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Kurzfassung

FUr das unwahrscheinliche Szenario eines Kernschmelzunfalls in einem Leichtwas-
serreaktor mit Bildung eines Schmelzesees in der Bodenkalotte des Reaktordruck-
behalters (RDB) ist es notwendig, mogliche Versagensformen des RDB sowie
Versagenszeitrdume zu ermitteln, um die daraus resultierende mdgliche Belastung
des Sicherheitsbehalters bestimmen zu kénnen. In dieser Arbeit wird ein integrales
Modell entwickelt, das die Vorgange im unteren Plenum beschreibt. Dabei sind zwei
prinzipielle Modellbereiche zu unterscheiden: Das Temperaturfeld in der Schmelze
und im RDB wird mit einem thermodynamischen Modell berechnet, wahrend fur die
Strukturanalyse des RDB ein mechanisches Modell verwendet wird.

Zunachst werden das betrachtete Unfallszenario dargestellt und die bisher in den
letzten drei Dekaden weltweit durchgefiihrten wesentlichen analytischen, experimen-
tellen und numerischen Untersuchungen diskutiert. AnschlielRend werden die auftre-
tenden physikalischen Vorgange analysiert. Gleichzeitig werden Skalierungsunter-
schiede zwischen den in dieser Arbeit betrachteten Experimenten der FOREVER-
Reihe und einem prototypischen Szenario herausgearbeitet.

Das thermodynamische und das mechanische Modell kbnnen rekursiv gekoppelt
werden, wodurch die wechselseitige Beeinflussung bertcksichtigt werden kann. Ins-
besondere werden damit neben der Temperaturabhangigkeit der Materialparameter
und den thermisch induzierten Spannungen im mechanischen Modell auch die
Ruckwirkungen der Behalterverformung auf das Temperaturfeld selber erfasst.

Fur die Kriech- und Schadigungssimulation werden in dieser Arbeit neue Verfahren
angewendet. Durch die Entwicklung und den Einsatz einer Kriechdatenbasis konnte
die bei sehr unterschiedlichen Temperaturen, Spannungen und Dehnungen ungeeig-
nete Verwendung einzelner Kriechgesetze umgangen werden. Aufbauend auf expe-
rimentellen Untersuchungen wurde eine Kriechdatenbasis fir einen RDB-Stahl ent-
wickelt und an Hand von Kriechversuchen verschiedener Geometrie und Dimension
validiert.

Als Ergebnis lasst sich festhalten, dass das gekoppelte Modell prinzipiell in der Lage
ist, die Behalterdeformation im Falle der skalierten FOREVER-Experimente exakt zu
beschreiben bzw. vorherzusagen. Unsicherheiten beziglich der Versagenszeit resul-
tieren aus nicht exakt bekannten Materialparametern und Randbedingungen.

Die wesentlichen Ergebnisse dieser Arbeit lassen sich wie folgt zusammenfassen:
Aufgrund des thermodynamischen Verhaltens eines grof3en Schmelzesees mit inne-
ren Warmequellen erfolgt die héchste thermomechanische Belastung des RDB im
oberen Drittel der Bodenkalotte. Dieser Bereich wird als heiRer Fokus bezeichnet.
Der untere Bereich der Kalotte weist hingegen eine hohere Festigkeit auf und verla-
gert sich deswegen bei entsprechender Belastung des RDB im wesentlichen senk-
recht nach unten. Bei einer externen Flutung besteht auch bei hohen Innendricken



fur einen Reaktor grofRer Leistung (KONVOI) die Mdglichkeit, die Schmelze im RDB
zuruckzuhalten. Ohne interne oder externe Flutung besteht fur das betrachtete Sze-
nario keine Aussicht fir eine Schmelzertckhaltung im RDB.

Aus den gewonnenen Erkenntnissen wurden zwei Patente abgeleitet. Dabei handelt
es sich um passiv wirkende Einrichtungen zur Schadensbegrenzung: Die erste redu-
ziert durch Abstutzen des unteren Kalottenzentrums die Maximalspannungen im
hochbeanspruchten Bereich des heiRen Fokus und kann damit ein Versagen verhin-
dern oder zumindest verzdgern. Die zweite Einrichtung ermdglicht die passive Auslo-
sung einer Flutung, indem die Abwartsbewegung der Kalotte zur Steuerung genutzt
wird. Hierdurch kann beispielsweise ein Ventil gedffnet werden, um Wasser aus im
Gebaude hoher angeordneten Reservoirs in die Reaktorgrube zu leiten.

Abweichend von bisherigen Annahmen kann im Hinblick auf die Entwicklung zukinf-
tiger Baulinien festgehalten werden, dass eine Kernschmelzeriickhaltung im Reak-
tordruckbehalter auch fiir Reaktoren grof3erer Leistung maoglich ist.



Abstract

Considering the late in-vessel phase of an unlikely core melt down scenario in a light
water reactor (LWR) with the formation of a corium pool in the lower head of the re-
actor pressure vessel (RPV) the possible failure modes of the RPV and the time to
failure have to be investigated to assess the possible loadings on the containment. In
this work, an integral model was developed to describe the processes in the lower
plenum of the RPV. Two principal model domains have to be distinguished: The tem-
perature field within the melt and RPV is calculated with a thermodynamic model,
while a mechanical model is used for the structural analysis of the vessel wall.

In the introducing chapters a description is given of the considered accident scenario
and the relevant analytical, experimental, and numerical investigations are discussed
which were performed worldwide during the last three decades. Following, the occur-
ring physical phenomena are analysed and the scaling differences are evaluated be-
tween the FOREVER-experiments and a prototypical scenario.

The thermodynamic and the mechanical model can be coupled recursively to take
into account the mutual influence. This approach not only allows to consider the tem-
perature dependence of the material parameters and the thermally induced stress in
the mechanical model, it also takes into account the response of the temperature
field itself upon the changing vessel geometry.

New approaches are applied in this work for the simulation of creep and damage.
Using a creep data base, the application of single creep laws could be avoided which
is especially advantageous if large temperature, stress, and strain ranges have to be
covered. Based on experimental investigations, the creep data base has been devel-
oped for an RPV-steel and has been validated against creep tests with different scal-
ings and geometries.

It can be stated, that the coupled model is able to exactly describe and predict the
vessel deformation in the scaled integral FOREVER-tests. There are uncertainties
concerning the time to failure which are related to inexactly known material parame-
ters and boundary conditions.

The main results of this work can be summarised as follows: Due to the thermody-
namic behaviour of the large melt pool with internal heat sources, the upper third of
the lower RPV head is exposed to the highest thermo-mechanical loads. This region
is called hot focus. Contrary to that, the pole part of the lower head has a higher
strength and therefore relocates almost vertically downwards under the combined
thermal, weight and internal pressure load of the RPV.

On the one hand, it will be possible by external flooding to retain the corium within the
RPV even at increased pressures and even in reactors with high power (as e.g.
KONVOI). On the other hand, there is no chance for melt retention in the considered
scenario if neither internal nor external flooding of the RPV can be achieved.



Two patents have been derived from the gained insights. Both are related to pas-
sively working devices for accident mitigation: The first one is a support of the RPV
lower head pole part. It reduces the maximum mechanical load in the highly stressed
area of the hot focus. In this way, it can prevent failure or at least extend the time to
failure of the vessel. The second device implements a passive accident mitigation
measure by making use of the downward movement of the lower head. Through this,
a valve or a flap can be opened to flood the reactor pit with water from a storage res-
ervoir located at a higher position in the reactor building.

With regard to future plant designs it can be stated - differing from former presump-
tions - that an In-Vessel-Retention (IVR) of a molten core is possible within the reac-
tor pressure vessel even for reactors with higher power.
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1 Einleitung und Aufgabenstellung 1

1 Einleitung und Aufgabenstellung

Das Risiko, dass es beim Betrieb von Leichtwasserreaktoren (LWR) der heutigen
Generation zu einem schweren Unfall (engl. Severe Accident, SA) mit partiellem oder
vollstandigem Abschmelzen des Reaktorkerns kommt, ist gering /FTG 2003/. Es lasst
sich aber trotz umfangreicher Sicherheitsvorkehrungen nicht vollstandig ausschlie-
Ben.

Bei der Entwicklung und Auslegung von Kernkraftwerken wurde von Beginn an ein
erhbhtes Sicherheits- beziehungsweise Schutzkonzept verfolgt, weil bekannt war,
dass das radioaktive Inventar, das aus den wahrend des Betriebs entstehenden
Spalt- und Aktivierungsprodukten besteht, nicht unkontrolliert freigesetzt werden darf.
Es wurde daher von vornherein ein sogenanntes Mehrstufenkonzept (,defense-in-
depth®) eingefihrt, um die in jeder technischen Anlage auftretenden Stérungen in-
nerhalb des Kraftwerks zu beherrschen und Unfalle auszuschliel3en /SMI 1979/.

Das Mehrstufenkonzept besteht heute aus 4 Ebenen. Die Ebenen 1 bis 3 — Normal-
betrieb, Betriebsstorungen und Auslegungsstorfalle — wurden bereits bei der Reak-
torauslegung berucksichtigt und dienen der Storfallverhinderung beziehungsweise
der Storfallvermeidung. Zur Vermeidung und Begrenzung von schweren Unféllen ist
mit dem sogenannten ,anlageninternen Notfallschutz* nachtréglich die 4. Ebene ein-
gefuhrt worden. Die 4. Ebene sieht praventive (4a) und mitigative (4b) Notfallschutz-
maflnahmen vor /FTG 2003/. Ein wesentlicher Teil dieser MaBnahmen hat die
Druckentlastung des Reaktordruckbehélters (RDB) zum Ziel.

Das oberste Ziel aller Sicherheitssysteme und NotfallmalRnahmen in einem LWR ist
die sichere Abschaltung und die ausreichende Kiihlung des abgeschalteten Reaktor-
kerns zur Abfuhr der weiterhin freigesetzten Nachzerfallswdrme. Die einzelnen
Schutzziele, wie die Kiuihlung der Brennstabe, die Integritat des RDB und des Sicher-
heitsbehalters (SB), dienen der Erhaltung der gestaffelten Barrieren /BRO 1995/.
Ausgehend vom Entstehungsort der Spalt- und Aktivierungsprodukte, die durch die
einzelnen Barrieren zurlickgehalten werden sollen, lassen sich die Barrieren wie folgt
gliedern: 1. Das Kiristallgitter des Brennstoffs, das den grof3ten Teil der Spalt- und
Aktivierungsprodukte bindet; 2. die gasdicht verschweil3ten Brennstabhllrohre; 3.
der RDB im geschlossenen Kiihlkreislauf; 4. der gasdichte und druckfeste SB (Con-
tainment); 5. die dulRere Stahlbetonhiille des Reaktorgeb&dudes /GRS1989/, /BRO
1995/.

Die einzelnen NotfallmaRnahmen sind unter anderem das Ergebnis der Reaktorsi-
cherheitsforschung. Ein Bereich dieser Forschung sind die probabilistischen Sicher-
heitsanalysen (PSA). Sie dienen der Ermittlung von Ereignispfaden und Wahrschein-
lichkeiten und liefern Hinweise darauf, welchen Komponenten oder Szenarien bei
bestimmten Stoérfallen eine besondere Bedeutung zukommt.



2 Kapitel 1: Einleitung und Aufgabenstellung

Die Gesamtwahrscheinlichkeit fir einen schweren Stoérfall in Siedewasser- (SWR)
oder Druckwasserreaktoren (DWR) liegt in der GréRBenordnung von 10° bis 10™ pro
Jahr und Anlage /FTG 2003/. Relevante Ereignispfade sind insbesondere der Not-
stromfall und der Ausfall der Hauptwarmesenke durch vollstdndigen Verlust der
Dampferzeugerbespeisung (vgl. a. /GRS 1989/ S. 564). Neuere PSA zeigen, dass
durch die Implementierung der 4. Ebene des ,defense-in-depth“-Konzepts die Wahr-
scheinlichkeit eines Kernschadens etwa um den Faktor 2 gesenkt werden konnte.
Diese PSA bertcksichtigen auch gemeinsam verursachte Ausfalle und belegen, dass
der Anteil des sogenannten Hochdruck-Pfads (HD-Pfad, s. Abschnitt 2.1) an der
Kernschmelzwahrscheinlichkeit tiber 50 % liegt.

Kann im Laufe eines Storfalls eine ausreichende Kihlung des Kerns nicht aufrecht-
erhalten bzw. wiederhergestellt werden, so wird sich der Kern aufgrund der nicht ab-
gefuhrten Nachzerfallswarme er-
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Wasser befinden, so dass erneut eine heftige Wasserdampfproduktion einsetzen
wird.

