Kopplung von thermischer und mechanischer Rech-
nung

5.1 Problemstellung

Ein wesentliches Ziel ist es, die gegenseitige Beeinflussung der thermodynamischen
und mechanischen Vorgange zu bericksichtigen. Der Einfluss der Thermodynamik
auf das mechanische Verhalten der Behalterwand liegt auf der Hand:

¢ Die elastischen und viskoplastischen Materialeigenschaften sind temperatur-
abhangig

¢ Infolge von Temperaturgradienten entstehen durch verhinderte thermische
Dehnungen Spannungen in der Behalterwand

Aber es ist auch eine Ruckkopplung vom mechanischen Verhalten auf die Thermo-
dynamik zu berucksichtigen:

¢ Infolge der viskoplastischen Verformung des Behalters verandert sich die Ge-
ometrie des Schmelzepools; die Volumenzunahme Behalterinhalts fuhrt au-
Rerdem zu einer Absenkung des Schmelzespiegels

e Die viskoplastische Verformung der Behalterwand flhrt zu einer lokalen Ab-
nahme der Wanddicke mit einer entsprechenden Verminderung des Warme-
widerstandes

e Mit der viskoplastischen Verformung ist eine VergroRerung der Behalterau-
Renflache und damit eine erhohte Warmeabstrahlung verbunden

Deshalb ist eine vollstandige sequentielle und rekursive Kopplung des thermischen
und des mechanischen Modells notwendig. Fur die weiteren Ausfuhrungen wird der
in der Terminologie des eingesetzten Finite-Elemente-Programms ANSYS® [Ansys
2003] verwendete Begriff einer ,physikalischen Umgebung“ (physical environment)
ubernommen. Eine physikalische Umgebung bezeichnet hierbei ein vollstandiges
Modell zur Lésung eines Problems in einem Teilgebiet der Physik (z. B. Mechanik,
Thermohydraulik, Elektromagnetik).

Die Randbedingungen und Belastungen innerhalb einer physikalischen Umgebung
setzen sich zusammen aus Basislasten (base loads) und Folgelasten (coupled lo-
ads). Lasten, die nicht an eine andere physikalische Analyse gebunden sind, werden
als Basislasten bezeichnet. Eine Basislast im vorliegenden Fall ist beispielsweise die
Warmequelldichte in der thermischen Analyse, diese ist unabhangig von der Losung
der mechanischen Analyse. Umgekehrt beeinflusst die Losung der thermischen Um-
gebung nicht die Druckbelastung in der mechanischen Analyse.

Im Gegensatz zu den Basislasten resultieren die Folgelasten aus der vorhergehen-
den LOsung einer anderen physikalischen Umgebung. In dem betrachteten Modell ist
beispielsweise die thermische Belastung, die aus dem im thermischen Modell be-
rechneten Temperaturfeld hervorgeht, eine Folgelast fur die mechanische Analyse.

Wie bereits in Kapitel 3 ausgeflhrt, ist eine CFD-Simulation zur Losung der thermi-
schen Umgebung zu aufwandig. AuRerdem gelten die zur Verfigung stehenden Tur-
bulenzmodelle als nicht geeignet zur Simulation prototypischer Anordnungen, des-
wegen wird die ECCM-Methode zur Losung der thermischen Umgebung verwendet.
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5.2 Programmtechnische Realisierung

5.2.1 Allgemeine Modelldefinition

Die Makrosprache APDL (ANSYS Parametric Design Language) wurde zur Pro-
grammierung der Simulation der Schmelzertickhaltung in einer Bodenkalotte ver-
wendet. Im Laufe der Realisierung des gekoppelten Modells wurde festgestellt, dass
statt der prinzipiell notwendigen zwei Umgebungen, thermische und mechanische,
drei Umgebungen zur Simulation der Schmelzertckhaltung erforderlich sind:

e thermische Umgebung zur Temperaturfeldberechnung

e mechanische Umgebung zur Berechnung der viskoplastischen Behalterver-
formung

e mechanische Umgebung zur Berechnung der Schmelzeseedeformation

Es sind zwei mechanische Umgebungen (Modelle) erforderlich, weil innerhalb der
mechanischen Analyse sehr unterschiedliche Materialeigenschaften und Material-
modelle zu berutcksichtigen sind. Mit nur einer mechanischen Umgebung konnte kei-
ne Konvergenz erreicht werden. Die flussige Schmelze wird vor allem durch ihr
Kompressionsverhalten beschrieben, der Widerstand gegen Gestaltanderung ist sehr
gering. Es kdonnen keine Schubspannungen uber-
tragen werden. Dagegen kénnen in der Stahlwand
alle Spannungszustande auftreten, es liegt ein ho-
her Widerstand gegen Volumen- und Gestaltande-
rung vor. Das gleichzeitige Bertcksichtigen von
Schmelze und Stahlwand in einem Ldsungsschritt
wuirde somit zu einer schlecht konditionierten Ge-
samtsteifigkeitsmatrix fihren. Die mechanische
Lésung des Problems erfolgt daher in zwei Schrit-
ten (in zwei Umgebungen). Diese Vorgehensweise
hat sich als numerisch wesentlich robuster erwie-
sen.

Bevor die einzelnen physikalischen Umgebungen
definiert werden, wird ein allgemeines Modell er-
zeugt, im folgenden GPE (General Physics Envi-
ronment) genannt. Im GPE werden Geometrie, Un-
terkoordinatensysteme, Vernetzung und Material-
attribute vorgegeben. Eine zwingende Vorausset-
zung bei der Definition des GPE ist, dass die in den
einzelnen physikalischen Umgebungen verwende-
ten Elementtypen bezuglich ihrer Form und Kno-
tenanzahl miteinander kompatibel sind. Bevor das
GPE vernetzt wird, werden den einzelnen Modell-
zonen, (bei einem 2D-Modell sind das Flachen)
Attribute zugewiesen. Diese Attribute beinhalten
Angaben zu Materialien, Konstanten und Element-
typen, die mit der entsprechenden Zone verbunden
sein sollen.

Bild 5-1: Elementplot eines B@Id 5—1. zeig’F beispielhaft einen EIe_menthot far Qie
FOREVER-Modells mit farblich  Simulation eines FOREVER-Experiments. Farblich

unterschiedenen Materialzonen unterschieden sind die verschiedenen Materialzo-
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nen: Stahl (blau), Schmelze (dunkelgrin), Isolation (orange) und die ,verschmierte
Zone* (hell-gran). In der verschmierten Zone befinden sich verschiedene Einbauten
und Halterungen fur den Heizer, die Isolation und die Thermoelemente. Zusatzlich
wurde innerhalb dieser Zone lose Glaswolle verteilt.

Die unterschiedlichen Materialien entsprechen den unterschiedlichen Zonen. Ledig-
lich der waagerechte Behalterflansch, der wie Zylinder und Bodenkalotte aus Stahl
besteht, ist einer weiteren von Zylinder und Bodenkalotte unterschiedlichen Zone
zugeordnet, da der Flansch nur in der thermischen Analyse berucksichtigt wird und in
der mechanischen Rechnung vernachlassigt wird.

Aufgrund der sich andernden Geometrie ist es insbesondere fur die Lastaufbringung
im transienten thermischen Modell notwendig, bestimmte einzelne Knotennummern
und Knotengruppen festzulegen, die dann unabhangig von ihrer aktuellen Position
aufgerufen werden kénnen.

In den einzelnen Umgebungen werden die Bereiche des Modells, die wahrend der
Analyse aktiv sind, mit entsprechenden Elementen vernetzt, wahrend die restlichen
Bereiche mit Nullelementen besetzt sind. Die Definition von Nullelementen geschieht
im Preprocessor, wodurch bei der Erzeugung der entsprechenden Modellmatrizen im
Solution Processor diese Elemente nicht bertcksichtigt werden. Daher sind Nullele-
mente nicht zu vergleichen mit deaktivierten Elementen (siehe Kapitel 4.4), deren
Beitrage zwar innerhalb der Matrizen verandert werden, die aber immer vorhanden
sind.

5.2.2 Thermische Umgebung

FiUr die Berechnung des Temperaturfelds sind alle Bereiche des Modells mit aktiven
thermischen Elementen vernetzt, es sind keine Nullelemente vorhanden und es wer-
den keine Elemente deaktiviert. Fur eine adaquate Modellierung der thermischen
Vorgange im FOREVER-Behalter oder im prototypischen Szenario muissen ver-
schiedene Merkmale erfullt werden. Im folgenden werden die physikalischen Anfor-
derungen, die Lésungsstrategie und die verwendeten Elementtypen beschrieben:

e Die Warmeleitung im Bereich der Behalterwand, der Isolation und der ver-
schmierten Zone wird mit 2D-Temperaturelementen (PLANESS) berechnet. Es
besteht die Option, die Isolation und die verschmierte Zone nicht zu modellie-
ren, wodurch ein grof3er Hohlraum im Behalter entsteht. Diese Option ist fur
die prototypischen Szenarien vorgesehen.

e Zur Simulation eines Schmelzegebiets mit inneren Warmequellen werden
ebenfalls 2D-Temperaturelemente (PLANES5) verwendet. Zusatzliche Routi-
nen steuern unter anderem die anisotropen Materialeigenschaften (vgl. Ab-
schnitt 3.2).

e An der Grenzflache zwischen Schmelze und Behalterwand muss eine tangen-
tiale Relativbewegung mdglich sein. Dies wird mit Kontakt- und Zielelementen
(CONTA171 und TARGE169) realisiert. Diese Elemente werden sowohl in der
thermischen Umgebung als auch in der Umgebung zur Schmelzeseedeforma-
tion verwendet. Dazu werden ihre Freiheitsgrade, Konstanten und Optionen
der jeweiligen Umgebung entsprechend festgelegt.

e Das Warmestrahlungssuperelement (MATRIX50) wird zu Beginn jeder thermi-
schen Analyse neu erzeugt, um der sich verandernden Hohlraumgeometrie
(innere weil3e Zone in Bild 5-1) Rechnung zu tragen. Falls keine Isolation und
keine verschmierte Zone modelliert wird (s.0.), wird der Warmestrahlungshohl-
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raum durch Behalterdeckel, Behalterwand und
Schmelzeoberflache gebildet. Bild 5-2 zeigt die
Form und Lage des Superelements zu Beginn
(blau) und zum Ende (grun) einer Rechnung fur
ein FOREVER-Szenario. Der unten links darge-
stellte Koordinatenursprung gibt die Lage des 20
globalen Koordinatensystems wieder, welches
sich am tiefsten Punkt der unverformten Behalte-
rinnenseite befindet. Das ebenfalls dargestellte
lokale Koordinatensystem ,20“ bezeichnet den
Mittelpunkt der unverformten Bodenkalottenhalb-
kugel und liegt damit auf der HOhe der Verbin-
dung zwischen Kalotte und Zylinder.

e Auf der AuRenseite des Behalters werden War- | __ &
mestrahlung und Konvektion berucksichtigt. Da 4. )
an der freien Oberflache der verwendeten Tem- c?:sdsstlyzaer":e?gpn::’g Lage
peraturelemente (PLANES5) nur eine Randbedin-
gung aufgebracht werden kann, wurden die Knoten an der Behalteraul3enseite
zusatzlich mit Oberflacheneffektelementen (SURF151) vernetzt. Diese Ele-
mente berlcksichtigen den Warmestrahlungsaustausch mit einer Umgebung
konstanter Temperatur. An den freien Oberflachen der den Festkorper simu-
lierenden Elemente (PLANES5) wird im Falle einer trockenen Umgebung eine
Konvektionsrandbedingung mit vorgegebenem Warmeubergangskoeffizienten
und konstanter Umgebungstemperatur vorgegeben. Im Falle einer externen
Flutung wird ein von der Ubertemperatur abhangiger Warmestrom simuliert.

5.2.3 Mechanische Umgebung zur Behalterverformung

Fir die viskoplastische Analyse der Behalterwand werden nur die Bodenkalotte und
der zylindrische Teil des Behalters vernetzt. Die verwendeten 2D-Strukturelemente
(PLANE182) mit jeweils 4 Knoten ermdglichen eine implizite Losung unter Berlck-
sichtigung groRer Deformationen aufgrund des Kriechens und der plastischen Ver-
formung. Alle Elemente in den anderen Modellzonen werden als Nullelemente dekla-
riert.

Bild 5-3 gibt die Knotenverteilung, die Druckrandbedingung und die Verschiebungs-
randbedingungen an der Symmetrieachse sowie am oberen Modellrand wieder. Die
Farbspreizung der dargestellten Druckbelastung resultiert aus der Bertcksichtigung
des zusatzlichen hydrostatischen Drucks, der durch die flissige Schmelze verursacht
wird. Zusatzlich zu den mechanischen Basislasten wird die Folgelast der aktuellen
Temperaturverteilung aus der letzten thermischen Analyse aufgebracht. Die weitere
Modellierung ist analog zur Beschreibung in Kapitel 4.



FZR-412 5 Kopplung von thermischer und mechanischer Rechnung Seite 45

PRES

252E407
252E+07
252E+07
252E+07
252E+07
252E+07
252E+07
252E407
252E407
252E+07

B000EE0OEN

Bild 5-3: Knotenplot mit
Druck- und Verschie-
bungsrandbedingungen

5.2.4 Mechanische Umgebung zur Schmelzeseedeformation

Fir die Simulation des absinkenden Schmelzesees und einer mdglichen Spaltbildung
zwischen Schmelzekruste und Behalterwand wurde eine zweite mechanische Um-
gebung entwickelt. Ausgehend von der letzten mechanischen Ldsung fur die Behal-
terwand wird die Kontur der Innenseite der Wand durch Zielelemente (TARGE169)
abgebildet. In Bild 5-4 sind die aufgrund des absinkenden Schmelzespiegels nicht
benetzten Elemente, rechts oben als freie Linie zu erkennen. Die weiteren Zielfla-
chenelemente bis zum tiefsten Punkt an der Symmetrieachse werden durch die an-
liegenden Kontaktelemente (CONTA171) und die mit ihnen verbundenen, das
Schmelzevolumen reprasentierenden, Strukturelemente (HYPERS56) verdeckt. Die
ursprungliche Geometrie der Struktur- und Kontaktelemente wird durch das darge-
stellte Drahtmodell wiedergegeben. Alle anderen Elemente im Bereich der Behalter-
wand und der Einbauten werden als Nullelemente deklariert.
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Bild 5-4: Elementplot der Umgebung zur Schmelze-
seedeformation zu Beginn (Drahtmodell) und kurz
vor Behalterversagen (violett)

Die das abgesunkene Schmelzegebiet reprasentierende Vernetzung wird in die
nachste thermische Analyse ubernommen. In dieser thermischen Analyse sind dann
aulRerdem die optional vorhandenen Einbauten, der Behalterdeckel und die verform-
te Behalterwand gemeinsam zur Losung des nachsten transienten Zeitschritts akti-
viert.

5.2.5 Zusammenfassung der Elementtypen und Umgebungen

In Tabelle 5-1 wird eine Ubersicht zu den im gekoppelten Modell verwendeten Ele-
menttypen gegeben. Zunachst sind die Elementtypen mit dem Freiheitsgrad Tempe-
ratur aufgeflhrt, danach die Typen mit Verschiebungsfreiheitsgraden und schlief3lich
die Typen mit einem von der Umgebung abhangigen Freiheitsgrad.
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Tabelle 5-1: Im gekoppelten Modell verwendete Elementtypen und ihre Eigenschaf-

ten.

Elementtyp Freiheitsgrad Knotenanzahl
LINK32, 2D-Warmeleitstab Temperatur T 2
MATRIX50, (Warmestrahlungs-) Superele- Temperatur T variabel

ment

PLANESS, 2-D Temperaturelement Temperatur T

SURF151, 2-D Oberflacheneffektelement

4
Temperatur T 2
HYPERS56, Verschiebung UX, UY 4

2-D Hyperelastisches Strukturelement

PLANE182, 2-D Strukturelement

Verschiebung UX, UY 4
Temperatur T; 2
Verschiebung UX, UY

TARGE169, 2-D Zielflachenelement

CONTA171,
2-D Flachen-zu-Flachen-Kontaktelement

Temperatur T; 2
Verschiebung UX, UY

Aus Tabelle 5-2 wird ersichtlich, wann in welcher Umgebung und in welchen Modell-
zonen die spezifischen Elementtypen aktiviert sind. Der in Tabelle 5-1 aufgefuhrte
Elementtyp LINK32 wird nicht direkt in einer Umgebung verwendet, sondern geht
indirekt Uber das Warmestrahlungssuperelement (MATRIXS50) in die thermische Um-
gebung ein.

Tabelle 5-2: Elementbelegungen in den verschiedenen Modellzonen und physikali-
schen Umgebungen

Modellzone Thermische |Mechanische | Schmelzede-
Umgebung | Umgebung formation
Schmelzegebiet PLANESS NULL HYPERS6
Schmelzeberandung zum Behalter |CONTA171 |NULL CONTA171
Behalterberandung zur Schmelze TARGE169 |NULL TARGE169
Behalterwand (Zylinder und Kalotte) | PLANE55 PLANE182 NULL
Behalterwand (Flansch bzw. Deckel) | PLANES55 NULL NULL
Behaltereinbauten (nur FOREVER) |PLANESS NULL NULL
Hohlraum im Behalter MATRIX50 |NULL NULL
AuBenoberflache der Behalterwand | SURF151 NULL NULL

5.2.6 Ablauf der gekoppelten Analyse

Bild 5-5 gibt die allgemeine Struktur der gekoppelten Analyse wieder. Ausgehend
von der Erzeugung der allgemeinen physikalischen Umgebung (GPE) werden die
thermische Umgebung, die mechanische Umgebung und die Umgebung zur
Schmelzedeformation definiert. Danach wird ein stationares Temperaturfeld fur die
unverformte Behaltergeometrie bestimmt und die berechneten Temperaturen fur je-
den Knoten gesondert gespeichert, da eine Wiederverwendung der erzeugten Matri-
zen und Files nach der in den beiden folgenden mechanischen Umgebungen be-
stimmten Netzverformung nicht mdglich ist. Alle Informationen zur thermischen Um-
gebung werden gespeichert und die Umgebung wird verlassen.

Nach Einlesen der mechanischen Umgebung zur Analyse der Behalterwanddeforma-
tion wird eine Losung fur die thermische Ausdehnung des Behalters unter Berick-
sichtigung des Eigengewichts von Schmelze und Behalter ermittelt. Das Netz der
Behalterwand wird auf die berechneten Verschiebungen verschoben (UPCOORD-
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Kommando). Obwohl die Zielflachenelemente (TARGE169) in dieser Ungebung als
Nullelemente definiert sind, erstreckt sich dieser Vorgang auch auf deren Position, da
die entsprechenden Knoten der Innenwand verschoben werden. Schliel3lich werden
alle Informationen zur mechanischen Umgebung gespeichert und die Umgebung ver-
lassen.

Nach Einlesen der Umgebung zur Schmelzeverlagerung wird unter Berucksichtigung
des Eigengewichts der Schmelze, der Kontur der Behalterinnenwand und des auf der
Schmelzeoberflache wirkenden Behalterinnendrucks die Verlagerung der Schmelze
bestimmt. Die Vernetzung des Schmelzegebiets wird auf die neue verlagerte Position
verschoben (UPCOORD-Kommando). Vor dem Verlassen der Umgebung werden
alle Informationen der Umgebung zur Schmelzeverlagerung gespeichert.

Nachdem fur jede Umgebung jeweils eine Losung vorliegt, tritt der Algorithmus in
eine Losungsschleife ein. In dieser Schleife wird jeweils zuerst das transiente Tem-
peraturfeld gelost, dann die transiente viskoplastische mechanische Ldsung be-
stimmt und schlielich die Schmelzedeformation simuliert. Fir die thermische Analy-
se werden jeweils zwei Lastschritte gerechnet. Im ersten Lastschritt wird das extern
gespeicherte Temperaturfeld der letzten Losung auf die neue Geometrie Ubertragen,
wahrend der zweite Lastschritt die tatsachliche transiente Losung des aktuellen glo-
balen Zeitschritts beinhaltet. Fur die Loésung der mechanischen Umgebung wird je-
weils die Verschiebung des Netzes rickgangig gemacht, da nur so die Informationen
Uber die tatsachliche ,Deformationsgeschichte” erhalten werden kdnnen und ein voll-
standiger Restart ausgehend von der letzten mechanischen Losung moglich ist. Die
Ldsung der Umgebung zur Schmelzeverlagerung ist immer eine statische Lésung.

Der hochste Schadigungsgrad in der mechanischen Rechnung ist das Ausstiegskri-
terium fUr die Losungsschleife. Liegt der maximale Schadigungsgrad Uber ,1% wird
die Losungsschleife endgultig verlassen. Im Falle der FOREVER-Experimente wird
schliel3lich die thermische Rickdehnung des Behalters auf ein Umgebungstempera-
turniveau von 300 K bestimmt, um die experimentellen Wanddickenbefunde, die an
herausgetrennten Behaltersegmenten gemessen wurden, zur Validierung heranzie-
hen zu kdnnen.
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Bild 5-5: Schema der Kopplungs-Prozedur
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5.3 Einfluss der Kopplung auf das Behalterversagen

Um den Einfluss der rekursiven sequentiellen Kopplung auf die Simulation zu ver-
deutlichen, werden an Hand eines Referenzszenarios (vgl. auch Kap. 7.1.1) die
Versagenszeiten mit und ohne Berucksichtigung der gegenseitigen Ruckkopplung
gegenubergestellt. Das Referenzszenarium geht von der FOREVER-Geometrie aus
(Kapitel 2), wobei die planmaRigen Werte fir Druck (25 bar), Heizleistung (38 kW)
und Schmelzevolumen (14 1) zu Grunde gelegt werden. In Tabelle 5-3 sind weitere
Eingangsgroflen der Referenzrechnung zusammengefasst. Die hier aufgeflhrten
Werte entsprechen den Werten der Skalierungsdiskussion in Kapitel 2.