Die hier wiedergegebenen Prozesse decken sich mit der Analyse des Unfalls in
Three Mile Island (TMI), Harrisburg, USA, im Jahre 1979. In Bild 1.1 ist der Endzu-
stand des RDB nach dem Unfall dargestellt /KOC 2003/. Dem Kraftwerkspersonal
von TMI gelang es in diesem Stadium, eine ausreichende Kuhlung mit Wasser wie-
der herzustellen. Fir das in dieser Arbeit betrachtete Szenario wird jedoch davon
ausgegangen, dass auch weiterhin kein Wasser in den RDB geleitet werden kann
und sich nach einer erneuten Aufheizphase ein Kernschmelzesee mit inneren Wér-
mequellen im unteren Plenum ausbildet.

Bei genigend hohem Warmeeintrag in die Druckbehalterwand kann diese durch-
schmelzen bzw. aufgrund der gekoppelten thermischen und mechanischen Belas-
tung versagen. Dann sind das Containment und die au3ere Stahlbetonhlle die letz-
ten Barrieren gegen die Freisetzung von Radioaktivitat in die Umgebung der Anlage.

Es muss daher vordringliches Ziel sein, das Corium im RDB zu halten und diese Bar-
riere so lange wie moglich zu nutzen. Ein besonderer Aspekt hierbei ist, dass die
thermische Belastung des RDB exponentiell mit der Zeit abnimmt, weil die Nachzer-
fallswarmeleistung abhangig ist von den Halbwertzeiten der Spaltprodukte. Das
hei’t, dass die Wahrscheinlichkeit fir eine erfolgreiche Schmelzerickhaltung steigt,
wenn der RDB wahrend einer frihen zeitkritischen Rlckhaltephase nicht versagt.
Falls dennoch ein Versagen zu unterstellen ist, ergibt sich die Aufgabe, Versagens-
zeit und Versagensmodus zu ermitteln, um Eingangsgrof3en fur die Belastungsunter-
suchung des Sicherheitsbehalters bereitstellen zu kénnen oder weitere Notfallmali-
nahmen sowohl definieren als auch beurteilen zu kénnen.

Fir kinftige Reaktoren ist die 4. Ebene des Mehrstufenkonzepts bereits im Design
inbegriffen. So ist beispielsweise beim EPR (European Pressurized Reactor) vorge-
sehen, einen ,Kernfanger* (Core Catcher) unterhalb des RDB zu installieren. Aller-
dings bestehen auch hier Unsicherheiten in Bezug auf das Druckbehéalterverhalten im
Falle eines grof3en Kernschmelzesees in der Bodenkalotte.

Zusammenfassend begrinden die vorangestellten Ausfiihrungen die Relevanz dieser
Thematik: Insgesamt ist die absolute Wahrscheinlichkeit eines schweren Unfalls
durch die gestiegene Betriebserfahrung und die Forschungsergebnisse der letzten
Jahrzehnte gesunken. Insbesondere durch die Installation und Ertlichtigung von zu-
satzlichen Sicherheitseinrichtungen und durch die Einfihrung von weiteren Notfall-
malinahmen ist der Anteil der entsprechenden Ereignispfade in den PSA signifikant
gesunken. Sollte es jedoch in der spaten Phase eines Kernschmelzunfalls zur Aus-
bildung eines Schmelzesees in der Bodenkalotte kommen, so bestehen weiterhin
Unsicherheiten im Hinblick auf das Verhalten des RDB.

Um die Vorgange in der Bodenkalotte simulieren zu kénnen, missen geeignete Mo-
delle fur die Thermofluiddynamik und fir die Strukturmechanik entwickelt werden.
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Hierzu ist die Beschreibung des Ausgangszustands und die Analyse der bisherigen
Arbeiten sowie die Einordnung der physikalischen Vorgange fir das betrachtete
Szenario notwendig (Kapitel 2 und 3). Aufgrund der Unterschiede zwischen einem
sogenannten prototypischen Szenario und den fir eine Validierung von Computer-
programmen zur Verfigung stehenden Experimenten werden mogliche Skalierungs-
effekte besprochen. Darauf aufbauend wird ein integrales Finite Elemente Modell
entwickelt, das dann an den verfugbaren Experimenten fir vergleichbare Anordnun-
gen validiert wird (Kapitel 4 und 5). Die Ausfihrungen zur Simulation des prototypi-
schen Szenarios erfolgen in Kapitel 6.

Kapitel 7 geht auf die wahrend der Analyse von Experimenten und Rechnungen ge-
wonnenen Erkenntnisse ein und erlautert mogliche mitigative MaRnahmen und deren
begrenzende Wirkung bei einem Kernschmelzunfall in der Spatphase. Fir die Arbeit
mussten Materialdaten abgeschétzt werden. Deswegen werden Vorschlage ge-
macht, welche Daten beziehungsweise Experimente notwendig sind, um die Grund-
lage der numerischen Modelle verlasslicher gestalten zu kénnen. Kapitel 8 fasst die
wesentlichen Erkenntnisse dieser Arbeit zusammen.
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2 Ausgangssituation und bisherige Arbeiten

In dieser Arbeit wird das Verhalten eines Reaktordruckbehélters wéhrend eines
Kernschmelzunfalls nach Bildung eines Schmelzesees in der Bodenkalotte unter-
sucht. Diesem spaten Stadium eines schweren Storfalls gehen viele Vorgéange mit
teilweise sehr geringer Eintrittswahrscheinlichkeit voraus. Gleichzeitig spielen viele
EinflussgréRen fur den weiteren Verlauf des Storfalls eine Rolle. Es wird im Folgen-
den ein Uberblick gegeben tber die historische Entwicklung der Forschungsarbeiten
zu schweren Storfallen, den aktuellen Stand der Erkenntnisse und die Motivation fur
die Untersuchung der Kernschmelzeriickhaltung im RDB.

2.1 Ausgangssituation

Bei der Entwicklung und Auslegung von Kernkraftwerken wurde von Beginn an ein
mehrstufiges Sicherheits- und Schutzkonzept /SMI 1979/ verfolgt, um das radioaktive
Inventar, das im Wesentlichen aus den wahrend des Betriebs entstehenden Spalt-
und Aktivierungsprodukten besteht, verlasslich einzuschlie3en. Die heutige Sicher-
heitsstrategie beruht auf einem so genannten Mehrstufenkonzept (,defense-in-
depth®, /BRO 1995/, /[FTG 2003/):

Stufe 1, Normalbetrieb: Bereits fur den Normalbetrieb wird durch eine standige
Uberwachung der Anlage, ein Qualitatssicherungsprogramm, eine Auswertung der
Beobachtungen an anderen Anlagen und wiederkehrende Prifungen eine erhdhte
Basissicherheit gewahrleistet.

Stufe 2, Betriebsstérungen: Durch eine geeignete Auslegung der Systeme (z.B. ne-
gativer Temperaturkoeffizient) werden Betriebsstérungen zurickgefuhrt in den
Normalbetrieb bzw. fiihren zu einer Reaktorabschaltung.

Stufe 3, Auslegungsstorfélle: Als Auslegungsstorfalle werden Ereignisse bezeichnet,
die zu einer Reaktorschnellabschaltung und einer Aktivierung von Sicherheitssyste-
men fuhren. Insgesamt wird der Storfall beherrscht, es kann jedoch zu einer erhoh-
ten — allerdings jeweils noch zulassigen — Abgabe von Radioaktivitat kommen.

Stufe 4, auslegungsuberschreitende Stoérfalle: Durch das Versagen von angeforder-
ten Sicherheitssystemen oder das Eintreten von Ereignissen jenseits der Genehmi-
gungsspezifikationen (z. B. schwereres Erdbeben oder Flugzeugabsturz) kann es zu
einer Kernschmelze kommen. Die nach Mdglichkeit eingeleiteten anlageninternen
NotfallmalZnahmen (Accident Management Measures) gegen die Kernschmelze bzw.
ihre Auswirkungen werden unterschieden in praventive (Stufe 4a) und mitigative
(Stufe 4b) MalRnahmen.

Die Forschungsarbeiten zu schweren Storfallen in Kernkraftwerken begannen etwa
vor einem halben Jahrhundert. 1957 wurde die WASH-740-Studie /WAS 1957/ verof-
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fentlicht, in der Aussagen zur Brennstoffaufheizung, zu chemischen Reaktionen im
aufgeheizten Kern und zur Spaltproduktfreisetzung getroffen wurden. Aber erst in
den 70er Jahren wurden umfangreichere, aus heutiger Sicht allerdings Uberholte Ri-
sikostudien zu schweren Storfallen veroffentlicht /BRO 1995, S. 5/: ,Noch die 1979
veroffentlichte deutsche Risikostudie Phase A unterstellte vollstandige Kernschmelze
im Falle auslegungsuberschreitender Storfalle ... und setzte folgerichtig die Kern-
schmelzhaufigkeit der Eintrittshaufigkeit auslegungsiberschreitender Storfalle gleich
(Eintrittswahrscheinlichkeit etwa 9 - 10 pro Jahr).

Diese vereinfachte Vorgehensweise ist seit der Analyse des Unfalls in Three Mile
Island (TMI), USA, im Jahre 1979 als zu konservativ zu betrachten /GRS 1989/. Zwar
hat der Storfall belegt, dass schwere Storfalle mit fortgeschrittener Kernschmelze
nicht langer hypothetischer Forschungsgegenstand sind, er hat aber auch verdeut-
licht, dass es moglich ist, Kernschmelzunfalle innerhalb des RDB zu beherrschen.

Seit TMI sind mehrere tausend Jahre Betriebserfahrung mit Leichtwasserreaktoren
zusatzlich gewonnen worden /JUNG 1998/. Viele zusatzliche Sicherheitseinrichtungen
und Verfahrensanweisungen wurden seither eingefihrt und es kann festgehalten
werden, dass die Sicherheitsreserven heute wesentlich gréf3er sind als in den 70er
Jahren.

Der konkrete Storfallablauf in TMI hat gezeigt, dass der Hochdruckpfad (HD-Pfad)
besonders ungunstig ist, weil das HD-Kernnotkihlsystem (HP-Emergency Core Coo-
ling System, ECCS) und erst recht das Niederdruck-ECCS nicht anspringen. Zu einer
Kernschmelze unter hohem Druck kann es in einem DWR beispielsweise durch ei-
nen sekundarseitigen Kuhimittelverlust kommen, wodurch die Nachwarmeabfuhr (-
ber die Dampferzeuger nicht zur Verfiigung steht /KTG 2003/. Der Reaktorkuhlkreis
dampft dann unter hohem Druck uber die Druckhalterventile aus /GRS 1989/. Wer-
den in diesem Fall keine MalRnahmen eingeleitet, mit denen rechtzeitig die Warme-
abfuhr wiederhergestellt oder der Druck im Reaktorkihlkreis abgebaut wird, so tritt
Schmelzen unter hohem Druck ein. Ein unbeherrschter Notstromfall kann ebenfalls
zu einer Kernschmelze unter hohem Druck fihren.

Lauft der Unfall bei hohem Druck ab, so wird die letzte Barriere innerhalb des Sicher-
heitsbehalters (Containment), der Reaktordruckbehalter (RDB), zusétzlich zur hohen
Temperaturbelastung mechanisch so hoch beansprucht, dass es zu transienten
viskoplastischen Verformungen kommt. Fuhrt dieser als ,Kriechen* bezeichnete Vor-
gang zum Versagen des RDB, so kann der dann erfolgende Austrag grol3er Schmel-
zemassen in einer direkten Aufheizung des Containments (Direct Containment Hea-
ting) resultieren, welche hier wiederum zu einem auslegungsuberschreitenden
Druckanstieg fuhren kann. Sollte in diesem Fall die kontrollierte gefilterte Druckent-
lastung (Venting) nicht ausreichen und der Sicherheitsbehélter versagen, kame es
zum Austrag groR3er Mengen von Radionukliden in die Umgebung der Anlage.
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Es ist daher sinnvoll, die Barriere ,Reaktordruckbehélter” und den damit verbunde-
nen Kuhlkreislauf so lange wie mdglich aufrecht zu erhalten, um fir jedwede Art von
Notfallmalinahmen zur Stabilisierung der Situation so viel Zeit wie méglich zu haben.

Insbesondere nach dem Unfall in TMI wurden umfangreiche Forschungsprogramme
im Bereich der schweren Storfalle durchgefuhrt. Wahrend des Unfallablaufs in TMI
fiel ein grol3er Teil des Reaktorkerns aufgrund der unzureichenden Kuhlmittelzufuhr
trocken /BRO 1995/. Nach einer entsprechenden Aufheizphase durch die Nachzer-
fallswarme schmolzen interne Strukturen und es bildete sich ein Schmelzesee im
Reaktorkern aus, der an den Randern durch Trimmer und erstarrte Schmelze
(Debris) begrenzt wurde. Danach verlagerte sich ein Teil der Schmelze mit einer
Masse von etwa 19t durch einen seitlichen Durchbruch in die Bodenkalotte. Etwas
spater gelang es, wieder ausreichend Kuhlwasser einzuspeisen, wodurch die
Schmelze abgekuhlt wurde und erstarrte. Der Endzustand des RDB und seiner Ein-
bauten in TMI ist in Bild 1.1 wiedergegeben.

Der Unfall von TMI wird bei der Entwicklung von Stoérfallanalysecodes haufig fur Vali-
dierungsrechnungen zugrundegelegt. Mit dem in dieser Arbeit betrachteten Unfall-
stadium sind die Vorgénge von TMI jedoch nicht vergleichbar, da hier unterstellt wird,
dass es auch weiterhin nicht zu einer Wassereinspeisung kommt und somit die Kern-
zerstorung und die Schmelzeverlagerung in die Bodenkalotte weiter fortschreiten.
Damit liegt die angenommene Schmelzemasse in der Bodenkalotte eine Grél3enord-
nung hoher, als sie in TMI gewesen ist. Daraus resultiert, dass andere geometrische
und thermodynamische Verhaltnisse vorliegen. Dazu gehoért, dass das Volumen der
Bodenkalotte im Wesentlichen mit Schmelze geflllt ist, was schlie3lich - verglichen
mit der TMI-Anordnung - zu einem deutlich schlechteren Oberflachen/ Volumenver-
haltnis fuhrt und bedingt, dass im Inneren der Schmelze eine ausgepragte Konvekti-
onsbewegung stattfindet. Des Weiteren erscheint eine Spaltkihlung zwischen
Schmelzekruste und RDB-Wand durch die Wasservorlage von oben, wie sie bei TMI
stattgefunden haben muss, in dem in dieser Arbeit betrachteten Szenario auf3erst
unwahrscheinlich, weil die Schmelze insbesondere im Bereich des sogenannten hei-
Ren Fokus (hot focus) flissig an der Behalterwand anliegt und jeder Deformation
folgt.

Einen kritischen Zeitpunkt stellt die Verlagerung hocherhitzten Kernmaterials in die
moglicherweise noch mit Wasser gefillte Bodenkalotte dar. Aufgrund der bisherigen
Experimente wird zur Zeit davon ausgegangen, dass eine Dampfexplosion unwahr-
scheinlich ist (Fuel Coolant Interaction, BERDA-Versuche /SON 2003/, /LOE 2003/).
Demzufolge ist nicht mit einem explosionsartigen Druckanstieg zu rechnen, der die
Integritdt des RDB schon vor der Ausbildung eines Kernschmelzesees im unteren
Plenum gefahrden konnte. Eine Fragestellung betrifft hier die Ubertragbarkeit der
experimentell gefundenen Konversionsfaktoren von wenigen Prozent, die den Antell
der umgewandelten thermischen Energie in mechanische Energie angeben. Die



8 2 Ausgangssituation und bisherige Arbeiten

Wahrscheinlichkeit und die Auswirkungen einer méglichen Dampfexplosion sind je-
doch nicht Gegenstand dieser Arbeit.

Zusammenfassend stellt sich fir das Szenario einer Kernschmelze mit Verlagerung
grol3er Teile des Kerninventars in die Bodenkalotte des RDB und Ausbildung eines
Kernschmelzesees die Frage, ob der RDB versagt. Falls er versagt, sind Versagens-
zeitpunkt und Versagensort bzw. —modus fiir den weitergehenden Unfallablauf be-
deutend. Dies gilt insbesondere fur Konzepte, die eine Kernschmelzertickhaltung im
RDB (IVR, In-Vessel-Retention) vorsehen.

2.2 Bisherige Arbeiten zur In-Vessel-Retention

Es wurden zahlreiche experimentelle und theoretische Arbeiten zur Kernschmelze-
rickhaltung innerhalb des RDB veréffentlicht. Diese Arbeiten lassen sich unterschei-
den in Analysen zu Einzel- beziehungsweise Teileffekten und integrale Untersuchun-
gen. Ein grol3er Bereich der Forschung betrifft die Ermittlung und Beurteilung der
thermodynamischen Vorgange eines Schmelzesees mit inneren Warmequellen (s.
Abschnitt 2.2.1), wahrend ein anderer wesentlicher Forschungsbereich die mechani-
schen Eigenschaften von RDB-Stahlen zum Inhalt hat (2.2.2). Ein dritter Bereich hat
die Erfassung der thermodynamischen Vorgange des Warmeulbergangs vom RDB an
eine Wasservorlage an der Behélteraul3enseite zum Ziel (2.2.3).

Die integrale Bewertung der IVR beinhaltet prinzipiell 2 Bedingungen /KYM 1997/,
/THF 1997/

¢ Die notwendige Bedingung fir die Integritat des RDB ist erfullt, wenn die RDB-
Wand bei den vorliegenden thermischen Randbedingungen nicht thermisch
versagt.

e Die hinreichende Bedingung ist erfillt, wenn die verbleibende Festigkeit der
RDB-Wand ausreicht, um die vorliegenden mechanischen Lasten aufzuneh-
men.

Das erste Kriterium kann als thermisches Versagenskriterium bezeichnet werden und
das zweite als kombiniertes thermo-mechanisches Versagenskriterium.

Wird weder eine interne noch eine externe Kiihlung des RDB mit Wasser eingeleitet,
gilt es als sicher, dass der RDB allein aufgrund der thermischen Belastung versagt
/GRS 1989/, /REM 1993/, KYM 1997/, /SEI 2003/. Hierbei wird eine mogliche Be-
schleunigung des Vorgangs durch eine mechanische Belastung nicht berticksichtigt.
Fur den Nachweis einer erfolgreichen Ruckhaltung der Kernschmelze im RDB wird
deswegen davon ausgegangen, dass die Reaktorgrube geflutet und der RDB von
aullen mit Wasser gekuhlt wird (vgl. 2.2.4 und 2.2.5). Des Weiteren wird versucht,
durch innovative Maflinahmen eine erfolgreiche IVR sicherzustellen (2.2.5).
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2.2.1 Arbeiten zum Verhalten eines Schmelzesees

Die Arbeiten zur Naturkonvektion in Fluiden lassen sich zurtickverfolgen bis zum Be-
ginn des 20. Jahrhunderts /BOL 2001/. Allerdings wurden zunachst Anordnungen mit
externen Warmequellen untersucht (Rayleigh-Bénard-Konvektion). Unter dem Aspekt
einer Kernschmelze wird das Verhalten eines Fluids mit inneren Warmequellen seit
30 Jahren intensiv untersucht und ist immer noch Gegenstand der Forschung /JAH
1975/, IDIN 2004a/. Eine Ubersicht und grundlegende Behandlung der auftretenden
Phanomene werden in /BOL 2001/ gegeben. Ein anderes Forschungsgebiet, in dem
die Konvektion von Fluiden mit inneren Wéarmequellen untersucht wird, ist die Geolo-
gie. Bei der Untersuchung der Magmabewegung im Inneren des Erdmantels oder
anderer Planeten herrschen allerdings andere GroRenordnungen als im Falle eines
Kernschmelzesees.

Ziel der Forschungsarbeiten im Rahmen der schweren Storfalle ist es, die rAumliche
Verteilung der Warmestrome an den Randern des Fluidgebiets zu ermitteln. Hierbei
ist zunachst die grundsatzliche Aufteilung der insgesamt freigesetzten Warme in den
aufwartsgerichteten Teil und den abwarts- bzw. seitwértsgerichteten Teil von Interes-
se /JAH 1975/, /BER 1998/, /BUI 1998/. Um die experimentellen Ergebnisse, die in
der Regel nicht mit prototypischen Fluiden, Warmequelldichten und geometrischen
Anordnungen gewonnen wurden, vergleichen und Ubertragen zu kénnen, werden
dimensionslose Kennzahlen angegeben. Die beiden wesentlichen Kennzahlen, die
fur die Betrachtung von Fluiden mit inneren Warmequellen herangezogen werden,
sind die NuRelt-Zahl Nu (dimensionsloser Warmeutbergangskoeffizient) und die modi-
fizierte oder interne Rayleigh-Zahl Ra; (dimensionslose Warmequellstarke). Eine wei-
tere wichtige Kennzahl in diesem Zusammenhang ist die Prandtl-Zahl Pr, die das
Verhaltnis der Grenzschichten im Temperatur- und Stromungsfeld beschreibt. Bevor
auf die einzelnen Experimente eingegangen wird, sollen in diesem Kapitel die Spezi-
fika dieser Kennzahlen in Bezug auf die vorliegenden Anordnungen erlautert werden
(Abschnitte 2.2.1.1 bis 2.2.1.3).

Werden hemispharische Konfigurationen betrachtet, bei denen der Schmelzespiegel
unterhalb des Ubergangs Kalotte-Zylinder, im Folgenden auch Aquator genannt,
liegt, muss bezlglich des thermischen Verhaltens eine weitere Kennzahl beachtet
werden, der Fullungsgrad f /JAH 1975/, /IBER 1998/:

f= e (2.2)
Hierin ist H die Hohe des Fluids und R der Innenradius der Kalotte. Die meisten Ex-
perimente und Analysen gehen davon aus, dass der Schmelzespiegel etwa auf Hohe
des Aquators liegt. Tatsachlich liegt das Volumen des Kerninventars eines Leicht-
wasserreaktors etwa in der Gréf3enordnung des jeweiligen Bodenkalottenvolumens,
sofern es sich nicht um eine stark elliptische Kalotte handelt, sondern annahernd ei-
ne vollstandige Halbkugel vorliegt.
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In den Experimenten werden Beziehungen fir die obere und untere Nul3elt-Zahl er-
mittelt. Die obere Zahl bezieht sich auf den Warmetransport Uber die waagerechte,
obere Berandung des Fluidgebiets, wahrend die untere Nuf3elt-Zahl die Verhaltnisse
an der gekrimmten Flache beschreibt. Jahn /JAH 1975/ hat Beziehungen fir die o-
bere und untere NuR3elt-Zahl fir Anordnungen mit Fullungsgraden von 0,25 bis 1,0
und Rayleigh-Zahlen bis 10'' angegeben. In den Experimenten hat sich gezeigt,
dass der Fullungsgrad auf die obere NulRelt-Zahl keinen Einfluss hat und die untere
Nuf3elt-Zahl nur schwach beeinflusst wird. In dieser Arbeit wird angenommen, dass
die Kalotte zu Beginn ihrer Deformation fast vollstandig gefullt ist, daher wird der Ein-
fluss des Fullungsgrads nicht weiter untersucht.

2.2.1.1 Die Prandtl-Zahl

Der Einfluss der Prandtl-Zahl Pr, die als Verhéaltnis der Grenzschichtdicken von Im-
puls- und Temperaturfeld verstanden werden kann, ist im hier betrachteten Zusam-
menhang noch umstritten. Sie ist definiert als Quotient von kinematischer Viskositat v
zur Temperaturleitfahigkeit a:

or V. (2.2)
a

Bei Fluiden mit einer Prandtl-Zahl kleiner 1 ist die Grenzschichtdicke des Tempera-
turfelds gro3er als die des Geschwindigkeitsfelds. Flissige Metalle haben deutlich
kleinere Prandtl-Zahlen als 1 (vgl. Tabelle 2.1), das bedeutet, dass sie sehr gut als
Warmedubertrager geeignet sind (vgl. natriumgekihlte Reaktorkonzepte: Der Vorteil
von Natrium liegt in der Kombination von hoher Temperaturleitfahigkeit mit niedrigem
Schmelz- und hohem Siedepunkt sowie geringem Absorptionsquerschnitt.). Daraus
resultiert allerdings im Falle der Kernschmelzertickhaltung im RDB die Gefahr eines
schichtgesteuerten Fokus-Effekts bei einer Schmelzeseekonfiguration mit oben auf-
liegender metallischer Schmelzeschicht (vgl. Abschnitt 3.1.2 und /KOL 1996/).

Tabelle 2.1: Einige typische Prandtl-Zahlen.

Fluid Prandtl-Zahl bei Temperatur
Quecksilber 0,07 20 °C

Stahl 0,1 2.000 °C

Luft 0,7 annahernd konstant
Urandioxid 1,3 2000 °C
Wasser 7 20 °C
FOREVER-Schmelze (CaO-B,053) 70 1.200 °C

Im Rahmen der Beobachtung und Simulation der vorherrschenden Strémungsver-
héaltnisse fiur die betrachtete Schmelzeseeanordnung spielen die Turbulenzverhalt-
nisse in den verschiedenen Zonen und Randschichten eine bedeutende Rolle. Die
Diskussion hierzu wird in Kapitel 4.2.2 gefuhrt. An dieser Stelle sei jedoch auf die
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noch nicht abgeschlossene Frage des Einflusses der Prandtl-Zahl auf das sich ein-
stellende Stromungs- und Temperaturfeld verwiesen. Wahrend Theofanous et al.
ITHF 1997/ den Einfluss der Prandtl-Zahl fir hohe Rayleigh-Zahlen als vernachlas-
sigbar betrachten, halten Nourgaliev et al. /NOU 1997/ den Einfluss insbesondere im
unteren Bereich der Bodenkalotte fur signifikant. Der Einfluss der Prandtl-Zahl ist da-
her auch Gegenstand der aktuellen Forschung /LEE 2004/. In dieser Arbeit werden
die Temperatur- und Materialabhangigkeit der in die Prandtl-Zahl eingehenden Gro6-
Ben, kinematische Viskositat und Temperaturleitfahigkeit, berticksichtigt, aber keine
weitergehende Untersuchung der von der Prandtl-Zahl abh&ngigen Effekte durchge-
fuhrt.