Tabelle 5-3: Eingangsgrofien fur die Referenzrechnung

Eingangsgroflie Symbol / Einheit Wert
Heizleistung Q [KW] 38
Aulenradius der Warmefreisetzungszone rwrz [m] 0.135
Behalteriiberdruck pi [bar] 25
Schmelzevolumen V [m3] 0.014
Emissionskoeffizient innen und aul3en g [-] 0.75
globale ZeitschrittgroRe zu Beginn Atq [S] 300

Bei der rekursiven Kopplung betragt die hochste Temperatur in der Behalterwand zu
Beginn der Rechnung ohne Bertcksichtigung der thermischen Ausdehnung des Be-
halters 1357 K. Nach der ersten Ruckkopplung ergibt sich ein stationares Tempera-
turfeld, dessen maximale Behalterwandtemperatur 1320 K betragt. Das bedeutet,
dass sich aufgrund der Geometrieanderung, deren wesentliche Effekte in der Ver-
grolderung der Schmelzeseeoberflache, der Vergrolerung des Warmestrahlungs-
hohlraums und der Behalteraul3enflache bestehen, eine absolute Temperaturabsen-
kung bezlglich der hochsten Temperatur in der Behalterwand von 37 K ergibt.

Im weiteren Verlauf der Rechnung sinkt diese Maximaltemperatur weiter ab, bis sie
zum Versagenszeitpunkt nach 21 150 s einen Wert von 1289 K erreicht. Die weitere
Temperaturabsenkung wird zusatzlich zu den schon genannten Geometrieeffekten,
die sich weiter verstarken, durch die Wanddickenabnahme und die damit verbundene
Reduzierung des thermischen Widerstands der Wand verursacht.

Bei der einfachen Kopplung wird der Effekt der Temperaturabsenkung nicht bertck-
sichtigt, weil mit dem zu Beginn ermittelten Temperaturfeld bis zum Versagenszeit-
punkt gerechnet wird. Die maximale Behalterwandtemperatur betragt somit durchge-
hend 1357 K. Es ergibt sich eine Versagenszeit von 8550 s, das ist deutlich weniger
als die halbe Versagenszeit der Referenzrechnung. Zusatzlich zum reinen Tempera-
turunterschied wird diese Beschleunigung der Versagenszeit auch durch die Lage
des Temperaturfelds verursacht. In der gekoppelten Rechnung sinkt der heil3en Fo-
kus zu tieferen polaren Positionen der Bodenkalotte, was zu gunstigeren Span-
nungszustanden fuhrt (vgl. Kesselformeln). Im Vergleich lasst sich festhalten, dass
die einfache Kopplung zu sehr konservativen Versagenszeiten fuhrt.

5.4 Spaltbildung

In dem gekoppelten Modell befinden sich zwischen dem Bereich der Schmelze und
der Behalterwand Kontaktelemente. Diese Kontaktelemente erlauben nicht nur eine
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tangentiale Relativbewegung zwischen Schmelze und Behalterinnenseite sondern
auch die Bildung eines Spalts (unterschiedliche Verschiebung in normaler Richtung).

Ein solcher Spalt kann theoretisch entstehen, wenn die erstarrte Schmelze (Kruste)
der radialen Aufweitung des Behalters nicht folgen kann. Ob sich tatsachlich ein sol-
cher Spalt einstellt, hangt auch malRgeblich von den viskoplastischen Eigenschaften
der Schmelzekruste ab. Wenn ein Spalt neu entstehen soll, musste die Kruste eine
héhere Festigkeit als die Behalterwand aufweisen. Das ist zumindest fir die
FOREVER-Konfiguration, bei der es auf Grund des Temperaturniveaus nicht zum
Abschmelzen der Wand kommt, unwahrscheinlich.

Bei den FOREVER-Experimenten EC5 und EC6 (Tabelle 2-3) war es beabsichtigt,
durch Flutung der Schmelzeoberflache einen Spalt herbeizuflihren. Das ist in keinem
der beiden Experimente gelungen. Auf Grund dieser experimentellen Befunde und
der o0.g. theoretischen Erwagungen wurde die FE-Modellierung der Spaltbildung nicht
weiter verfolgt.

6 Modellvalidierung an Hand der FOREVER-Experimente

6.1 Validierung der thermischen Rechnungen

Bild 6-1 zeigt beispielhaft den Temperaturverlauf an der BehalterauRenseite in den
Experimenten FOREVER-EC2, EC3b und EC4 zu Zeiten, in denen ein relativ kon-
stantes und hohes Temperaturniveau gemessen wurde, und zum Vergleich die be-
rechneten Temperaturen aus der FLOTRAN-CFD-Rechnung und einer gekoppelten
Rechnung (Kapitel 5) mit dem ECC-Modell. In beiden Rechnungen wurde ange-
nommen, dass der Schmelzespiegel 10 mm unterhalb der Schwei3naht steht. Trotz
der leichten Unterschiede zwischen CFD und ECCM kann festgehalten werden, dass
das ECC-Modell die Temperaturen in der Behalterwand adaquat wiedergibt.
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Qualitativ stimmen die gemessenen und berechneten Kurvenverlaufe Gberein. Insbe-
sondere die Position des heillen Fokus wird vom Code richtig wiedergegeben. Der
quantitative Vergleich zwischen den Kurven erscheint zunachst nicht zufriedenstel-
lend. Die Ursache fur die Abweichung liegt jedoch nicht in einer fehlerhaften Rech-
nung sondern in der Position, an der die Thermoelemente messen.

Da die Thermoelemente auf der Aullenseite mit Bugeln gehalten werden, kdnnen sie
- auch aufgrund ihrer eigenen Dicke - nicht exakt die Behalteroberflachentemperatur
messen. Folglich muss aufgrund der Richtung des Warmestroms die gemessene
Aulentemperatur niedriger sein als die tatsachliche. Umgekehrt sind die Verhaltnisse
auf der Innenseite: die gemessene I
Temperatur ist hoher als die tatsachli-  ragiation of
che. Dieser systematische Messeffekt  pipe wall with TC
tritt vor allem bei hohen Warmestromen ~ S90fL SOLUTION

in Erscheinung, ist also bei den suB=é3

FOREVER-Tests durchaus signifikant. R
TEPC=2.578
Auf der Innenseite der Behalterwand — smn=1272

kommt noch hinzu, dass die Thermo- g
elemente wegen der aggressiven 140000
Schmelze in Schutzrohren verlegt sind,
welche sich teilweise wahrend des Ex-
periments von der Wand ldsten. Dies
fuhrt aufgrund des sehr groRen Tempe-
raturgradienten in der Grenzschicht (vgl.
Bild 3-2) zu Abweichungen von ca. 200
K zwischen Messung und Rechnung im
Bereich des heiRen Fokus (vgl. Bild 6-1).

Um diesen systematischen Temperatur-
unterschied abzuschatzen, wurde ein
FE-Modell in der Dimension des
FOREVER-Zylinders  entwickelt. In Bild 6-2: FE-Model zur Abschatzung des
Bild 6-2 ist ein quasistationares Tempe- Systematischen Messfehlers in Experi-
raturfeld des rotationssymmetrischen menten mit auf der Wand montierten

und vertikalsymmetrischen Modells dar- Thermoelementen. Temperaturen in K,
gestellt, das sich einstellt, wenn ein Warmeflussin W

Warmestrom von 140 kW/m? auf die In-

nenseite aufgepragt wird. Die gesamte Uberhéhung von Thermoelement und Be-
festigungsdse wurde mit 3 mm modelliert, wobei innerhalb der gesamten Struktur
aus Wand, Ose und Thermoelement ideale Warmeiibergange und die Stoffwerte des
16MND5-Stahls gelten. Der Temperaturunterschied zwischen dem Zentrum des
Thermoelements (Punkt A in Bild 6-2) und der Behalteroberflache (Punkt B) betragt
in diesem Fall mehr als 20 K. Der reale Temperaturunterschied in den Experimenten
ist wegen des zusatzlich wirkenden Warmeubergangswiderstandes zwischen Ther-
moelement und Wand (im Modell nicht bertcksichtigt) wahrscheinlich noch groRer.

B0OCEOOEN

6.2 Validierung der mechanischen Rechnungen

Die Voraus- und Nachrechnungen zu den einzelnen FOREVER-Tests wurden mit
den experimentellen Daten verglichen. Metallographische Befunde an Proben der
Behalter von C2 und EC-2 wurden mit der vom FE-Modell berechneten Material-
schadigung verglichen. Es liegen Resultate fur die zeitabhangigen Behalterverschie-
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bungen, Kriechdehnungen und Materialschadigungen der Experimente FOREVER-
C2, EC-1, EC-2, EC-3b, EC-4, EC-5 und EC-6 vor (siehe Kapitel 2). Im folgenden
werden die Ergebnisse im Zusammenhang mit FOREVER-EC-2, EC3b und EC4 dis-
kutiert.

Das Bild 6-3 zeigt die gemessene und die berechnete vertikale Verschiebung des
Behaltersudpols uber der Zeit. Auerdem ist der Verlauf von Heizleistung und Behal-
terdruck dargestellt (rechte Achse). Die Zeit t = 0 entspricht dem Beginn der Druck-
beaufschlagung des Behalters im Experiment. Die Verlaufe von Druck und Heizleis-
tung zeigen, dass das Experiment im Anfangsstadium nicht planmaRig verlaufen ist.
Zunachst stand auf Grund eines Defekts in der Stromversorgung nur die halbe elekt-
rische Leistung zur Verfiigung (ca. 18 kW). Um dennoch ein Behalterkriechen zu initi-
ieren, wurde der Druck Uber den geplanten Wert von 25 bar hinaus auf bis zu 40 bar
erhoht. Gleichzeitig wurden verschiedene MalRnahmen an der elektrischen Anlage
vorgenommen, um den Kurzschluss bei hoheren Stromen zu unterbinden. Die Aus-
schaltzeiten des Heizers waren nicht zu lang, so dass es nicht zum Einfrieren der
Schmelze kam. Ab dem Zeitpunkt t = 12 900 s verlief das Experiment dann mit den
geplanten Werten flr Druck und Heizleistung. Das ist der Zeitpunkt, mit dem der Be-
ginn der Rechnungen korreliert.
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Bild 6-3: Heizleistung, Druck und gemessene bzw. berechnete Verschie-
bung des Behaltersudpols im Experiment FOREVER-EC-2

Es kann eine gute Vorhersage der Versagenszeit festgestellt werden (Vorausrech-
nung: 14600 s nach Kriechbeginn, Experiment: 11800 s nach Kriechbeginn, vgl.
Bild 6-3). Dabei ist in Rechnung zu stellen, dass unvorhergesehene Transienten in
der Heizleistung und im Behalterdruck in der Vorausrechnung nicht berucksichtigt
werden konnten. In der Nachrechnung konnte der Kriechverlauf des Behalters durch
eine leichte Anhebung des Temperaturniveaus (5 K bzw. 10 K) mit dem experimen-
tellen Verlauf nahezu zur Deckung gebracht werden. Das zeigt u.a. auch die hohe
Temperatursensitivitat der Kriechdehnrate.
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Bezuglich der Versagensposition
wurde eine sehr gute Voraussage
erreicht. In der Rechnung wurde
ein Versagen etwa 50 mm unter-
halb der Schweilnaht zwischen
Zylinder und Kalotte bestimmt. Im
Experiment trat ein Riss auf, der
sich in Umfangsrichtung etwa uber
ein Drittel des Behalters erstreckte
und ca. 60 mm unterhalb der
Schweil3naht verlief.