2.2.1.2 Die Nul3elt-Zahl

Die Nul3elt-Zahl ist allgemein definiert als das Verhaltnis des gesamten tatsachlich
Ubertragenen, flachenbezogenen Warmestroms qi: an einer Grenzflache zum War-
mestrom im Falle reiner Warmeleitung gcon /VDI 2002/:

Ny = Jo G _DH (2.3)
Oon AAT A

Der Warmestrom der reinen Warmeleitung ergibt sich aus der Warmeleitfahigkeit A,
der charakteristischen Langendimension H, welche in den hier betrachteten Anord-
nungen die Fluid- oder Schmelzeseehthe darstellt, und der maximalen Temperatur-
differenz AT Uber der betrachteten Ausdehnung. Wie spéater noch gezeigt wird, kann
der tatsachliche Abstand zwischen den Punkten minimaler und maximaler Tempera-
tur nur einen Bruchteil der gewahlten Dimension H betragen. Der gesamte Warme-
strom ist auch definiert als Produkt des zu bestimmenden Warmelubergangs-
koeffizienten h und der Temperaturdifferenz AT. Diese Zusammenhange sind eben-
falls in Gleichung (2.3) wiedergegeben.

Im Gegensatz zur herkdbmmlichen Verwendung der Nuf3elt-Zahl muss bei der An-
wendung auf Fluide mit inneren Warmequellen beachtet werden, dass die Nul3elt-
Zahl bereits im Falle reiner Warmeleitung nicht 1, sondern 2 oder 4 ist, je nachdem,
welche Randbedingungen vorliegen. Dieser Zusammenhang ergibt sich aus der L6-
sung der eindimensionalen Differentialgleichung fur das Temperaturfeld im stationa-
ren Fall. Ausgehend vom Warmeleitungsgesetzt nach Fourier /BAE 1994/:

oT
a=-Ay)—- (2.4)
oy
und in Verbindung mit der Energiebilanz fir ein infinitesimales Element:
0
~Hig,(y)=0 (2.5)

oy
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ergibt sich die gesuchte Beziehung zu:

62E+$iy—)-=o. (2.6)
oy Ay)

Wird eine konstante Warmequelldichte gy und eine konstante Warmeleitfahigkeit tber
der Hohe H und eine adiabate Randbedingung an der Unterseite angenommen, so
ergibt sich fir die maximale Temperaturdifferenz:

AT =2, 2.7)
2

Da fur den angenommenen Fall die gesamte Uber der Fluidhéhe generierte Warme
Uber die Oberseite abgefuhrt werden muss, ist Qi gleich dem Produkt aus Wéarme-
guelldichte und Fluidhéhe. Unter Berlcksichtigung dieses Zusammenhangs ergibt
sich durch Einsetzen von (2.7) in (2.3), dass die NulRelt-Zahl bereits im Falle der rei-
nen Warmeleitung mit einer adiabaten Ober- oder Unterseite gleich 2 ist. Fur den Fall
der Warmeabgabe nach oben und unten ergibt sich analog eine NuR3elt-Zahl von 4
/ISMI 1997/.

In den meisten Fallen wird als Ergebnis der Experimente mit intern beheizten Fluiden
[JAH 1975/ oder von Rechnungen /DIN 1997/ eine monotone Potenzfunktion fur den
Warmeibergang in Abh&ngigkeit von der internen Rayleigh-Zahl angeben:

Nu=cRa. (2.8)
Haufig wird ein Gultigkeitsbereich bezuglich der Rayleigh-Zahl fiir die Funktion ange-
geben. Je nach Art der betrachteten Anordnung werden gemittelte Nul3elt-Zahlen far
die gesamte Berandung angegeben oder es wird unterschieden zwischen oberer und

unterer NuRRelt-Zahl. Im Falle der hemisphéarischen Anordnung werden auch polar-
winkelabhangige Nufelt-Zahlen verwendet /NOU 1997/.

2.2.1.3 Die Rayleigh-Zahl

Fur natUrliche Konvektionsvorgange an vertikalen Wéanden wird allgemein folgender
Zusammenhang angenommen /VDI 2002/

Nu= f(Gr-Pr). (2.9)

Die Grashof-Zahl ist definiert als das Verhaltnis der Auftriebskrafte zu den Reibungs-
kraften:

Gr =

3 3
LAY B LS (2.10)
v v'op,
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Hierin sind g die Erdbeschleunigung, H die charakteristische Hohe, v die kinemati-
sche Viskositat, g der volumetrische Ausdehnungskoeffizient und AT wiederum die
maximal auftretende Temperaturdifferenz.

Das Produkt aus Grashof- und Prandtl-Zahl wird auch als Rayleigh-Zahl definiert:
Ra, =GrPr. (2.11)

Diese allgemein gebrauchliche Rayleigh-Zahl gilt fur Vorgange mit externen Warme-
quellen und -senken. Um sie von der noch zu definierenden internen Rayleigh-Zahl
zu unterscheiden, werden die Indizes ,e" und ,i* eingefuhrt.

Eine weitere charakteristische Kennzahl ist die Damkohler-Zahl, die das Verhéltnis
von freigesetzter Warme zum Warmetransport durch Leitung beschreibt und damit
auch ein Mal3 fur die Temperaturerhéhung im Fluid ist /SMI 1997/:

2
Da=%H" (2.12)
AAT

Wird die externe Rayleigh-Zahl mit der Damkohler-Zahl multipliziert, so ergibt sich
eine dimensionslose Kennzahl, in der keine Temperaturdifferenz mehr auftritt:

5
Rai=Rae~Da=Gr-Pr-Da:g'B+/1H. (2.13)
1%

Diese als interne Rayleigh-Zahl bezeichnete Grél3e ist die wichtigste Kennzahl fiir die
in dieser Arbeit betrachteten Vorgéange innerhalb des Schmelzesees. Sie kann als
dimensionslose Warmequellstarke betrachtet werden. Da die Temperaturen der be-
trachteten Anordnungen nicht a priori bekannt sind, ist diese Kennzahl gut geeignet,
um ein Experiment oder ein prototypische Szenario einordnen zu kénnen. Gleichzei-
tig wird deutlich, dass die wesentlich bestimmende GroRR3e die Héhe des Fluids ist.
Als weiterer wichtiger Faktor geht die Warmequelldichte ein.

In Abhangigkeit von der geometrischen Anordnung gibt es zwei kritische interne Ray-
leigh-Zahlen fir Fluide mit inneren Warmequellen. Die erste bezeichnet das Einset-
zen der dichtegetriebenen Konvektion /KUL 1977/, /SMI 1997/. Je nach Anordnung
liegt diese den Anfang der laminaren Konvektion bezeichnende Zahl zwischen 1000
und 3000. Fur die in dieser Arbeit betrachteten Anordnungen ist die zweite kritische
Rayleigh-Zahl bedeutender: Sie bezeichnet den Ubergang vom laminaren Konvekti-
onsregime zum turbulenten. Dinh /DIN 1997/ ordnete diesen Ubergang fur hemisphé-
rische Anordnungen etwa einer Rayleigh-Zahl von 5-10* zu. Die maximalen Ray-
leigh-Zahlen fiir prototypische Anordnungen werden zu 10'’ /BER 1998/ abgeschatzt.

FUr bestimmte Anordnungen lassen sich weitere Beziehungen zwischen den ver-
schiedenen Kennzahlen angeben, die dann als bestimmte thermodynamische Effekte
oder Zusammenhange interpretiert werden konnen /JAH 1975/, /SMI 1997/, IBER
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1998/. Fur die in dieser Arbeit behandelten Vorgange sind weitere Ausfihrungen an
dieser Stelle nicht notwendig.

2.2.1.4 Diskussion der bisherigen Experimente

In den friheren Arbeiten mit hemispharischen Anordnungen wurden zunachst kleine-
re Systeme untersucht, bei denen Rayleighzahlen bis zu 10! realisiert werden konn-
ten /JJAH 1975/. Erst in den 90er Jahren wurden gréf3ere Systeme eingesetzt, um
prototypische Rayleigh-Zahlen bis zu 10" zu erreichen (/HEL 1998/, /BER 1998/; vg|.
a. Abschnitt 3.3.1), wie sie in einem Kernschmelzszenario fur einen Reaktor mit gro-
Ber Leistung (Pe > 1.200 MW) erreicht werden konnten.

Bisher realisiert jedoch kein Experiment zum Warmeubergangsverhalten eines
Schmelzesees durchgéngig prototypische Randbedingungen. Die Ursachen dafur
sind:

e Die meisten Experimente haben eine adiabate Randbedingung oder eine einheit-
liche Randbedingung 1. Art (Temperatur) an allen Begrenzungen des Fluidge-
biets vorgegeben. Im prototypischen Fall ist jedoch die Groéfienordnung der
Warmefreisetzung so grol3, dass die Randbedingungen in der Umgebung vom
Schmelzesee selber beeinflusst werden. Sehr wahrscheinlich werden unter-
schiedliche Randbedingungen an der Oberseite und an der hemispharischen
Oberflache des Behélters vorliegen. Dadurch werden sich andere als die in den
Experimenten gemessenen Warmeflussverteilungen einstellen. Nur fur den Fall,
dass das flissige Schmelzegebiet vollstandig von einer Kruste umgeben ist, an
deren Grenzflache zur Schmelze annahernd eine einheitliche Erstarrungstempe-
ratur vorliegt, sind die Anordnungen vergleichbar.

e Das Temperaturniveau ist in den bisher zur Verfigung stehenden grof3skaligen
Experimenten wesentlich niedriger als im prototypischen Fall. Die meisten Expe-
rimente arbeiten mit Wasser oder Wasserldsungen praktisch auf Raumtempera-
turniveau. D.h., obwohl nominal eine prototypische Rayleigh-Zahl simuliert wird,
wird hier beispielsweise der mogliche Einfluss der Warmestrahlung von der
Schmelzeoberflache auf die gesamte Anordnung nicht beriicksichtigt.

e In der Geometrie bestehen entweder groRe Skalierungsunterschiede im Falle
von 3D-Anordnungen (1:10 oder weniger, z. B. FOREVER oder die UCLA-
Experimente von Asfia und Dhir /ASF 1996/) oder es wird eine 2D-Anordnung
untersucht wie in den BALI- /BER 1998/ oder COPO-Experimenten /HEL 1998/,
deren Ergebnisse auf den 3D-Fall umgerechnet werden. Bei letzteren handelt es
sich um Versuche mit einem scheibenformigen Viertel- (BALI) oder Halbkreis-
segment (COPO) der Bodenkalotte mit konstanter Dicke, wobei die vertikale
Achse der zu modellierenden Kalotte beinhaltet ist. Die meisten Experimente ha-
ben an der Oberseite des Schmelzegebiets keine freie Oberflache. Das be-
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schrankt die Ubertragbarkeit der Ergebnisse prinzipiell auf prototypische Szena-
rien mit einer Kruste an der Oberseite.

e Ein Problem aller Experimente ist die Einkopplung der volumetrischen Warme-
guellen. In den 2D-Anordnungen wie BALI und COPO wird zwischen den planpa-
rallelen Schnittebenen eine Spannung angelegt und der Joule-Effekt zur Heizung
des Fluids genutzt /BER 1998/ /HEL 1998/. In den UCLA-Tests /ASF 1996/ wur-
de eine Mikrowellentechnik angewendet. Beide Verfahren kénnen jedoch eine
absolut gleichmaRige Verteilung der Warmequelldichte nicht gewahrleisten, well
entweder temperaturabhangige Materialeffekte oder Konzentrationsunterschiede
in der verwendeten Fluidlésung auftreten konnen oder Geometrieeffekte eine
Rolle spielen. Einen anderen Ansatz versuchen Theofanous et al. durch transien-
tes Abklhlen der gesamten Anordnung ohne Zufuhr von Warme in den ACOPO-
Tests (Axisymmetric COPO, /THF 1996, App. D/). Bolshov et al. /BOL 2001/ sind
jedoch der Ansicht, dass signifikante Unterschiede beztiglich der Warmeflussver-
teilung an der Berandung vorliegen, wenn man einen sich transient abkihlenden
Fluidpool oder einen Pool mit inneren Warmequellen betrachtet. Bei den
FOREVER-Experimenten ist die Verletzung einer homogenen Warmequelldichte
offensichtlich, da die Heizstabe nur an diskreten Positionen im Inneren des Pools
heizen. Werden jedoch die experimentellen Ergebnisse mit den CFD-
Rechnungen, bei denen ein homogenes Warmequellengebiet modelliert wurde,
verglichen, zeigt sich, dass der Effekt zumindest im oberen Teil der Bodenkalotte
vernachlassigbar ist. Eine ausfuhrliche Diskussion der FOREVER-Experimente
folgt im Abschnitt 5.4. Im prototypischen Szenario ist allerdings auch nicht davon
auszugehen, dass die gesamte freigesetzte Warme homogen uber das Schmel-
zegebiet verteilt ist. Zum einen wird davon ausgegangen, dass der grofl3ere Tell
der warmeerzeugenden Spaltprodukte in der oxidischen Phase vorliegt, zum an-
deren kénnen sich gasformige, flichtige Spaltprodukte in HohlrAumen ansam-
meln (vgl. Bild 3.3, S. 36).

Bernaz /BER 1998/ hat belegt, dass die Ergebnisse, die mit einer elliptischen Boden-
kalotte, die einen deutlich gréReren Radius als der zylindrische Teil des Behélters
aufweist, nicht mit denen einer vollstandigen Halbkugel vergleichbar sind. Bei einer
stark elliptischen Bodenkalotte wird bei gleicher Schmelzemasse der Schmelzespie-
gel friher das Niveau des Kalottenibergangs erreichen bzw. wesentlich héher im
zylindrischen Teil stehen als bei einer hemisphérischen Kalotte. Die WWER-440 und
die WWER-1000 Reaktoren besitzen eine stark elliptische Bodenkalotte, und die im
Rahmen der Untersuchungen zu schweren Storfallen fur das KKW Loviisa (Typ
WWER-440) durchgefiihrten COPO-I-Experimente représentierten diese Geometrie
/IKYM 1994/. Die von Bernaz durchgefuhrten BALI-Experimente stellten ein Segment
einer halbkugelférmigen Bodenkalotte im prototypischen Malistab dar, als Vorbild
diente die franzdsische Reaktorbaulinie N4. Da in dieser Arbeit halbkugelférmige Ka-
lotten betrachtet werden, werden nur diesbeziigliche thermodynamische Randbedin-
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gungen angenommen. Fur die leicht elliptische Bodenkalotte der KONVOI-Baureihe
(Innenradius Kalotte: 2.554 mm, Zylinder: 2.500 mm) wird angenommen, dass sich
die Ergebnisse aus den halbkugelférmigen Arbeiten Gbertragen lassen.

2.2.2 Arbeiten zum mechanischen Materialverhalten

Die vorhandenen Arbeiten zur Untersuchung und Abschatzung bzw. Simulation des
mechanischen Verhaltens der Bodenkalotte oder dafiir verwendeter Werkstoffe sind
sehr umfangreich. An dieser Stelle soll zunachst ein Uberblick gegeben werden, wel-
che Stoffeigenschaften ermittelt werden missen, welche Typen von Experimenten es
gibt und welche Verfahren zur Abschéatzung oder Simulation des Versagensverhal-
tens angewendet werden. Die Diskussion der betreffenden Literatur und der dort vor-
geschlagenen Verfahren und dargestellten Ergebnisse erfolgt in den Abschnitten
3.5.4und 4.1.3.

Bei den fir mechanische Simulationen relevanten Stoffeigenschaften ist zu unter-
scheiden zwischen solchen, die in erster Naherung als rein temperaturabhangig be-
trachtet werden konnen, und solchen, die zusatzlich zeit- oder dehnungsabhangig
sind. Zu den Stoffwerten der ersten Gruppe gehdren der Temperaturaus-
dehnungskoeffizient, die Dichte und der Elastizitatsmodul. Die Modellierung dieser
Stoffeigenschaften wird in Abschnitt 4.1 behandelt. Die zweite Gruppe der relevanten
Stoffeigenschaften ist nicht nur temperaturabhangig und lasst sich nicht durch einen
Stoffwert beschreiben: das plastische (zeitunabhéngige) und das viskoplastische
(zeitabhangige) Materialverhalten. Streng genommen lassen sich in dem betrachte-
ten Zusammenhang die Plastizitat und Viskoplastizitat, auch als Kriechen bezeichnet,
in den fur die Kernschmelzertickhaltung relevanten Experimenten nicht trennen (vgl.
Kap. 3.5.4 und 4.1.3).

2.2.2.1 Kriechen

Bei den in dieser Arbeit betrachteten Anordnungen und Belastungen spielt die zeit-
abhangige viskoplastische Verformung des Reaktordruckbehélters eine entscheiden-
de Rolle. Dieser als Kriechen (creep) bezeichnete Vorgang tritt bei allen kristallinen
Materialien auf, die bei héheren Temperaturen belastet werden. Fur die kritische
Temperatur Tc von Metallen, von der an signifikantes Kriechen zu beachten ist, gilt
allgemein /BOY 1988/:

TC zo’4'Tsol ' (214)

Hierbei ist Ty, die Schmelztemperatur des Materials in Kelvin. Fur nichteutektische
Materialien mit deutlich unterschiedlicher Solidus- und Liquidustemperatur ist die So-
lidustemperatur einzusetzen. Bei den in dieser Arbeit betrachteten niedriglegierten
feinkérnigen Reaktorbaustahlen mit den Hauptlegierungsanteilen Mangan, Molybdan
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Bild 2.1: Prinzipieller Verlauf einer Kriechkurve und der in den jeweiligen Kriechsta-
dien zu beobachtenden metallographischen Befunde (nach Heinrich /HEI 1991/).

und Nickel kann eine Solidustemperatur von 1.750 K angesetzt werden, die kritische
Temperatur betragt somit 700 K.

Es liegt sehr umfangreiche Literatur zu Kriechvorgangen vor, allerdings zum Uber-
wiegenden Teil konzentriert auf das Zeitstandverhalten von langfristig hoch bean-
spruchten Komponenten wie Turbinenschaufeln oder Chemieanlagenteilen. Die Ziel-
stellung und Herangehensweise auf diesem Forschungsgebiet ist nicht direkt mit der
Fragestellung im Bereich der schweren Storfalle vergleichbar: Bei den herkdmmli-
chen Untersuchungen liegt das Ziel darin nachzuweisen, dass flir das entsprechende
Werkstuck bzw. den Werkstoff ein Versagen wéhrend der angestrebten Lebensdauer
ausgeschlossen werden kann. Deswegen werden in der Regel Laborbedingungen
gewahlt, die vergleichbare oder leicht erhdhte Belastungen widerspiegeln. Damit
kann ein Nachweis gefuihrt werden, dass die entsprechende Komponente im realen
Einsatz mindestens die geforderten Spezifikationen erfillt. So kann das Bauteil
rechtzeitig vor einem moglichen Versagen aulier Betrieb genommen oder ausge-
tauscht werden. Demgegentber werden die Untersuchungen fir schwere Storfalle
mit dem Wissen durchgefiihrt, dass mit einem Versagen der Komponente in jedem
Fall zu rechnen ist, falls die entsprechenden Randbedingungen eintreten. Ziel ist es
daher insbesondere, Daten zu fortgeschrittenen Kriechstadien, zum Versagenszeit-
punkt und zur Versagensform zu sammeln.

Prinzipiell lassen sich aus den einachsigen Zeitstandversuchen 3 Kriechstadien able-
sen (vgl. Bild 2.1, /HEI 1991/):

e |. Priméares Kriechen: Kurz nach der Lastaufnahme verlangsamt sich der Kriech-
vorgang mit steigender Verformung, weil sich ein Versetzungsnetzwerk ausbildet.
Dieser Vorgang wird als Verfestigung bezeichnet.
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e |l. Sekundares Kriechen: Nachdem sich eine minimale Kriechdehnrate eingestellt
hat, beginnt im Idealfall ein Stadium mit konstanter Dehnrate (stationares Krie-
chen). Hierbei Uberlagern sich weitere Versetzungsbildungen und Erholungsvor-
gange. Des Weiteren kommt es zur Neubildung und Vergroberung von Karbiden,
woraus ein Festigkeitsverlust des Werkstoffs resultiert (thermal softening). Auf-
grund der Diffusion von Leerstellen, primar im Bereich von Ausscheidungsteil-
chen, an die Korngrenzen beginnt au3erdem die Bildung von Kriechporen (cavi-
ties).

e |ll. Tertidres Kriechen: Zunehmendes ,thermal softening®, Abnahme des tragen-
den Querschnitts aufgrund zunehmender Porenbildung und Oxidation und Ent-
kohlung der Randschichten bei atmospharischem Sauerstoffzutritt fihren zu ei-
ner Beschleunigung des Kriechvorgangs. Durch zusammenwachsende Poren
bilden sich Mikrorisse, schlie3lich versagt das Werkstiick durch Kriechbruch.

Die Versuche werden in der Regel mit konstanter Temperatur (Zeitstandisotherme)
und Last durchgefthrt. D.h., die fur die gesuchte Werkstoffeigenschaft maf3gebliche
Spannung nimmt mit zunehmender Dehnung zu, insbesondere nach Beginn einer
moglichen Probeneinschnirung. Eine detaillierte Diskussion der Auswertung von
Zeitstandkurven wird in Abschnitt 4.1.4.2 gefihrt.

Breits in den 50er Jahren wurden Modelle entwickelt, um die Versagenszeit von
Komponenten an Hand einer begrenzten Anzahl von einachsigen Zeitstandversu-
chen vorhersagen zu kénnen /LAR 1952/. Die hierzu durchgefiihrten Experimente
sind in der Regel als Langzeitkriechversuche zu bezeichnen, da sie 10? bis 10° h
dauern. Sogenannte Kurzzeitkriechversuche werden in nennenswertem Umfang fur
die hier betrachteten Werkstoffe erst seit den 80er Jahren durchgefihrt /MUL 1991/,
/OBS 1989/. Die Temperaturen der Zugproben lagen allerdings zunachst unterhalb
der Austenitisierungstemperatur der betrachteten RDB-Stahle von etwa 1.150 K, erst
seit den 90er Jahren werden Kurzzeitkriechversuche bis in die Nahe des Schmelz-
punktes durchgefuhrt /REM 1993/, /SAI 1998/.

Fur die Bestimmung des Kriechverhaltens von Stahlen in Rechenprogrammen wer-
den Ublicherweise analytische Formeln verwendet, sogenannte Kriechgesetze, die je
nach Ansatz eine Anzahl freier Parameter beinhalten /ALT 2003/. Ein haufig verwen-
detes Kriechgesetz ist:

g=d,-c% . g% -exp[—i—“} . (2.15)

In dieser Gleichung ist die Dehnrate ¢ in Abh&angigkeit der wahren Spannung o, der
bereits erreichten wahren Dehnung ¢ und der vorherrschenden Temperatur T ausge-
driickt. Da Temperatur und Spannung vom Werkstoff nicht beeinflusst werden kon-
nen, ist die Dehnrate priméar von der aktuellen Dehnung abhangig. Weil der Exponent
ds; fur die meisten Stahle negativ ist, wird die dargestellte Gleichung als Dehnungs-
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verfestigungsmodell bezeichnet; es ist € < 0. Der Exponent d; und die Ubrigen Koeffi-
zienten werden so angepasst, dass mdglichst viele Kriechversuche bei konstanter
Last und Temperatur mit mdglichst geringer Abweichung wiedergegeben werden
konnen. Bei der praktischen Anwendung ist es aber oft schwierig, eine zufriedenstel-
lende Koeffizientenanpassung fir grol3ere Temperatur- und Spannungsbereiche zu
finden, da die Koeffizienten selbst ebenfalls von Spannung und Temperatur abh&n-
gen. Insbesondere weil sich das unterschiedliche Materialverhalten oberhalb und
unterhalb des Austenitisierungspunktes mit einer einzigen Gleichung nicht mit der
gewilnschten Genauigkeit wiedergeben lasst, werden zur Umgehung dieses
Schwachpunktes in der Literatur fur ein Material verschiedene Gleichungen bzw. Ko-
effizienten fir bestimmte Spannungs- und Temperaturbereiche angegeben /REM
1993/, /ICHU 1999/.

Ein weiterer Nachteil dieser analytischen Beschreibung (2.15) ist, dass mit einem
Koeffizienten d; nur das primére Kriechstadium beschrieben werden kann. Es ist aber
erforderlich, auch das sekundare Kriechstadium (€ =0) bzw. das tertiare Kriechstadi-
um (€ >0) in der Modellierung zu erfassen (vgl. folgender Abschnitt und Abschnitt
4.1.4.2).

2.2.2.2 Zug-und Kriechversuche

Die allgemein etablierte Vorgehensweise zur Ermittlung der beiden Werkstoffeigen-
schaften Plastizitdt und Viskoplastizitat besteht darin, einachsige Zug- und Kriech-
versuche durchzufiihren. Erstere sind dehnungsgesteuert, d.h. bei fest vorgegebener
Dehnrate werden die Dehnung der Probe und die dazu notwendige Kraft aufgezeich-
net. Aus der jeweils anliegenden Kraft und dem urspringlichen Probenquerschnitt
kann die Nominalspannung zur jeweiligen Dehnung berechnet werden. (vgl. Bild 2.2,
Kurve ,REVISA 800°C Eng. Strain/Stress epsdot=1.0%/min*). Aus der Nominalkurve
lasst sich unter Annahme einer gleichmafiigen Verformung eine “wahre” Kurve
bestimmen (Bild 2.2, Kurve ,REVISA 800°C True Strain/Stress”, vgl. Abschnitt 4.1.4).