Das Bild 6-4 zeigt die Verteilung
der Kriechdehnung (links) und der
Materialschadigung (rechts) zum
berechneten Versagenszeitpunkt.
Die maximale Dehnung tritt an der
Behalterinnenseite im Bereich des
heilen Fokus auf, wahrend die
maximale Materialschadigung an
der AulBenflache zu finden ist. Dies
ist auf die hohe Triaxialitat des
Spannungszustandes in diesem
Bereich zurtckzufihren (vgl. GlI
4-12 und Gl 4-13).
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Bild 6-4: Verteilung der Kriechvergleichsdeh-
nung (links, max. 0.45) und der Schadigung
(rechts, max. 0.9993) zur berechneten
Versagenszeit t = 4:05h (38 kW, 25 bar, Expe-
riment EC2)

Metallographische Nachuntersuchungen an Proben des zerstdrten Behalters (durch-
gefuhrt im Institut fur Sicherheitsforschung des FZR) haben gezeigt, dass die lokale
Verteilung der Materialschadigung (in Form von Kriechporen) qualitativ gut mit dem
in der Rechnung verwendeten Schadigungsmodell korrespondiert (vgl. Bild 6-5 und
Bild 6-6). Dieses Schadigungsmodell bewirkt, dass das AufreiRen des Behalters —
wie im Experiment bestatigt — an dessen Aulienflache beginnt.
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711181 Bild 6-6: Metallographische Aufnahme des
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Bild 6-5: Berechnete Verteilung
der Schadigung
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Bild 6-7: Wanddickenanderung zum Versagenszeitpunkt des Experiments
EC2 Uber der Meridianlinie des Behalters
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Ein weiteres Vergleichskriterium ist die Wanddickenabnahme wahrend des Experi-
ments. Im Bild 6-7 sind die nach dem Experiment ermittelten Wanddickenanderun-
gen Uber der Meridianlinie an vier azimutalen Positionen (jeweils um 90° versetzt)
dargestellt sowie die in der 2D-Simulation ermittelte. Auch hier zeigt sich eine sehr
gute Ubereinstimmung an drei Position. Die experimentelle Kurve ,EC2-front‘ weist
eine geringere Wanddickenabnahme auf. Das hangt moglicherweise mit den Ferti-
gungstoleranzen des Behalters zusammen. An dieser Position lag herstellungsbe-
dingt eine etwas gré3ere Wanddicke vor, so dass die entsprechende Kriechverfor-
mung kleiner war. Im unteren Bereich des Behalters ist scheinbar eine geringflgige
Zunahme der Wanddicke zu verzeichnen. Bei den experimentellen Kurven liegt das
an der Verzunderung der Behalteroberflache (Oxidschicht), die im Laufe des Experi-
ments aufgetreten ist. Bei der ANSYS-Kurve ist dieser Effekt auf die thermische
Ausdehnung zurtckzufuhren, der Wanddickenverlauf nach dem Versagen wurde am
heillen Behalter ermittelt.

Die Ergebnisse in den Bildern 6-3 bis 6-7 wurden mit einem FE-Modell berechnet, in
dem die Ruckkopplung der Behalterverformung noch nicht realisiert war. Das Absin-
ken des Schmelzespiegels wurde auf Grund der Erfahrungen zum experimentellen
Verlauf durch ein im Modell von vorneherein niedrigeres Niveau berucksichtigt.

Nach Fertigstellung des vollstandig gekoppelten Modells (Kapitel 5), wurden weitere
Nachrechnungen des Experiments EC2 durchgefuhrt. In diesen Rechnungen wurde
der anfangliche im Experiment vorhandene Schmelzespiegel verwendet, und die Ab-
senkung wird im Laufe der Berechnung vom Modell angepasst. In Variationsrech-
nungen mit dem gekoppelten Modell, das Uber wesentlich mehr vom Benutzer wahl-
bare Parameter verfugt, wurde festgestellt, dass die angenommenen Werte fur den
Emissionskoeffizienten fur den inneren Hohlraum und fir die Aul3enseite einen gro-
Ren Einfluss auf das Temperaturfeld und damit auf die Versagenszeit haben.
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Bild 6-8: Gemessene bzw. berechnete Verschiebung des Behaltersudpols
im Experiment FOREVER-EC-2. Rechnung mit dem gekoppelten Modell
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Bild 6-9: Heizleistung, Druck und gemessene bzw. berechnete Verschie-
bungsrate des Behalterstdpols im Experiment FOREVER-EC-2. Rech-

nung mit dem gekoppelten Modell
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Im Bild 6-8 ist der Verlauf der Verschiebung des Behaltersidpols fur zwei
unterschiedliche Rechnungen und fur das Experiment EC2 Uber der Zeit dargestellt.
Die beiden Rechnungen unterscheiden sich einzig im flr die Aullenseite
angenommenen Emissionskoeffizienten. Hier wurden Werte von 0.7 und 0.75
angesetzt. Der niedrigere Wert fUhrt zu hdheren Temperaturen und damit zu
fruherem Versagen. Der Unterschied der Emissionskoeffizienten fuhrt zu einer
Versagenszeitdifferenz zwischen den beiden Rechnungen von nahezu einer Stunde,
wobei die eine Rechnung als konservativ und die andere als unkonservativ im
Vergleich zum Experiment zu bezeichnen ist.

In diesen Rechnungen wurde auch der realen Druck- und Heizleistungsverlauf aus
den Messdaten des Experiments Ubernommen. Dies lasst sich sehr gut an dem
Bild 6-9 nachvollziehen, in welchem die Zeitableitungen der Behaltersudpolverschie-
bungen dargestellt sind. In diesen Geschwindigkeitsverlaufen spiegeln sich auch die
kleineren Druckschwankungen wieder. Es lasst sich festhalten, dass das gekoppelte
Modell prinzipiell in der Lage ist, die Behalterdeformation exakt zu beschreiben bzw.
vorherzusagen. Unsicherheiten bezuglich der Versagenszeit resultieren aus den
nicht exakt bekannten Materialparametern.

Im folgenden sollen die Ergebnisse fir die FOREVER-Experimente EC3b und EC4
(Tabelle 2-3) verglichen und diskutiert werden. In den Bildern 6-10 und 6-11 sind fur
diese Experimente jeweils die berechnete und gemessene Verschiebung des Sid-
pols sowie die Heizleistung und der Behalterinnendruck Uber der Zeit aufgetragen.
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Bild 6-10: Heizleistung, Druck und gemessene bzw. berechnete Ver-
schiebung des Behaltersudpols im Experiment FOREVER-EC3b
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Fir das Experiment EC3b ergeben sowohl die Voraus- als auch die Nachrechnung
ein zu zeitiges Versagen des Behalters. In der Nachrechnung wurde mit den im Ex-
periment tatsachlich vorliegenden Verlaufen fir Heizleistung und Druck gerechnet,
wahrend in der Vorausrechnung die geplanten Druck- und Heizleistungswerte zu
Grunde gelegt wurden. Die Tatsache, dass beide Rechnungen zu konservativ sind,
lasst darauf schlieRen, dass entweder der Kriechwiderstand des Behalterstahls
(16MND5, siehe Tabelle 4-1) deutlich héher war als in der Kriechdatenbasis ange-
nommen, oder dass die thermische Rechnung ein zu hohes Temperaturniveau erge-
ben hat. Letzteres kdnnte z. B. in einer schadhaften Isolation Uber der Schmelze-
oberflache begrundet sein (vgl. Bild 2-1). Das wirde eine hohere Abstrahlung zur
Folge haben und das Temperaturniveau absinken lassen. Fur die These gibt es auch
Hinweise in den Temperaturmessungen. Im Bild 6-12 sind die Aul3entemperaturen
des Behalters Uber dem Behaltermeridian fur die Experimente EC2, EC3b und EC4
dargestellt zu den Zeitpunkten, an denen im jeweiligen Experiment die hochsten
Temperaturen geherrscht haben. Das Experiment EC3b weist im heillen Fokus die
niedrigsten Temperaturen auf, obwohl die nominale Heizleistung in den Experimen-
ten gleich war.

Im Experiment EC4 (Material SA 533 B, siehe Tabelle 4-1) ist die Vorausrechnung
geringflgig unkonservativ, d.h. es wird ein etwas zu spates Versagen ermittelt. Durch
eine leichte Anhebung des mittleren Temperaturniveaus um ca. 20 K wurde in der
Nachrechnung ein konservatives Verhalten erreicht. Hier ist zu bemerken, dass die
Kriechdatenbasis an Hand von Kriechtests fur 16MND5 entwickelt wurde (Kapitel
4.3.1).

Die Rechnungen fur EC3b und EC4 wurden mit dem Modell ohne Ruckkopplung der
Behalterverformung auf die thermische Rechnung durchgeflihrt. Das gekoppelte Mo-
dell war zum Zeitpunkt der Rechnungen noch nicht verfugbar. Deshalb ist auch die
Diskussion fur EC2 weiter oben in diesem Kapitel zu beachten.

Interessant ist es, das Kriechbruchverhalten der Behalters in den Experimenten
EC3b und EC4 zu vergleichen. Wahrend bei EC3b eine Bruchform mit relativ gerin-
ger Einschnirung und starker Porenbildung zu erkennen ist (Bild 6-13), sind bei EC4
spitz zulaufende Bruchenden (extreme Einschnirung) ohne Poren zu konstatieren
(Bild 6-14). Der im Experiment EC4 verwendete Stahl weist also eine deutlich hohere
Duktilitat auf. In beiden Fallen wurde infolge des Temperaturverlaufs im Experiment
ein grobkorniges bainitisches Geflige mit Anteilen von polygonalem und nadelférmi-
gem Ferrit erzeugt. Urspringlich wiesen beide Stahle ein feinkdrniges bainitisches
Gefuge auf. Das Versagen der Behalter geschah in beiden Fallen im spaherischen
Teil des Behalters (EC3b: 85 mm unter der Schweilnaht; EC4: 70 mm unter der
Schweil3naht). Die Porenverteilung im Falle von EC3b hangt von der Temperaturver-
teilung und der Belastung ab. Die meisten Poren sind in der Rissumgebung zu fin-
den. Sie weisen zum Teil schon eine rissformige Gestalt auf.
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Bild 6-15: Baumann-Replika EC3b Bild 6-16: Baumann-Replika EC4
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Die Ursache fur die unterschiedliche Duktilitat ist nicht ganz klar. Es gibt jedoch die
Hypothese, dass der Schwefelgehalt eine Rolle spielt [Mongabure 2000]. Vergleicht
man den Schwefelgehalt der beiden Stahle (Tabelle 4-1), fallt der hdéhere Wert im
Falle von EC3b auf. Die Bilder 6-15 und 6-16 zeigen Baumann-Replika der Wand-
querschnitte der Experimente EC3b und EC4. Mit Hilfe von Photopapier, das mit ei-
ner 5%igen Schwefligen Saure getrankt ist, wird ein Abdruck hergestellt, der Schwe-
felsegregationen im Metallgefuge sichtbar macht. Im Falle von EC3b sind diese
Segregationen deutlich als braune Flecken zu erkennen. Dagegen zeigt das Bild fur
EC4 kaum Schwefelausscheidungen an.