Kriechversuche hingegen sind lastgesteuert /OBS 1989/, d.h., der Zugstab wird mit
einer konstanten Zugkraft bis zum Bruch belastet. Da bei den hier betrachteten Tem-
peraturen in der Regel grol3e Bruchdehnungen von bis zu 100 % erreicht werden,
fuhrt die damit einhergehende Verkleinerung des Probenquerschnitts auch unter
Vernachlassigung der typischerweise an der Bruchstelle zuvor auftretenden Bruch-
einschnlirung zu wesentlich héheren wahren Spannungen als die auf den Ausgangs-
guerschnitt bezogene Nominalspannung. In Bild 2.2 ist der Verlauf der wahren Span-
nung eines Kriechversuchs bei 800 °C und 65 MPa fir den franzdsischen Stahl
16MND5 dargestellt (,REVISA 65MPa Creep Test True Strain/Stress”). Ausgehend
von der Nominalspannung erreicht die wahre Spannung ohne Bertcksichtigung einer
Einschnirung mit 124 MPa zum Zeitpunkt des Bruchs fast das Doppelte des Nomi-
nalwerts.
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Bild 2.2: Darstellung der Spannungs-Dehnungs-Verhaltnisse in Zug- und Kriech-
versuchen am Beispiel REVISA-Ergebnisse fur den Stahl 16MND5 bei 800 °C.

Aus den lastgesteuerten Versuchen ist damit nicht direkt zu entnehmen, ob der fur
Kriechkurven typische Verlauf (vgl. Bild 2.1 und Bild 2.6) materialspezifisch ist oder
ein Geometrieeffekt ist. Wahrscheinlich ist insbesondere die Beschleunigung im terti-
aren Bereich eine Kombination von beidem:

e geometrische Beschleunigung aufgrund der Abnahme des Probenquerschnitts
im Bereich der Gleichmal3dehnung und zusatzlich bei Auftreten einer Ein-
schnurung,

e abnehmende Materialfestigkeit aufgrund mikrostruktureller Vorgange (Poren-
entstehung und -wachstum, Mikrorisse).

Um diese Effekte zu trennen, wurden von der MPA /OBS 1989/ spannungskontrollier-
te Versuche durchgefuhrt, bei denen die Last entsprechend der Abnahme des Pro-
benquerschnitts so reduziert wurde, dass die Spannung zumindest bis zum Beginn
der Einschnirung konstant blieb. Hierbei zeigte sich, dass viele Versuche durch eine
lineare Beziehung zwischen Dehnung und Zeit fir den gré3ten Teil der Versuchs-
dauer beschrieben werden kdnnen. Allerdings zeigten sich kurz vor dem Bruch in der
Regel doch héhere Dehnraten als bei linearer Abhéngigkeit. In der Literatur wird teil-
weise die Ansicht vertreten, dass die Kriechbeschleunigung im tertiaren Bereich rein
durch den Geometrieeffekt verursacht wird /OBS 1988/, /CHU 1999/. In Kapitel 5.2
wird gezeigt, dass diese Aussage zumindest fur den in dieser Arbeit modellierten
Werkstoff 16MND5 nicht zutrifft.
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2.2.2.3 Reproduzierbarkeit der Festigkeitseigenschaften

Es ist bekannt, dass die aus den entsprechenden Experimenten gewonnenen Festig-
keitseigenschaften materialspezifisch sind, also von den einzelnen Stahlsorten ab-
hangen. Aber auch Proben aus unterschiedlichen Chargen desselben Stahls liefern
grol3e Abweichungen in ihrem Festigkeits- und Versagensverhalten in dem fir eine
Kernschmelzertckhaltung relevanten Temperatur- und Spannungsbereich.

Wie grol3 der Unterschied der mechanischen Eigenschaften zweier Chargen ein und
desselben Stahls aus zwei verschiedenen Hitten sein kann, zeigen die Untersu-
chungen von Mongabure (/MON 2000/, Bild 2.3 und Bild 2.4). Ausgehend vom nicht
erwarteten sehr unterschiedlichen Versagensverhalten in den Experimenten des
LHF- /CHU 1999/ und des nachfolgenden OLHF-Projekts /HUM 2000/ (s. a. Abschnitt
2.2.2.4) wurde nach mdglichen Ursachen geforscht. Obwohl in beiden Experiment-
reihen der amerikanische RDB-Stahl SA 533 B1 eingesetzt wurde, traten unabhéngig
von den Versagenszeiten, die wesentlich von den vorherrschenden Temperaturen
abhéngen, in ansonsten vergleichbaren Experimenten unterschiedliche Bruchformen
auf. In den LHF-Experimenten wurde am Versagensort eine raue Bruchflache mit
einer relativ groRen Restwanddicke beobachtet. In den vergleichbaren OLHF-
Experimenten wurde hingegen eine scharfe Abrisskante festgestellt. Dieser Befund
wurde in der Nachuntersuchung durch Mongabure bestétigt. In Bild 2.3 und Bild 2.4
sind Proben aus einachsigen Kriechversuchen im Temperaturbereich von 970 K bis
1.270 K bei verschiedenen Nominalspannungen dargestellt. Die unterschiedlichen

Bild 2.3: Proben aus LHF-Material von  Bild 2.4: Proben aus OLHF-Material von
Kriechversuchen bei verschiedenen Kriechversuchen bei verschiedenen
Nominalspannungen und Temperaturen Nominalspannungen und Temperaturen
/MON 2000/. /MON 2000/.
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Bruchformen sind besonders im héheren Temperaturbereich gut zu erkennen.

Die Untersuchungen von Mongabure belegen, dass der LHF-Stahl, der aus einer
amerikanischen Hutte stammte, unterhalb der Austenitisierungstemperatur (ca.
1.170 K) tendenziell eine hohere Festigkeit aufwies, wahrend der OLHF-Stahl aus
einer deutschen Hutte oberhalb des Austenitisierungsbereichs eine deutlich bessere
Zeitstandfestigkeit aufwies. Bild 2.5 zeigt beispielhaft das Kriechverhalten einer LHF-
und einer OLHF-Probe. Obwohl die Temperaturen mit 1.266 K bzw. 1.263 K und die
Nominalspannungen mit 18,8 MPa bzw. 18,7 MPa nahezu gleich sind, ist zu erken-
nen, dass der OLHF-Stahl nicht nur duktiler ist, sondern auch einen deutlich héheren
Kriechwiderstand aufweist. Die Versagenszeit ist mit 8,13 h gegenuber 3,51 h mehr
als doppelt so lang.

Die Ursache fur die Unterschiede bei Duktilitdét und Versagenszeit ist nicht eindeutig
festzumachen. Mongabure /MON 2000/ &ufRert die Vermutung, dass das unter-
schiedliche Verhalten auf die innerhalb der Norm in zuldssigen Werten schwanken-
den Schwefelgehalte des mit Mangan legierten Stahls zurtckgefihrt werden kann,
weil sich die Bildung von Mangansulfid im Bereich hoher Temperaturen negativ nie-
derschlagen kann.

Wird der Schwefelgehalt der beiden Stéhle verglichen (s. Tabelle 5.1, S. 103), so
findet man, dass das duktilere OLHF-Material mit einem Anteil von 0,001 gew.-%
wesentlich weniger Schwefel enthalt als das sprédere LHF-Material mit 0,01 gew.-%.
Der Duktilitatseffekt ist bei hohen Temperaturen (oberhalb des Austenitisie-

0,8 |
0,7 | A 533 B1)- OLHF
[ T = 990°C / 1263 K
0.6 A 533 B1 - LHF oo = 18,7 MPa
- T =993 °Cf 1266|K oy = 24 MPa
:;.I og = 18,8 MPa trupture =813h
g 0% | o, = 24 MPa
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Bild 2.5: Wahre Kriechdehnungen uber der Zeit von Kriechproben eines LHF-Tests
und eines OLHF-Tests. (Kurven aus Daten von Mongabure generiert.)
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rungspunktes) ausgepréagter als bei niedrigeren Temperaturen. In Kapitel 5.5 wird
nochmals im Rahmen der Diskussion der FOREVER-Experimente auf diesen mogli-
chen Zusammenhang eingegangen, denn auch dort zeigte sich, dass ein héherer
Schwefelgehalt mit einer verringerten Duktilitat einhergeht.

Bei der Versagenszeit in einachsigen Zugversuchen sind sogar innerhalb einer
Charge noch Abweichungen von 30 % maoglich. In Bild 2.6 sind Kriechkurven fir den
deutschen RDB-Stahl 20 MnMoNi 55 bei einer Temperatur von 800 °C und einer
Nominalspannung von 65 MPa dargestellt. Insgesamt wurden 5 Proben einer Charge
bei der MPA in Stuttgart mit einer Prifmaschine belastet. In dem Diagramm darge-
stellt ist der Verlauf der wahren Dehnung tber der Zeit bis zum Bruch fur die Proben
mit der langsten und der kirzesten Versagenszeit von 1,4 bzw. 1,05 h. (Da fur den
Test mit der langeren Versagenszeit nur 5 Zeit-Dehnungs-Wertepaare inklusive Null-
punkt dokumentiert waren, wurde ein Polynom 3. Grades zur Orientierung als gestri-
chelte Linie eingefligt.) Es wird also deutlich, dass bei den spéteren Vergleichen zwi-
schen Experimenten und numerischen Simulationen ebenfalls mit Abweichungen in
dieser GroRRenordnung allein aufgrund der Streuung der mechanischen Eigenschaf-
ten zu rechnen ist.

Auch wenn diese Beispiele Extremfélle sind, so zeigen sie doch, dass die Streuung
im Materialverhalten eine nicht zu behebende Unsicherheit bei der modellgestiitzten
Prognose der Versagenszeiten der betrachteten Behélter darstellt.
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Bild 2.6: Kriechkurven fur die Stédhle 16MND5 und 20 MnMoNi 5 5 bei einer Tempe-
ratur von 800 °C und einer Nominalspannung von 65 MPa.
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Eine weitere Kurve in Bild 2.6 gibt den Verlauf der wahren Dehnung eines Kriechver-
suchs fur den Stahl 16MND5 des REVISA-Programms /SAI 1998/ fur die gleichen
Belastungsbedingungen wieder, wie sie fur die Proben aus 20 MnMoNi 5 5 herrsch-
ten. Die Kurve fir 16MND5 beschreibt ein geringfligig anderes Verhalten als die Kur-
ven fur den deutschen Stahl. Der Dehnungssprung zu Beginn der Belastung resultiert
wahrscheinlich aus einem Fehler in der REVISA-Versuchanordnung bei allen Kriech-
versuchen der Temperatur 800 °C (vgl. Bild 10.13 bis Bild 10.20). Ansonsten lasst
sich ein ahnliches Kriech- und Bruchverhalten zwischen den beiden Stéhlen beo-
bachten.

Im REVISA-Projekt wurden die Festigkeit und das Zeitstandverhalten des franzosi-
schen RDB-Stahls 16MND5 Uber einen Temperaturbereich von 20 °C bis 1300 °C
umfassend untersucht. Allerdings wurde nur je eine Probe bei den untersuchten
Spannungs- und Temperaturpunkten verwendet, d.h., es liegen keine Werte fur eine
Abschatzung des Streuverhaltens innerhalb einer Materialcharge vor.

2.2.2.4 Experimente mit komplexeren Spannungszustanden

Ein bekanntes Problem strukturmechanischer Analysen ist die Ubertragbarkeit der in
den einachsigen Zugversuchen gewonnenen Materialeigenschaften auf komplexere
Geometrien und damit auf komplexere Spannungszustande. Dies gilt insbesondere
bei auftretenden plastischen Verformungen und Materialschadigungen bis zum
Bruch. Es wurden daher von verschiedenen Autoren Materialmodelle entwickelt, die
die Vorgange in den betrachteten Werkstoffen auch fir mehrachsige Spannungs-
und Dehnungszustande bis zum Bruch beschreiben sollen (vgl. /LEM 1996/, /ALT
2003/, Abschnitt 4.3.3). Um diese in Strukturanalysecodes implementierten Modelle
zu validieren, werden in der Literatur und in dieser Arbeit Vergleiche mit geeigneten
Experimenten durchgefuhrt.

Bei den im Folgenden betrachteten mechanischen Belastungsexperimenten treten im
Unterschied zu den einachsigen Zugversuchen zuséatzlich thermische Spannungen
auf, weil die Bauteile teilweise sehr inhomogenen Temperaturfeldern ausgesetzt
sind. Diese Spannungen werden als Sekundarspannungen bezeichnet und zeichnen
sich dadurch aus, dass sie bei entsprechender Héhe zwar zu einer Plastifizierung
des Materials fuhren, sich aber durch die damit verbundene Verformung selbst be-
grenzen. Demgegeniber lassen sich die sogenannten Primarspannungen, die bei-
spielsweise durch die auf den Zugstab aufgebrachte Last oder durch Innendruck bei
einem Behalter entstehen, nicht durch Verformungen abbauen. Dieser flir Sicher-
heitsanalysen bedeutende Unterschied wird bei Bewertungen entsprechend berick-
sichtigt /KTA 1996/. Allgemein lasst sich festhalten, dass die in dieser Arbeit betrach-
teten transienten, bleibenden Strukturverformungen in der Regel zu Beginn durch
Primar- und Sekundéarspannungen gemeinsam verursacht werden. Danach erfolgt
jedoch ein Sekundéarspannungsabbau, und die weitere Verformung und Schéadigung
werden im Wesentlichen durch die Primarspannungen verursacht.
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Bezuglich der Validierung lassen sich die Experimente in 3 Dimensionsstufen eintei-
len:

e Als 1-dimensionale Experimente werden in dieser Arbeit Zugversuche bezeich-
net. Sie kdnnen gleichzeitig fur die Entwicklung der im Code modellierten Materi-
aleigenschaften, aber auch jeder fur sich genommen fir Vergleiche zwischen
Rechnung und Test herangezogen werden.

e Als 2-dimensionale Experimente werden in dieser Arbeit Experimente bezeich-
net, die auf einer Rohrgeometrie basieren. Zu diesen sogenannten Rohr-
versagensexperimenten gehéren die RUPTHER-Tests (vgl. /MON 1999/ und
5.3.1), die FASTHER-Tests /KRI 1999/ und der MPA-Meppen-Versuch (vgl.
/OBS 1988/ und 5.3.2).

e Als 3-dimensionale Experimente werden in dieser Arbeit Experimente bezeich-
net, die geometrisch eine halbkugelférmige Bodenkalotte beinhalten. Hierzu ge-
horen die LHF- (Lower Head Failure, /CHU 1999/) und OLHF-Tests (OECD-
finanzierte LHF-Tests /HUM 2000/) sowie die FOREVER-Experimente.

Bezuglich der Spannung ist die Unterteilung nach Dimensionen nicht exakt, weil bei-
spielsweise in den Rohrversagensexperimenten auch ein dreiachsiger Spannungs-
zustand vorliegt.

Eine weitere Unterscheidung kann nach der Wanddicke der untersuchten Behalter
vorgenommen werden. Hierbei ist nicht das Verhéltnis von Wanddicke zu Radius
ausschlaggebend, bei dem alle genannten Tests in der Gré3enordnung 0,05 bis 0,08
liegen, oder die Nominalspannung nach zylindrischer Kesselformel, sondern die ab-
solute Wanddicke. Bei dinnwandigen Tests wirken sich vermeintlich geringfligige
Abweichungen von der spezifizierten Geometrie oder den Werkstoffeigenschaften,
verursacht beispielsweise durch Lunker oder aufgelotete Thermoelemente, relativ
starker aus als bei dickwandigen Experimenten, weil hier der bekannte Effekt der
Stutzwirkung des umgebenden intakten Materials aufgrund des GroRRenverhaltnisses
des Fehlers zur WerksttickgroRe nicht oder nur begrenzt wirken kann. So gehéren
die RUPTHER-Tests /MON 1999/ mit 2 mm Wanddicke zu den diinnwandigen Expe-
rimenten, wahrend die anderen hier betrachteten Tests als dickwandige Experimente
betrachtet werden kdnnen.

Die Intention fir den etwa 10 Jahre friher durchgefihrten MPA-Meppen-Test /OBS
1988/ lag darin, die Auswirkung eines transienten Temperaturanstiegs fur eine Spei-
sewasserleitung unter hohem Systemdruck zu untersuchen. Die Bedingungen einer
Kernschmelze waren nicht Gegenstand der Untersuchung, deswegen liegt die maxi-
male Temperatur im Test lediglich bei 735 °C, der maximale Druck hingegen beim
Normalbetriebsdruck von 165 bar. Eine ausfuhrliche Diskussion zu diesen beiden
Versuchen wird in Kapitel 5.3 im Rahmen der Modellvalidierung gefthrt.

Bezuglich der verfugbaren 3-dimensionalen Experimente lasst sich festhalten, dass
der wesentliche Unterschied zwischen den LHF/OLHF- und den FOREVER-



26 2 Ausgangssituation und bisherige Arbeiten

Experimenten nicht nur in der Skalierung von ungeféahr 1:5 bzw. 1:10 zu einem mit-
telgrolRen LWR besteht, sondern auch in der thermischen Lastaufbringung. Die ab-
sichtliche transiente Temperaturerh6hung von mehreren Kelvin pro Minute bei den
LHF/OLHF-Versuchen /CHU 1999/, /[HUM 2000/ entspricht zwar eher dem prototypi-
schen Szenario, bei dem von vornherein ein hoher Systemdruck vorliegt und sich die
Behalterwand nach einer Schmelzeverlagerung erwarmt, aber zur Codevalidierung
oder fur Benchmarks sind diese Experimente nur bedingt geeignet. Denn diese Ver-
suche erstrecken sich tber mehrere Stunden, aber die entscheidenden plastischen
Verformungen finden in den letzten 10 Minuten statt, weil sich dann die Materialfes-
tigkeit auf dem erreichten Temperaturniveau relativ zur Belastung sehr schnell an-
dert. Das bedeutet, dass auch mit einem relativ schlechten Modell nur Abweichungen
von wenigen Minuten zur experimentellen Versagenszeit berechnet werden, weil der
schnelle Temperaturanstieg ein Versagen praktisch erzwingt. Ahnlich verhalt es sich
bei der Validierung an Hand des MPA-Meppen-Tests in Kapitel 5.3.2.

Es gab im Rahmen eines OECD-Projekts ein Benchmark zum Versuch OLHF-1 /NIC
2003/, der nach dem oben diskutierten Schema verlief: Gesamtdauer ca. 190 min,
versagensrelevante Verformung wahrend der letzten 15 min. Wie zu erwarten war,
lagen die mit verschiedenen Schadigungsmodellen und Codes berechneten
Versagenszeiten nur wenige Minuten auseinander. Hinzu kommt, dass die verschie-
denen Codes bzw. Anwender unterschiedliche Temperaturniveaus anwendeten. Die
Temperaturunterschiede in den Rechnungen betrugen zum Versagenszeitpunkt am
Versagensort mehr als 100 K, was in dem betrachteten Temperaturbereich erhebli-
che Unterschiede bei den Materialeigenschaften impliziert. Hier hatte man sich zu-
nachst auf eine Temperaturvorgabe einigen sollen.

Es ist schwierig, in diesem Fall eine Bezugsgrol3e zu definieren, die die Qualitat der
Rechnungen wiedergibt, denn aufgrund der Kopplung der Temperaturbelastung an
die Zeit ist die Versagenszeit fur sich nicht geeignet. Es musste eine temperatur- und
zeitabhangige Bezugsgrol3e definiert werden. Allerdings besteht zwischen Tempera-
tur, Zeit und Materialfestigkeit kein streng funktionaler Zusammenhang. Hingegen
kénnen prinzipiell zeitunabhangige Grol3en wie Versagensort und Wanddickenvertei-
lung gut fuir Vergleiche herangezogen werden.

Es wurden viele Arbeiten zur FE-Simulation von Kriechversuchen mit Bodenkalotten-
geometrie oder fur das TMI-Szenario oder fur hypothetische prototypische Szenarien
veroffentlicht. Im Folgenden werden lediglich einige Arbeiten genannt, weil eine aus-
fuhrliche Auflistung, Analyse und Bewertung den Rahmen dieser Arbeit sprengen
wirde. Neben dem oben erwdhnten OECD-Benchmark /NIC 2003/ wurde von Pilch
(vgl. /CHU 1999/ S. 6-2) ein achsensymmetrisches Modell zur Nachrechnung be-
stimmter LHF-Tests angewendet. Theofanous et al. /THF 1997/ haben neben der
thermischen Analyse ein 2D-FE-Modell fir die mechanische Simulation des heil3en
Fokusbereichs verwendet. Chavez und Rempe haben die Kalotte eines Siedewas-
serreaktors mit Durchdringungen untersucht /CHA 1994/. Weltweit wurden FE-
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Analysen zum TMI-Szenario vorgenommen. Eine ausfuhrliche Untersuchung wurde
von der GRS /AZO 1996/ durchgefihrt. Die verschiedenen Analysen kamen je nach
GroRRe des betrachteten Reaktors oder nach den angenommenen Randbedingungen
und Modellen zu unterschiedlichen Ergebnissen. Tendenziell gilt eine erfolgreiche
Kernschmelzeriickhaltung bei Reaktoren kleinerer Leistung in Verbindung mit einer
Aul3enflutung als sicher.

Arbeiten mit Anwendung einfacher, teilweise nulldimensionaler Modelle, die bei-
spielsweise auf der Verwendung des Larson-Miller-Parameters basieren, werden in
dieser Arbeit nicht betrachtet.

2.2.3 AulRenflutung des RDB

Primares Ziel der Forschung zur Aul3enflutung des RDB im Falle einer Kernschmelze
ist es, zu untersuchen, ob der Warmestrom an der BehédlterauR3enseite, hervorgeru-
fen durch den Schmelzesee auf der Innenseite, zu irgendeinem Zeitpunkt an irgend-
einem Ort den kritischen Warmestrom (Critical Heat Flux, CHF) Uberschreitet /KOL
1999/, /SEI 2003/. Bild 2.7 zeigt den Verlauf der Siedekurve (Nukijama-Kurve, /VDI
2002/, IBAE 1994/) fur Wasser bei einem Druck von 1 bar in Abhangigkeit von der
Temperaturdifferenz der warmeabgebenden Flache zum siedenden Wasser (auch
Ubertemperatur genannt).
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Bild 2.7: Siedekurve fur Wasser bei 1 bar (aus
VDI-Wéarmeatlas 2002).
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uberfihren und zu halten, wird thermisches Versagen eintreten.

Ist die Heizflache bereits hocherhitzt, so muss als Voraussetzung fur eine erfolgrei-
che Kernschmelzeriickhaltung die Behalteroberflache durch eine nachtragliche Flu-
tung abgekuhlt werden (Quenching). Dabei bewegt sich der Zustand der Heizflache
so lange auf der Kurve von rechts kommend durch Punkt D zu Punkt C, der auch als
Leidenfrostpunkt bezeichnet wird, wie der der Heizflache aufgepragte Warmestrom
kleiner ist als der durch die Siedekurve vorgegebene Wert. Dann kann ein Sprung
von Punkt C zu einem Zustand zwischen den Punkten A und B erfolgen. Allerdings
wird hiermit deutlich, dass eine erfolgreiche Kernschmelzeriickhaltung bei einer Flu-
tung der Reaktorgrube nach Verlagerung des Coriums in die Bodenkalotte wesentlich
schwieriger ist als bei einer Flutung vor Verlagerung. Noch nicht berticksichtigt wird
bei dieser rein thermischen Betrachtungsweise, dass durch den plétzlich durch die
Behalterwand laufenden sehr groRen Temperaturgradienten ein sogenannter me-
chanischer Thermoschock hervorgerufen werden kann.

Die Analyse der Experimente von El-Genk und Gao /ELG 1999/ zeigt jedoch, dass
bei einer nachtraglichen Flutung der Bodenkalotte giinstigere Bedingungen herr-
schen, als sie bei einer rein 1-dimensionalen Betrachtung einer Heizflache und der
Siedekurve zu erwarten sind. Ursache ist, dass die Temperaturen und der Warme-
strom im prototypischen Szenario im Zentrum der Bodenkalotte geringer sind als an
héheren Positionen. Gleichzeitig findet an der tiefsten Stelle jedoch der erste Kontakt
zwischen steigender Wasservorlage und Kalotte statt. D. h., die Bedingungen fir ein
Erreichen bzw. Unterschreiten des Leidenfrostpunkts sind gunstig, und damit wird
das Zentrum der Kalotte in den effektiven Bereich des Blasensiedens uberfuhrt. Ins-
besondere bei dickwandigen Behdltern tritt dann der Effekt ein, dass angrenzende
Bereiche bei weiter steigendem Wasserspiegel nicht nur von auf3en in Richtung Lei-
denfrostpunkt abgekuhlt werden, sondern auch durch die Warmeleitung im Inneren
der Wand. Dieser Zusammenhang ist insbesondere wichtig fur die Wirkung spater
Flutungen aufgrund absolut passiver Flutungsauslosung wie in dem Patent DE 100
41 779 C1 /WIL 2002a/ beschrieben und in Kapitel 7.3 betrachtet.

Es gibt weitere Faktoren, die eine erfolgreiche Aul3enflutung beglnstigen. So vergro-
Bert sich der Ubertragbare Warmestrom bei einer unterkiihiten Wasservorlage. Eben-
falls steigt der Warmestrom mit steigendem Druck, d. h., ein Druckanstieg im Sicher-
heitsbehalter verbessert den Warmetbergang. Nach dem Zuber-Modell /VDI 2002/
Abschn. Haa) ergibt sich fur einen Druck von 4,5 bar, dem Auslegungsdruck vieler
Sicherheitsbehalter deutscher Anlagen, bereits ein CHF von annghernd 2 MW/m?.