Zum Vergleich sind die Ergebnisse von Kriechversuchen, die an Materialproben der
LHF/OLHF Experimente von der CEA gemacht wurden [Mongabure 2000], herange-
zogen worden. Auch dort zeigte sich, dass ein hoher Schwefelgehalt mit einer verrin-
gerten Duktilitat einhergeht. Die Bilder 6-17 und 6-18 zeigen die Proben aus Kriech-
versuchen im Temperaturbereich von 700 °C bis 990 °C bei verschiedenen Nominal-
spannungen. Auch hier ist bei dem LHF-Material (Schwefelgehalt 0.01 Massenpro-
zent, Bild 6-17) eine niedrigere Duktilitat zu verzeichnen als beim OLHF-Material
(Schwefelgehalt 0.001 Massenprozent, Bild 6-18). Dieser Effekt ist bei hohen Tem-
peraturen (oberhalb des Austenitisierungspunktes) ausgepragter als bei niedrigeren
Temperaturen. Im Bild 6-19 sind die Kriechversuche fur die beiden Stahle bei Tem-
peraturen von 993 °C bzw. 990 °C und Nominalspannungen von 18.8 MPa bzw.
18.4 MPa gezeigt. Es sind jeweils die nominalen und die wahren Dehnungen uber
der Zeit dargestellt. Es ist zu erkennen, dass der OLHF-Stahl mit dem niedrigeren
Schwefelgehalt nicht nur duktiler ist, sondern auch einen deutlich hdheren Kriechwi-
derstand aufweist. Die Versagenszeit ist mit 8:13 h gegentber 3:51 h mehr als dop-
pelt so lang.

Auch wenn diese Beispiele (EC3b und EC4) Extremfalle sind, so zeigen sie doch,
dass die Streuung im Materialverhalten eine nicht zu behebende Unsicherheit bei der
modellgestutzten Prognose der Versagenszeiten des Behalters darstellt.
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7 Betrachtung eines prototypischen Szenarios

Trotz der umfangreichen Arbeiten zur Validierung der thermischen und mechani-
schen Modelle und der gekoppelten Simulation ist die Analyse fur ein prototypisches
Modell mit Unsicherheiten behaftet.

Zum einen gibt es — abgesehen von Skalierungsfragen — konstruktive Unterschiede
zwischen den skalierten Experimenten und einem LWR. Ausgehend vom FOREVER-
Szenario sind hier die Uber der Schmelze angebrachte Isolation und die inhomogene
Warmefreisetzung in der Schmelze zu nennen. Diese konstruktiven Unterschiede
lassen sich im Berechnungsmodell aber leicht ,beseitigen®. Im Rahmen einer Sensi-
tivitatsuntersuchung wird die Auswirkung dieser skalierungsunabhangigen Unzulang-
lichkeiten der FOREVER-Experimente in Kapitel 7.1 diskutiert.

Andererseits gibt es prinzipielle — skalierungsbedingte — Unterschiede. Diese haben
zur Folge, dass es fur bestimmte Phanomene, die im prototypischen Fall eine Rolle
spielen, keine Moglichkeit der Validierung gibt. Wie bereits in Kapitel 2 angedeutet,
tritt als wesentlicher Unterschied zu den FOREVER-Experimenten beim prototypi-
schen Szenario das Abschmelzen eines Teils der RDB-Wand auf. In Abschnitt 7.2
wird die Modellierung des Vorgangs beschrieben.

Die im Kapitel 7.3 folgenden Ausfihrungen zum prototypischen Szenario sollten da-
her unter dem Aspekt betrachtet werden, dass die Analysen und Ergebnisse auf dem
derzeitigen Kenntnis- und Implementierungsstand phanomenologischer Vorgange
und materialspezifischer Eingangsgrof3en beruhen.

7.1 Sensitivitatsuntersuchungen am 1:10 Modell

Bei einer direkten Umstellung des Simulationsmodells vom FOREVER-Szenario auf
ein prototypisches KONVOI-Szenario mit vollstandig abgeschmolzenem Kern und
ohne Wiederbespeisung mit Kihlwasser im RDB andern sich viele Eingangsgrofien
gleichzeitig. Die Ergebnisse im prototypischen Fall unterscheiden sich sehr vom
FOREVER-Szenario, und es wird nicht immer nachvollziehbar sein, welcher Effekt
auf welche Ursache zuruckgeht. Deswegen wurde das FOREVER-Modell schrittwei-
se an ein prototypisches Modell angenahert. Hinzu kommt, dass bei einer evolutiona-
ren Modellentwicklung vom validierten FOREVER-Modell zum prototypischen Modell,
die neu zu implementierenden Einzelmodelle bzw. zu bericksichtigenden Randbe-
dingungen einzeln auf ihre Zuverlassigkeit und Plausibilitadt untersucht werden kon-
nen.

In einer Ubertragbarkeitsuntersuchung werden daher zunachst Informationen Uber
die Auswirkung einzelner wesentlicher Modellanderungen zusammengetragen. Dazu
wird zunachst ein FOREVER-Referenzszenario definiert und simuliert. Im Vergleich
dazu wird als erste wesentliche Modellanderung untersucht, wie sich ein FOREVER-
Behalter ohne Einbauten wie Isolation und Heizungsvorrichtung verhalten hatte. Eine
weitere Anderung betrifft die Modellierung der Warmefreisetzung. All diesen Unter-
suchungen liegt der geometrische Maldstab 1:10 zu Grunde, es werden also nur die
konstruktiven Einflisse beleuchtet, nicht aber die skalierungsbedingten.

7.1.1 Referenzrechnung

Fir die Referenzrechnung werden die Randbedingungen zu Grunde gelegt, die fur
die FOREVER-Experimente vorgesehen waren: eine konstante Warmefreisetzung
von 38 kW im Schmelzepool und nach Erreichen eines stationaren Temperaturfelds
eine Druckbeaufschlagung von 25 bar Differenzdruck (vgl. Kapitel 5.3).
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Die Ergebnisse der Referenzrechnung sind in Tabelle 7-1 zusammen mit den Ergeb-
nissen der weiteren Sensitivitatsuntersuchungen wiedergegeben. Infolge der Behal-
terausdehnung liegt trotz konstanter Heizleistung ein veranderliches Temperaturfeld
vor. Die Maximaltemperatur betragt anfangs 1.357 K und sinkt im Verlauf der Rech-
nung auf 1289 K ab. Der Versagenszeitpunkt wird nach 21 150 s erreicht.

7.1.2 Behalter ohne Einbauten

Da fur das prototypische Szenario angenommen wird, dass sich der gro3te Teil des
Kerninventars in die Bodenkalotte verlagert hat, ist davon auszugehen, dass sich
uber dem Schmelzesee ein grof3er Hohlraum befindet. Diese Konstellation ist in den
FOREVER-Experimenten nicht gegeben. Dort befand sich eine Isolation Gber der
Schmelze, zum einen um die Einbauten zu schutzen und zum anderen um die not-
wendige Heizleistung zu begrenzen.

Wird der FOREVER-Behalter ohne Einbauten simuliert, ist bei sonst gleichen Rand-
bedingungen mit deutlich niedrigeren Temperaturen zu rechnen. Dies bestatigen die
in Tabelle 7-1 wiedergegebenen Werte fur die maximale Behalterwandtemperatur:
1279 K und 1211 K fur den Beginn der Rechnung vor bzw. nach der thermischen
Ausdehnung. Die Versagenszeit wird gegenuber der Referenzrechnung auf Grund
dieser niedrigen Temperaturen auf 87 000 s mehr als vervierfacht. Die weitere Tem-
peraturabnahme auf 1207 K bis zum Versagen ist allerdings vergleichsweise gering,
was mit der geringen relativen Volumenzunahme des bereits zu Beginn sehr grolien
Strahlungswarmehohlraums zu erklaren ist.

7.1.3 Homogene Warmefreisetzung in gesamter Schmelze

Eine weitere Anderung betrifft die Warmefreisetzung. Im Experiment wurde die War-
me Uber den elektrischen Widerstand in einem mehrfach gewundenen Heizstab er-
zeugt und in die flissige Schmelze eingekoppelt. Das raumliche Gebiet, in dem sich
die Heizstabe befanden, entsprach einer Halbkugel, allerdings mit deutlich kleinerem
Radius als dem Innenradius der Bodenkalotte, um einen Kurzschluss zur Behalter-
wand zu vermeiden. Im Modell fur die FOREVER-Versuche wurden nicht die diskre-
ten Heizstabe simuliert, sondern eine homogene Warmequellenverteilung innerhalb
des Radius der ,Warmefreisetzungszone“ angenommen. Die so - insbesondere in
der Behalterwand - bestimmten Temperaturverteilungen entsprechen sehr gut den
experimentell gemessenen.

Im prototypischen Fall wird die Warmefreisetzung bei einer quasi homogen vermisch-
ten Schmelze ebenfalls als homogen verteilt angenommen. Wird eine gleichmalig
verteilte Warmefreisetzung im gesamten Schmelzevolumen fir FOREVER simuliert,
resultiert daraus eine geringere Warmequelldichte als bisher. Insbesondere die
Warmefreisetzung im unteren Bereich der Kalotte fUhrt hier zu grofieren Warme-
stromen durch die relativ kalte Behalterwand. Wie zu erwarten ist, sinken damit die
maximalen Behalterwandtemperaturen. Die in Tabelle 7-1 angegebenen Werte von
1349 K bzw. 1309 K zu Beginn der Rechnung liegen geringfugig unter den Werten
der Referenzrechnung. Der weitere Temperaturabfall wahrend der gekoppelten
Rechnung ist etwas gro3er als in der Referenzrechnung, weil sich der Effekt des er-
héhten Warmedurchgangs durch die unteren Kalottenbereiche verstarkt, je tiefer der
Schmelzespiegel sinkt. Ursache ist, dass der Heizer in den FOREVER-Tests im obe-
ren Teil des Behalters fixiert ist. Je weiter die Kalotte und der Schmelzespiegel ab-
sinken, desto kleiner wird die Warmefreisetzungszone und desto groRer wird ihr ver-
tikaler Abstand zum Behaltersudpol. Die Versagenszeit verlangert sich fur den Fall
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der homogenen Warmefreisetzung durch die daraus resultierenden niedrigeren
Temperaturen im heilen Fokus um etwa 20 %.

7.1.4 Kombination von Warmefreisetzung in gesamter Schmelze und
fehlenden Einbauten

Die Kombination aus den bereits diskutierten Modellanderungen bezuglich des War-
mefreisetzungsgebiets und der fehlenden Einbauten lasst einen weiteren Tempera-
turabfall und damit eine noch langere Versagenszeit erwarten. Die berechneten Tem-
peraturen liegen bei 1274 K und 1199 K zu Beginn der Analyse, sinken dann nur
noch geringfugig auf 1195 K. Die Versagenszeit liegt bei tber 100 000 s.

7.1.5 Zusammenfassung der Sensitivitatsrechnungen

Tabelle 7-1 fasst die Ergebnisse der Ubertragbarkeitsrechnungen zusammen. Es
lasst sich festhalten, dass insbesondere der Effekt eines grollen Hohlraums Uber der
Schmelze zu einer deutlichen Temperaturabsenkung fuhrt und infolgedessen zu we-
sentlich spateren Zeitpunkten ein Behalterversagen eintritt. Grundsatzlich wird noch
einmal deutlich, dass Temperaturschwankungen im Hot Focus-Bereich von wenigen
Prozent zu sehr grol3en Versagenszeitanderungen fuhren kdnnen.

Tabelle 7-1: Zusammenfassung der Variationsrechnungen zur Ubertragbarkeit

Rechnung max. Wandtempe- | max. Wandtemperatur | Versagens
ratur (Beginn) (Versagenszeit) zeit
Referenzrechnung 1357 K/ 1320 K 1289 K 21150 s
einfache Kopplung 1357 K/ 1357 K 1357 K 8550 s
ohne Einbauten 1279 K/ 1211 K 1207 K 87 000 s
homogene Warmequellen 1349 K/ 1309 K 1272 K 25100 s
ohne Einb. und m. hom. Wq.| 1274 K/ 1199 K 1195 K 104 000 s

7.2 Modellierung der Ablation der Behalterwand

Ein wesentlicher Unterschied des prototypi-
schen Szenarios zur FOREVER-Anordnung
ist das hdhere Temperaturniveau. Dies erfor-
dert die zusatzliche Modellierung des Auf-
schmelzens der Stahlwand (Ablation). Die
Ablation wird in der thermischen und in der
mechanischen Umgebung (vgl. Kapitel 5) ge-
trennt berucksichtigt. In beiden Umgebungen
werden vor der Losung des aktuellen Zeit-
schritts alle Elemente ausgewahlt, die min-
destens einen Knoten mit einer Temperatur
oberhalb der Solidustemperatur besitzen.
Diesen Elementen werden in der thermischen
Rechnung die Materialeigenschaften der an
sie angrenzenden Schmelzezone zugeordnet.

In der mechanischen Umgebung wird diesen Bild 7-1: Ausschnitt des mechani-
Elementen ein fiktives Material zugeordnet, schen Modells mit Beriicksichtigung
dessen wesentlicher Unterschied zu den das der Ablation. Dunkle Elemente gelten
nichtaufgeschmolzene Stahlgebiet reprasen- als abgeschmolzen
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tierenden Elementen in dem um mehrere Groflenordnungen reduzierten Elastizi-
tatsmodul besteht. So wird gewahrleistet, dass die mechanischen Eigenschaften des
Gesamtmodells der nicht aufgeschmolzenen Zone entsprechen, wahrend gleichzeitig
die Netzverformung auch fur das aufgeschmolzene Gebiet mitberechnet wird. Bild
7-1 zeigt den Bereich der Bodenkalotte des mechanischen Modells. Die aufge-
schmolzenen Elemente sind dunkel dargestellt. Im Bereich des Hot Focus betragt die
Wanddickenabnahme etwas weniger als die Halfte der urspringlichen Wanddicke.
Erstarrungsvorgange zu spateren Zeiten werden nicht bertcksichtigt. Unter anderem
weil die Materialeigenschaften der wiedererstarrten Bereiche nicht bekannt sind.

7.3 Das prototypische Szenario

Fir das prototypische Szenario wird ein Druckwas-
serreaktor vom Typ KONVOI mit moglichst hohem
Abbrand betrachtet. Der RDB von KONVOI-
Anlagen ist aus dem Werkstoff 22 NiMoCr 3 7 ge-
fertigt. FUr diesen Werkstoff wird im Vorhaben
1501257 bei der MPA Stuttgart z. Z. eine Kriechda-
tenbank entwickelt. Eine Ubernahme dieser Daten
konnte im Rahmen der vorliegenden Arbeit noch Bl -445116
nicht realisiert werden. Dies ist im Rahmen des I -339223
Anschlussvorhabens 1501279, bei dem das proto- |: -345341
typische Szenarium im Mittelpunkt steht, vorgese- I -235454
hen. Allgemein weist der Werkstoff 22 NiMoCr 3 7 e ~249566
jedoch eine hohere Zeitstandfestigkeit als die e -195679
Werkstoffe 20 MnMoNi 5 5 bzw. 16MND5 auf. Da- -1459752
her wird eine Verwendung der auf den letzteren L] -393904
Stahlen beruhenden Kriechdatenbank als konser- = -50017
vativ angesehen. L -129.299

FUr die weiteren Betrachtungen kann das prototy-
pische Szenario in vier Falle untergliedert werden:

HFLU

e trockenes Niederdruckszenario,

e trockenes Hochdruckszenario,

¢ Niederdruckszenario mit Aul3enflutung,
e Hochdruckszenario mit Aul3enflutung.

Bereits eine einfache Handabschatzung zeigt, dass
die RDB-Wand in den trockenen Szenarien unter
den angenommenen Randbedingungen in jedem

Tl oo
‘tﬁﬂt“'{ﬁ‘%‘m@

Fall thermisch versagen wird. FUr das trockene A

i R
l‘!‘%‘&ﬂl{.\ﬁﬁﬁ%ﬁ

Niederdruckszenario wurde eine Analyse mit dem
gekoppelten Modell durchgefuhrt. Das Ergebnis
stimmt mit der Abschatzung Uberein: die Behalter-
wand wird allein aufgrund der thermischen Belas-
tung versagen. Allerdings lassen sich mit dem vor-
handenen Modell keine Aussagen zum Versagens-
zeitpunkt treffen, da das Modell nicht fir thermisch
hochtransiente Vorgange geeignet ist, sondern zu-
nachst eine quasi-stationare Losung flr den Beginn

Bild 7-2: Materialzonen und
sich einstellender Warmestrom
[W/m?] zu Beginn des prototypi-
schen Szenarios mit Aulenflu-
tung
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der Simulation gesucht wird. Aus friiheren Analysen ist bekannt, dass das Tempera-
turniveau im Schmelzesee Werte bis zu 3000 K erreichen kann [Park and Dhir 1992].
Dieses Temperaturniveau wurde mit den berechneten Maximalwerten von 2650 K
nicht erreicht. Ursache dafur ist zum einen, dass die stationare Losung noch nicht
erreicht wurde. Andere Ursachen liegen in den relativ hoch angesetzten Emissions-
koeffizienten und im verwendeten ECCM-Konzept, das insbesondere nicht dazu ge-
eignet ist, horizontale Temperaturunterschiede im Schmelzesee wiederzugeben. An-
gesichts der Ergebnisse fur das trockene Niederdruckszenario erubrigt sich eine
Analyse des trockenen Hochdruckszenarios.

FUr das Szenario mit AulRenflutung wurde an der Aulienseite des Behalters ein
Warmestrom in Abhangigkeit von der Ubertemperatur vorgegeben. Der Zusammen-
hang entspricht der Nukijama-Kurve [VDI 2003]. In keinem Flutungsszenario wurde
der kritische Warmestrom erreicht, d.h. die BehalterauRenwandtemperaturen liegen
trotz grof3er lokaler Unterschiede des Warmestroms in einem kleinen Temperaturbe-
reich von 373 K bis 398 K. Im Unterschied zu den FOREVER-Simulationen, bei de-
nen eine konstante Heizleistung angestrebt war, ist fur das prototypische Szenario
eine Berucksichtigung der abnehmenden Nachzerfallswarme notwendig. Fur die hier
diskutierten Analysen wurde eine Zeitabhangigkeit wie in Bild 7-3 dargestellt zugrun-
de gelegt [Kuczera 1993].
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Bild 7-3: Verlauf der Nachzerfallswarmeleistung insgesamt und innerhalb
des Kernschmelzesees fur einen KONVOI-Reaktor bei hohem Abbrand

Fiar das Nieder- bzw. Mitteldruckszenario werden jeweils konstante Differenzdricke
uber der RDB-Wand zwischen 0 und 25 bar angenommen. Bild 7-2 zeigt den Ele-
mentplot der thermischen Analyse. Der sich einstellende Warmestrom an der Behal-
teraulRenseite zu Beginn der Simulation ist ebenfalls dargestellt. Die lokalen Warme-
flisse werden iterativ flr den jeweiligen Lastschritt bestimmt. Deutlich sichtbar sind
die grolien Warmeflisse im Bereich des Hot Focus. Sie erreichen Maximalwerte von
450 kW/m2. Im Zentrum der Bodenkalotte und in den hoch gelegenen Bereichen des
Behalters stellen sich Warmestrome von weniger als 50 kW/m? ein.
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Bild 7-5: Elementplot des mechanischen
Modells mit Temperaturfeld [K] zu Beginn der
Simulation

Bild 7-4: Temperaturfeld [K]
des gesamten Modells zu Be-
ginn der Simulation
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In Bild 7-4 ist das sich einstellende Temperaturfeld im gesamten thermischen Modell
wiedergegeben. Die berechneten Temperaturfelder sind zunachst unabhangig vom
aufgepragten Druckniveau. Der bereits bekannte Einfluss des Emissionskoeffizienten
wird bei den hohen Temperaturen noch grol3er. Fur die hier diskutierten Analysen
wurde ein Koeffizient von 0.8 angenommen

In den mechanischen Rechnungen hat sich ergeben, dass die verbleibende Rest-
wanddicke auch bei einem Differenzdruck von 25 bar ausreicht, um die mechani-
schen Lasten dauerhaft aufzunehmen. Deswegen wird im folgenden das 25-bar-
Szenario diskutiert. Bild 7-5 zeigt den verbleibenden Wandquerschnitt im mechani-
schen Modell. Der scharfe Einschnitt auf HOhe der Schmelzeseeoberflache ist deut-
lich zu erkennen. In dem Bild ist zusatzlich die Temperaturverteilung in der Wand
dargestellt.

Nach der ersten transienten Kopplung stellt i
sich eine maximale Verschiebung von etwa | ... soiumion
27 mm ein (vgl. Bild 7-6). Die Vergleichs- SEP=2
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-6: Verschiebung nach 600 s
Gemaly der allgemeinen Erfahrung treten

im betrachteten RDB-Stahl frihestens ab Temperaturen von 700 K Kriechvorgange
auf. Die vorhandene Kriechdatenbank bertcksichtigt Temperaturen oberhalb von
870 K. Im dazwischenliegenden Bereich kdnnen Kriechvorgange stattfinden, um al-
lerdings in den hier betrachteten Zeitraumen zum Versagen zu fuhren, mussen die
Spannungen nahe der Zugfestigkeit liegen. Kriechvorgange in diesem Bereich wer-
den daher als nicht relevant eingestuft. Der vom Kriechen nicht immer eindeutig un-
terscheidbare Plastifizierungsvorgang wird allerdings schon vom Raumtemperaturni-
veau an berucksichtigt. Somit fuhren Spannungen oberhalb der Streckgrenze in den
Rechnungen bei jedem Temperaturniveau zu bleibenden Dehnungen und Schadi-
gungen.

In Bild 7-7 sind die Kriechvergleichsdehnungen nach 600 s dargestellt. Aufgrund der
Temperaturverteilung findet Kriechen nur im Bereich der Behalterinnenseite statt.
Der hier ablaufende Kriechvorgang ist ein Relaxationsvorgang: Sobald die Spannun-
gen aus dem Bereich mit hohen Temperaturen umgelagert sind in die kuhleren Au-
Renwandbereiche mit hoher Festigkeit, findet kein weiterer nennenswerter Kriech-
vorgang statt. Bild 7-9 zeigt zum Vergleich die Kriechdehnungen nach 25 Stunden.
Zusammen mit der Analyse der in Bild 7-10 dargestellten Schadigungsverteilung
nach 25 Stunden Iasst sich festhalten, dass fur das KONVOI-Szenario mit Auf3enflu-
tung und einem konstanten Innendruck von 25 bar eine erfolgreiche Schmelzerick-
haltung in der Bodenkalotte moglich ist. Die Maximaltemperatur in den mechanisch
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relevanten Behalterwandbereichen ist von anfanglich 1620 K auf 1100 K nach 25
Stunden abgesunken. Diese niedrige Temperatur deutet darauf hin, dass es nach
der anfanglichen Ablation der Wand spater zu Erstarrungsvorgangen auf der Innen-
seite kommen muss. Diese Vorgange werden jedoch fur die mechanische Festigkeit
nicht bertcksichtigt.

An dieser Stelle sei nochmals darauf hingewiesen, dass fur diese Analyse unterstellt
wurde, dass mindestens der Warmestrom gemaf der Nukijama-Kurve an der RDB-
Aulenseite abgeflhrt werden kann, und dass der entstehende Dampfmassenstrom
aus der Reaktorgrube entweichen kann.

Far das Hochdruckszenario konnen derzeit noch keine abschlielenden Aussagen
getroffen werden. Die Rechnungen konnten nicht bis zum gewlnschten Zeithorizont
von wenigstens 25 Stunden durchgefuhrt werden, weil nach wenigen Zeitschritten
aufgrund der hohen Plastifizierung und der damit einhergehenden numerischen
Probleme keine weitere Konvergenz erreicht wurde. Die hierfir notwendigen Unter-
suchungen und Berechnungen werden in einem Anschlussvorhaben realisiert.



Seite 72 7 Betrachtung eines prototypischen Szenarios

FZR-412

m

NODAL SOLUTION
STEP=3

SUB =23
TIME=600
EPCREQV (AVG)
PowerGraphics
EFACET=1
AVRES=Mat

DMX =.026974
SMX =.00687

0
.763E-03
001527
.00229
.003053
.003817
.00458
.005344
.006107
.00687

00CEEOEN

Bild 7-7: Kriechdehnung nach 600 s
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8 Eine konstruktive Moglichkeit zur Versagenszeitverlan-
gerung

Wertet man die Ergebnisse der FOREVER-Experimente und der Berechnungen aus,
kann man folgende Schlussfolgerungen ziehen:

e Der Kriechprozess tritt nur auf, wenn gleichzeitig hohe Temperaturen
(>600 °C) und ein Innendruck von mindestens 1 MPa vorliegen; wenn nur ho-
he Temperaturen vorliegen, kommt es lediglich zu einer thermischen Ausdeh-
nung, da die Gewichtskrafte keine flir den Kriechprozess notwendige Span-
nungen verursachen.

e Wenn der Kriechprozess einsetzt, ist der Bereich des heiRen Focus die
Schwachstelle des Behalters. In diesem Bereich kommt es infolge der Wand-
dickenabnahme zu einer geometrisch bedingten Beschleunigung des Krie-
chens.

e Das Temperaturniveau und das Druckniveau haben einen signifikanten Ein-
fluss auf die Versagenszeit, aber kaum einen Einfluss auf die Versagensposi-
tion (diese ist vor allem von der Hohe des Schmelzepools abhangig); Das
Versagen tritt im Bereich der hdchsten Wandtemperaturen auf.

e Wenn der heiRe Fokus nahe an den zylindrischen Bereich heranreicht oder
sogar im zylindrischen Bereich liegt, versagt der Behalter schneller, weil im
Zylinder die Primarspannungen hoher sind als im spharischen Bereich.

e Unterhalb des hei3en Fokus gibt es einen grof3en kugelsegmentférmigen Be-
reich, in dem auf Grund der niedrigeren Temperaturen eine hohere Festigkeit
(héherer Kriechwiderstand) vorliegt. Dieser Bereich bewegt sich mehr oder
weniger unverformt senkrecht nach unten.

Ausgehend von diesen Befunden kann man versuchen, eine konstruktive Einrichtung
zu finden, die zu einer Verlangerung der Versagenszeit bzw. sogar zum Vermeiden
des Behalterversagens fuhrt. Eine mdgliche Anordnung eines ,Kriechschemels® zeigt
Bild 8-1. Im linken Teil des Bildes ist der Behalter zu Beginn des Kriechvorganges —
unmittelbar nach der Schmelzeverlagerung — dargestellt. Eine Anordnung von 3 oder
mehr Stltzplatten befindet sich zwischen Behalter und Fundament. Zwischen den
Platten und der Behalteroberflache befindet sich ein Spalt, damit wahrend des nor-
malen Betriebs kein Kontakt vorliegt. Wenn der Kriechprozess voranschreitet, be-
wegt sich der untere Behalterteil abwarts bis der Spalt geschlossen ist. Das fuhrt da-
zu, dass ein signifikanter Teil der vertikalen Krafte von den Platten des Kriechsche-
mels aufgenommen wird (rechter Teil Bild 8-1). Damit ist eine Entlastung des kriti-
schen Bereichs am hei3en Fokus verbunden.

Zusatzlich kann die Abwartsbewegung des Behalters ausgenutzt werden, um Uber
einen entsprechenden Mechanismus die passive Flutung der Reaktorgrube auszulo-
sen. Das Wasser kann dann z.B. aus dem Containment-Wassertank (In-Containment
Refueling Water Storage Tank — IRWST) enthommen werden. Die externe Flutung
konnte die Warmeabfuhr aus dem Behalter soweit verbessern, dass die Wandtempe-
raturen um einige hundert Grad sinken und so u. U. das Behalterversagen vermieden
wird.
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Bild 8-1: Mogliche Anordnung zur Unterstlitzung des Behalters im Falle
einer Kernschmelze (Kriechstuhl); rechts: passive Ausldosung der Flutung
der Reaktorgrube

Um eine Vorstellung von dem Nutzen eines Kriechstuhls zu bekommen, wurde das
FOREVER-EC2-Experiment nochmals nachgerechnet mit der Annahme, dass ein
Kriechstuhl vorhanden gewesen ware. Das 2D FE-Modell betrachtet den Kriechstuhl
als 360° umlaufende Unterstltzung, diese Naherung ist jedoch gerechtfertigt, da we-
gen der hohen Festigkeit der Behalterwand im unteren Bereich die Zwischenrdume
in azimutaler Richtung zwischen den einzelnen Platten ohne Probleme Uberbruckt
werden.

In spharischen Koordinaten wird ein radialer Spalt von 7 mm zwischen Behalterwand
und Kriechstuhlplatte modelliert (bezogen auf den kalten Ausgangszustand). Die
Platte erstreckt sich lUber einen Polarwinkelbereich von 5° bis 45°, wobei 0° der Sid-
polposition entspricht. Es wird Kontakt mit Reibung modelliert, d.h. in tangentialer
Richtung ist eine Relativbewegung zwischen Behalter und Kriechstuhlplatte moglich.
Alle anderen Bedingungen sind wie in der EC-2-Nachrechnung “38kW25bar+5K*
(Bild 6-3). Einen Vergleich der Ergebnisse zeigt das Bild 8-2. Dargestellt sind die
von-Mises-Vergleichsspannung des Elementes mit der hochsten Schadigung fur bei-
de Falle. Interessanterweise andert sich die Position der maximalen Schadigung
nicht, d.h. die erwartete Versagensposition bleibt die gleiche. Die rote Linie ist die
Rechnung ohne Kriechstuhl, es ergibt sich eine Versagenszeit von 3:37 h. Die Rech-
nung zeigt eine Abnahme der Spannung in den ersten 30 min der Rechnung, was
eine Folge der Lastumverteilung durch die viskoplastische Verformung ist. Danach
kommt es zu einem stetigen Anstieg der Vergleichsspannung bis zum Versagen.
Demgegenulber zeigt die schwarze Kurve den Verlauf flir die Rechnung mit Kriech-
stuhl. Es ist ein stetiges Abnehmen der Spannung uber 4 h zu sehen, erst danach
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kommt es zu einem leichten Anstieg. Das Behalterversagen tritt nach 7:23 h ein. Der
Grund fur die Abnahme der Spannung an der Versagensposition Iasst sich an Hand
der griinen Kurve erklaren. Hier ist fir die Rechnung mit Kriechstuhl der Verlauf der
Spannung fur die Position des ersten Kontakts mit der Kriechstuhlplatte gezeigt. Zum
Kontaktzeitpunkt (40 min) steigt die Spannung stark an. Die Belastung verlagert sich
also mehr auf den Bereich der Behalterwand, der in Kontakt mit der Platte ist. Dieser
Bereich kann aber auf Grund der niedrigeren Temperaturen die héheren Spannun-
gen ohne weiteres ertragen.

Diese einfache Rechnung zeigt, dass mit Hilfe des Kriechstuhls eine Verdopplung
der Versagenszeit erreicht wird, wobei die mogliche Flutung der Reaktorgrube noch
gar nicht in Betracht gezogen wurde. Den Effekt der Umverteilung der Beanspru-
chung durch den Kriechschemel zeigen auch die Bilder 6-4 und 8-3. Dargestellt sind
Kriechdehnung und Materialschadigung zur jeweiligen Versagenszeit.

Die hier dargestellten Analysen haben zur Anmeldung von zwei Patenten gefuhrt
[Willschatz 2002; Willschutz 2003].
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Bild 8-2: Verlauf der Vergleichsspannung im am starksten geschadigten
Bereich mit und ohne Kriechstuhl
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Bild 8-3: Kriechdehnung und Materialschadigung zur
Versagenszeit; trockenes Szenario mit Kriechstuhl

9 Zusammenfassung und Ausblick

In dem Vorhaben wurde ein integrales FE-Modell entwickelt, das in der Lage ist, die
spate Phase eines Kernschmelzszenarios im RDB zu berechnen. Das Modell erlaubt
die Berechnung der Versagenszeit und des Versagensmodus eines Behalters mit
beheiztem Schmelzepool. Dazu wird im thermischen Teil des Modells das transiente
Temperaturfeld in Schmelze und Behalterwand berechnet. Dies kann wahlweise mit
einem CFD-Modell oder mit dem Modell der effektiven Warmeleitfahigkeit (ECCM)
erfolgen. Mit dem mechanischen Modell wird die viskoplastische Verformung der Be-
halterwand simuliert. Anhand der Materialschadigung konnen Versagenszeit und
Versagensposition bestimmt werden. Das thermische und das mechanische Modell
sind rekursiv sequenziell gekoppelt, d.h. fur jeden Zeitschritt wird eine thermodyna-
mische und eine mechanische Lésung berechnet, wobei eine wechselseitige RUck-
wirkung beachtet wird. Insbesondere werden damit neben der Temperaturabhangig-
keit der Materialparameter und den thermisch induzierten Spannungen im mechani-
schen Modell auch die Ruckwirkungen der Behalterverformung auf die Temperatur-
feldberechnung erfasst (Veranderung der Schmelzeseegeometrie, Schmelzespiegel-
absenkung, Veranderung des Warmewiderstands bei Reduzierung der Behalter-
wanddicke, Vergrolerung der effektiven Flache fir Warmeabstrahlung und Konvek-
tion).

FUr das mechanische Modell wurde auf der Basis experimenteller Untersuchungen in
Projekten aus dem 4. Rahmenprogramm der EU eine Kriechdatenbasis entwickelt.
Die viskoplastische Berechnung ist mit der Materialschadigung gekoppelt. Die
Kriechdatenbasis wurde an Hand von zwei Rohrversagensexperimenten validiert.

Das gekoppelte Modell zum Behalterversagen wurde fir Voraus- und Nachrechnun-
gen der FOREVER-Experimente der KTH Stockholm verwendet. Generell konnte
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eine gute Ubereinstimmungen zwischen experimentellen Befunden und den Berech-
nungsergebnissen erzielt werden. Das FE-Modell kann fur mittelskalige Anordnun-
gen als validiert angesehen werden. Die wesentlichen Ergebnisse lassen sich fol-
gendermallen zusammenfassen:

e Der Kriechvorgang wird nur durch das Zusammenwirken genugend hoher
Temperaturen (>600 °C) und Drucke (>1 MPa) verursacht. Bei niedrigeren
Drucken und hoher Temperatur beobachtet man nur die reversible thermische
Expansion, weil die Belastung durch das Eigengewicht von Bodenkalotte und
Schmelze vernachlassigbar ist. Im umgekehrten Fall — hoher Druck, niedrigere
Temperatur — ist die Festigkeit des Stahls ausreichend hoch, um der Belas-
tung stand zu halten.

e Falls der Kriechvorgang eingeleitet wird, dann stellt im betrachteten Szenario
die Hot Focus-Zone den gefahrdeten Bereich dar. Hier treten die hochsten
Kriechdehnraten auf, was zu einer lokalen Wanddickenabnahme fiihrt, die den
Kriechvorgang geometrisch beschleunigt.

¢ Die exakte Hohe des Temperaturniveaus und des Drucks beeinflussen im we-
sentlichen nur die Versagenszeit, aber nicht die Versagensposition.

e Die Versagensposition befindet sich dort wo die hochsten Temperaturen auf-
treten. Die Hohe des Hot Focus hat einen geringen zusatzlichen Einfluss:
mehr zum zylindrischen Teil hin ist die Gefahrdung gréRer als an niedrigeren
Positionen in der Bodenkalotte. Dies wird verstandlich, wenn man die Kessel-
formeln fur Zylinder und Kugel betrachtet.

e Die Versagenszeit lasst sich bei annahernd konstanten thermischen Randbe-
dingungen mit einer Unsicherheit von ca. 20 bis 25% vorhersagen (das ent-
spricht in den FOREVER-Experimenten ca. 30 bis 60 Minuten). Die wesentli-
chen Ursachen fur diese Unsicherheit liegen in der starken Streuung des
Kriechwiderstandes des RDB-Stahls und in der extremen Sensitivitdt der
Kriechdehnrate bezuglich kleiner Temperaturanderungen.

e Im Gegensatz zur Hot Focus Region weist das tiefergelegene Zentrum der
Bodenkalotte aufgrund der niedrigeren Temperaturen eine hohere Festigkeit
auf. Diese untere ,Schale“ behalt ihre Form und verlagert sich nur vertikal
nach unten.

e Aufgrund dieser Erkenntnisse kann man annehmen, dass es moglich ist das
Versagen des Behalters zu verzégern oder zu verhindern, indem die feste
,~ochale® unterstutzt wird, wodurch die Spannungen in der Hot Focus Region
reduziert werden. Dieses Konzept des ,Kriechschemels® fuhrt zumindest zu
einem deutlich verlangsamten Kriechprozess.

e Das Entstehen eines Spalts zwischen Behalterwand und Schmelzekruste
konnte in den Experimenten und Berechnungen nicht nachgewiesen werden.

Das Modell wurde auch auf ein Szenario mit LWR-Geometrie angewendet. Die Er-
gebnisse der FOREVER-Experimente lassen sich nicht ohne Weiteres auf LWR-
Verhaltnisse Ubertragen. Die geometrischen, mechanischen und thermischen Ver-
haltnisse lassen sich nicht in gleicher Weise skalieren. Der Hauptunterschied ist,
dass es bei LWR-Verhaltnissen auf Grund der viel hdheren Schmelzetemperatur zu
einem partiellen Abschmelzen der RDB-Wand kommt, was bei den FOREVER-
Experimenten nicht der Fall ist. Um so wichtiger ist es, ein Berechnungsmodell zu
haben, welches an skalierten Experimenten getestet und validiert ist und auf prototy-
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pische Verhaltnisse angewendet werden kann. Die wichtigsten Erkenntnisse aus der
Berechnung des LWR-Szenarios sind:

Ohne externe Flutung kommt es bei der vollstandigen Schmelzeverlagerung in
das untere Plenum mit hoher Wahrscheinlichkeit zu einem rein thermischen
Versagen des RDB (Durchschmelzen). Dabei spielt das viskoplastische Ver-
halten der RDB-Wand nur insofern eine Rolle als es das Versagen noch be-
schleunigen kann.

Mit einer Flutung der Reaktorgrube kann die RDB-Aullenwand in Temperatur-
bereichen gehalten werden, die eine ausreichende mechanische Festigkeit fur
eine Schmelzerickhaltung zumindest in Niederdruckszenarien ermdoglicht.
Hierbei ist allerdings noch zu ermitteln, ob der kritische Warmefluss zu keiner
Zeit und an keinem Ort Uberschritten wird und ob der entstehende Dampfvo-
lumenstrom aus der Reaktorgrube entweichen kann.

Aufgrund der zeitlich abnehmenden Nachzerfallswarme wird zur Zeit aufgrund
der berechneten Ergebnisse angenommen, dass bei permanenter Aulienflu-
tung der kritische Zeitpunkt einer Kernschmelzertckhaltung in den ersten 20
Stunden nach Reaktorabschaltung durchlaufen wird. D.h., hat der RDB nach
20 Stunden nicht versagt, so kann weiterhin seine auldere Integritat ange-
nommen werden und eine Belastung des Sicherheitsbehalters durch den Aus-
trag grol3er Schmelzemassen ausgeschlossen werden.

Diese Ergebnisse sind als vorlaufig zu betrachten. Es sind detaillierte Untersuchun-
gen zu prototypischen Szenarien erforderlich, die in einem Anschlussvorhaben reali-
siert werden sollen. Insbesondere ist es erforderlich, solche Phanomene zu betrach-
ten, die bei mittelskaligen Experimenten mit Salzschmelze (FOREVER) bzw. durch
Strahlungswarme beheizten Behaltern (LHF, OLHF) nicht auftreten. Zu nennen sind

hier:
[ ]

die Segregation des Schmelzepools (Oxidschicht und Metallschicht)

die Wechselwirkung von Corium mit der RDB-Wand und das damit verbunde-
ne Abschmelzen der RDB-Wand,

die thermomechanische Beanspruchung der RDB-Wand bei spater Flutung
der Reaktorgrube (Thermoschock)

die Strahlungswarme, die von der Oberflache des Schmelzepools herrinhrt.

Bei der Modellierung von prototypischen Szenarien sind vor allem auch internationa-
le Experimente zum Segregationsverhalten von Kernschmelzen und zur Wechselwir-
kung zwischen Kernschmelze und RDB-Stahl zu berucksichtigen (OECD-Projekt
MASCA und ISTC-Projekt METCOR).
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Anhang A1: Bilder zu den FOREVER-Experimenten
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Bild A 11: Zeitlicher Verlauf der Verschiebungen; Experiment
FOREVER-EC4; 0°-Sudpol
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Anhang A2: Bilder zur Materialdatenbasis
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Bild A 14: Spannungs-Dehnungs-Kurven (Nominalwerte) des RDB-Stahls
16MNDS5 bei verschiedenen Temperaturen (CEA-Messung)

—=_7

—

~
\T

AN

——REVISA 20°C Eng. Strain/Stress
——REVYISA 20°C True Strain/Stress
—m- ANSYS MISO 20°C

5

10

Strain eps [%]

15

20

25

Bild A 15: Spannungs-Dehnungs-Kurven von 16 MND5 bei 20 °C; CEA-
Messung und Modellierung in ANSYS
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Bild A 16: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16 MNDS bei 200 °C; CEA-
Messung und Modellierung in ANSYS
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Bild A 17: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16 MND5 bei 400 °C; CEA-
Messung und Modellierung in ANSYS
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Bild A 18: Wahre Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16MNDS5 bei 500 °C;
CEA-Messung und Modellierung in ANSYS
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Bild A 19: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16 MNDS5 bei 600 °C; CEA-
Messung und Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz: Werte aus
dem Kriechversuch
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Bild A 20: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16 MNDS bei 700 °C; CEA-

Messung und Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz: Werte aus

dem Kriechversuch
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Bild A 21: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16 MNDS5 bei 800 °C; CEA-

Messung und Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz: Werte aus
dem Kriechversuch; vgl. Bild 4-2
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Bild A 22: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16 MND5 bei 950 °C; CEA-

Messung und Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz: Werte aus

dem Kriechversuch (1000 °C)
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Bild A 23: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16 MND5 bei 1000 °C; CEA-

Messung und Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz: Werte aus

dem Kriechversuch
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Bild A 24: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16 MNDS5 bei 1100 °C; CEA-
Messung und Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz: Werte aus
dem Kriechversuch
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Bild A 25: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16 MND5 bei 1200 °C; CEA-
Messung und Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz: Werte aus
dem Kriechversuch
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Bild A 26: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16 MND5 bei 1300 °C; CEA-
Messung und Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz: Werte aus
dem Kriechversuch
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Bild A 27: Kriechversuche (CEA-Messung) und Simulation der Kriechver-
suche mit Kriechdatenbasis, T= 600 °C
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Bild A 28: Kriechversuche (CEA-Messung) und Simulation der Kriechver
suche mit Kriechdatenbasis, T= 700 °C
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Bild A 29: Kriechversuche (CEA-Messung) und Simulation der Kriechver-

suche mit Kriechdatenbasis, T= 800 °C
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Bild A 30: Kriechversuche (CEA-Messung) und Simulation der Kriechver-
suche mit Kriechdatenbasis, T= 900 °C
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Bild A 31: Kriechversuche (CEA-Messung) und Simulation der Kriechver-
suche mit Kriechdatenbasis, T= 1000 °C
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Bild A 32: Kriechversuche (CEA-Messung) und Simulation der Kriechver-
suche mit Kriechdatenbasis, T= 1100 °C
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Bild A 33: Kriechversuche (CEA-Messung) und Simulation der Kriechver-
suche mit Kriechdatenbasis, T= 1200 °C
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Bild A 34: Kriechversuche (CEA-Messung) und Simulation der Kriechver-
suche mit Kriechdatenbasis, T= 1300 °C
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