Neueste experimentelle Ergebnisse weisen darauf hin, dass der kritische Wéarme-
strom bei einer Wasservorlage an der AufR3enseite des RDB noch hoher liegt als bis-
her angenommen /DIN 2004b/, /IMUL 2004/, /SMI 2004/.

Im Falle von KONVOI-Anlagen tritt an dieser Stelle ein anderes Problem auf. Sollte
es gelingen, nahezu die gesamte Nachzerfallswarme im Aul3enbereich der Bodenka-



2 Ausgangssituation und bisherige Arbeiten 29

lotte in die Wasservorlage zu uberfihren, so entsteht ein dementsprechend grof3er
Dampfmassenstrom. Dieser Massen- bzw. Volumenstrom muss zur Bildung eines
neuen Kuhlkreislaufs innerhalb des Sicherheitsbehélters zur Warmeabgabe an die
Umbhillung des SB gelangen, um dann Uber verschiedene Pfade als kondensiertes
Wasser wieder in die Reaktorgrube zu gelangen. Die kritischen Stromungsquer-
schnitte innerhalb dieses Kuhlkreislaufs befinden sich im Bereich der Tragpratzen
des RDB bzw. auf H6he des RDB-Deckels. Einfache Abschatzungen ergeben, dass
der entstehende Dampfvolumenstrom diesen Bereich nicht vollstdndig durchstromen
kann /MUL 2004/.

2.2.4 Reaktoren mit Schmelzeriickhaltungskonzepten

Es gibt bereits aufsichtlich anerkannte Konzepte fiir MalRnahmen bei einem schwe-
ren Storfall und Einrichtungen fur bestehende (KKW Loviisa, /KYM 1997/) und zu-
kinftige (AP600, Advanced Pressure Reactor, Westinghouse, 600 MW, /THF 1997/)
Kernkraftwerke, in denen die IVR-Strategie angewendet werden soll, um die Kern-
schmelze in einer definierten Anordnung im unteren Plenum des RDB zu stabilisie-
ren. FUr das KKW Loviisa ist sichergestellt, dass die Flutung der Reaktorgrube erfolgt
ist, wenn die Schmelze sich in die Bodenkalotte verlagert. Gleichzeitig wird die Isola-
tion an der Aul3enseite des RDB entfernt, um den Warmeubergang an das Wasser
nicht zu behindern.

Bis heute werden diese Konzepte in der Regel fur Reaktoren kleiner bis mittlerer
Leistung (Pe < 1.000 MW, Beispiel: SWR 1000 /SMI 2004/) angewendet, weil die
Nachzerfallswéarme proportional zur Normalbetriebsleistung ist und sich das Oberfla-
chen/Volumenverhaltnis mit steigender Leistung verschlechtert. Prinzipiell haben
Siedewasserreaktoren aufgrund der geringeren Leistungsdichte und grofReren Mas-
sen ein besseres Potenzial zur IVR, allerdings entstehen wegen der Durchdringun-
gen durch die Bodenkalotte zusatzliche Fragestellungen. Der gréf3te Reaktor, fir den
das IVR-Konzept zur Zeit untersucht wird, ist der APR1400 (Korean Advanced Power
Reactor, 1400 MWg, /YAN 2004/). Fur noch grol3ere Reaktoren wird bisher davon
ausgegangen, dass eine Kernschmelzertckhaltung im RDB nicht méglich ist. Fir den
EPR (P> 1.600 MW) wird daher beispielsweise das Konzept eines Ex-Vessel-
Kernfangers verfolgt. Ein Ziel dieses Konzeptes ist die Verbesserung des Oberfla-
chen/Volumenverhaltnisses durch eine Ausbreitung der Kernschmelze auf einer ent-
sprechend dimensionierten und materialtechnisch ausgelegten Ebene.

2.2.5 Innovative Entwicklungen zur In-Vessel-Retention

Neuere Arbeiten befassen sich mit der Mdglichkeit, eine In-Vessel-Retention auch fur
Reaktoren groRerer Leistung (Pe>1.000 MW, /KOL 1996/, /KOL 1999/, /SCO 2003/,
IYAN 2004/) nachzuweisen. Hierbei werden zum einen innovative Konzepte verfolgt
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und zum anderen fur den Nachweis bei bestimmten Anlagen bisher nicht genutzte
Potenziale bzw. Konservativitaten untersucht.

Ein Beispiel fUr ein zusatzliches Potenzial fur eine erfolgreiche Kernschmelzeriickhal-
tung stellt die Kuhlwirkung nachtraglich abschmelzender Kerneinbauten dar /KOL
1996/. Kolev fuhrt an, dass die latente Schmelzwarme und die sensitive Warmekapa-
zitat der nach der Kernschmelzeseebildung noch vorhandenen Kernstrukturen (vgl.
Bild 3.1) durch Vermischung signifikant zur Kihlung des Schmelzesees beitragen
konnen. Gleiches gilt fur ein teilweises Abschmelzen der RDB-Innenwand. Diese
Vorgéange kénnen dazu beitragen, die Zeit, bis die Nachzerfallswarmeleistung auf ein
niedrigeres Niveau abgefallen ist, zu Gberbricken (vgl. Bild 3.4, S. 39). Kolev geht in
seinem Szenario fur einen 1.500 MW, DWR von einer Zeit flr die Schmelzeverlage-
rung in die Kalotte zwischen 3 bis 6 Stunden nach Storfallbeginn aus.

Ein weiteres Beispiel fur zusatzliches Potenzial betrifft Verbesserungen des Warme-
ubergangs in die Wasservorlage durch Vibrationen oder Stromungsrickkopplungen,
wie neuere Experimente an der ULPU-V Anlage in Kalifornien gezeigt haben /DIN
2004b/.

Die innovativen Konzepte lassen sich unterteilen in Einzeleffektanwendungen und
Gesamtkonzepte. Zu den letzteren z&hlt die Entwicklung von integrierten Kernfan-
gern (In-Vessel-Core-Catcher), wie sie von der deutschen ,Arbeitsgemeinschaft In-
novative Kerntechnik (AGIK)" in den 90er Jahren /STE 1997/ und der amerikanisch-
koreanischen ,International Nuclear Engineering Research Initiative (INERI)* seit
2001 untersucht wurden /CON 2004/. Auf die Thematik In-Vessel-Core-Catcher wird
hier nicht weiter eingegangen.

Untersuchungen zu Einzeleffekten, die eine Kernschmelzertickhaltung im RDB be-
gunstigen, betreffen haufig die Verbesserung des Warmetbergangs in die Wasser-
vorlage. So untersuchen Yang et al. /YAN 2004/ Beschichtungen der auf3eren Behal-
terwand, die den kritischen Warmefluss (CHF) erh6hen. Weitere Konzepte betreffen
den Zusatz von chemischen Stoffen zum Kihlwasser zur Erh6hung des kritischen
Warmeflusses.

2.3 Verbleibende Fragestellungen

Trotz der umfangreichen Forschungsarbeiten zu schweren Kernschmelzunfallen seit
dem TMI-Unfall bleiben immer noch offene Fragen zu beobachteten oder fiir mdglich
gehaltenen Phanomenen. Insbesondere fir Szenarien, die vom TMI-Unfallablauf ab-
weichen und zu einer vollstandigen Kernschmelze mit Verlagerung in die Bodenkalot-
te fuhren, fehlen belastbare Aussagen. Die Komplexitat der verschiedenen physikali-
schen Vorgange wird zusatzlich verstarkt durch die wechselseitige Beeinflussung der
Vorgénge untereinander. Ein anschauliches Beispiel hierfir ist die in den FOREVER-
Experimenten beobachtete Fokuseinschnirung (vgl. Kap. 5.4.2). Dieser Effekt fuhrt
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zu einer Verklirzung der Versagenszeit aufgrund der transienten Wechselwirkung
von Temperaturfeld, Spannungen und Geometrie.

Fur die Analyse einer Kernschmelzerickhaltung in der Bodenkalotte sind zwei Teil-
gebiete der Physik zu betrachten: Thermodynamik und Mechanik. Beide Teilgebiete
werden bisher getrennt behandelt, obwohl sie sich gegenseitig beeinflussen, also
gekoppelt sind. Bei der numerischen Simulation werden die Teilgebiete mit jeweils
eigenen Modellen untersucht. Es sind bisher keine numerischen Arbeiten bekannt,
die eine kinematische Kopplung zwischen den thermischen und mechanischen Mo-
dellen berticksichtigen. Zu untersuchen ist daher, ob sich eine vollstandige rekursive
Kopplung signifikant auf die Ergebnisse auswirkt.

Zwar sind beispielsweise die zu Beginn einer Schmelzeriickhaltung nahezu nur durch
die thermische Ausdehnung verursachten Geometriednderungen relativ gering, doch
wie in Kapitel 6.1.2 gezeigt wird, ist die Ruckwirkung auf das sich in der Behalter-
wand einstellende Temperaturniveau signifikant fir den Versagenseintritt bzw. die
berechnete Versagenszeit.

Aufgrund der zeitlich abnehmenden Nachzerfallswarmeleistung lasst sich erwarten,
dass es einen kritischen Zeitraum gibt, innerhalb dessen ein Behélterversagen am
wahrscheinlichsten ist. Andererseits stellt sich die Frage, nach welcher Zeit wieder
von einer relativ stabilen Kernschmelzeriickhaltung im RDB ausgegangen werden
kann. Hierzu werden in Kapitel 6.3 Aussagen getroffen.

Fragestellungen, die in dieser Arbeit auftreten und zuklnftig untersucht werden soll-
ten, werden in Kapitel 7.4 ,Empfehlungen fur zukinftige Arbeiten“ behandelt. Hierzu
gehort beispielsweise die chemische Wechselwirkung zwischen Schmelze und Be-
halterwand. Durch Diffusionsvorgdnge kann es auch unterhalb der eigentlichen
Schmelztemperatur des Stahls zu einer Ablation der Wand kommen, weil sich zum
Beispiel eine niedrigschmelzende Materialzusammensetzung einstellen kann, die
einem Eutektikum &hnlich ist. Die Untersuchung dieser Vorgédnge ist Ziel der
RASPLAV- und METCOR-Experimente, die noch nicht abgeschlossen sind /MUL
2003/, IBEC 2004/.
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3 Bewertung der physikalischen Vorgange

Wie bereits in der Einleitung ausgefuhrt, wird ein ausgebildeter Kernschmelzesee in
der Bodenkalotte des RDB als einhtllendes Szenario fir mdgliche unterschiedliche
Unfallablaufe angenommen. Der Schwerpunkt dieser Arbeit liegt auf der numeri-
schen Simulation der thermischen und mechanischen Vorgange wahrend der Kern-
schmelzeriickhaltung in der Bodenkalotte. Es ist im Vorfeld der Modellentwicklung
und fur die Beurteilung der gewonnenen Ergebnisse sinnvoll, die physikalischen Ein-
flussgrofRen, ihre Auswirkungen und ihre relative Gewichtung untereinander abzu-
schatzen, um das Modell darauf abzustimmen. Gleichzeitig wird auf Spezifika, Gro-
Benordnungen und Abmessungen der betrachteten Experimente und eines DWR
eingegangen, um Unterschiede und damit verbundene mdgliche Effekte einordnen
zu konnen. Es ist allgemein Ublich, fur die verschiedenen Experimente Angaben zur
Skalierung zu machen (vgl. /THF 1997/, /HEL 1998/, /CHU 1999/, /SEH 2003/
u.v.m.). Hierbei werden die Werte, die das Experiment beschreiben, zu 1 gesetzt,
und die verglichenen Eigenschaften des jeweils betrachteten prototypischen Falls
sind in der Regel Vielfache davon.

Aufgrund einer intensiven Kooperation mit und mehrerer Studienaufenthalte an der
Koniglichen-Technischen Hochschule Stockholm lagen die umfangreichsten Daten
fur die dort durchgefiihrten FOREVER-Experimente vor. Die FOREVER-Tests waren
als mittelskalige Experimente mit einem Skalierungsverhaltnis von 1:10 konzipiert.
Der in dieser Arbeit betrachtete prototypische Reaktor vom Typ KONVOI ist grol3er
(Pe>1300 MW) als der der eigentlichen FOREVER-Konzeption entsprechende Reak-
tor, der etwa der franzdsischen 950-MW,-DWR-Baureihe entspricht. In den folgen-
den Abschnitten soll unter anderem gezeigt werden, dass es nicht moglich ist, ein
Skalierungsverhaltnis konsistent fur die Uberwiegende Zahl der Einflussfaktoren fest-
zulegen. Das gilt sowohl fur die Beziehung FOREVER-KONVOI als auch fir jeden
anderen prototypischen Reaktor. Dies wird im Folgenden herausgearbeitet und in
Tabelle 3.1 auf Seite 56 gegenibergestellt.

3.1 Geometrische Anordnung

Der geometrische Aufbau der betrachteten Experimente und der prototypischen An-
ordnung hat einen entscheidenden Einfluss auf den Verlauf der Schmelzertckhal-
tung. Prinzipiell sind vier geometrische Regionen zu unterscheiden (vgl. Bild 3.1):

e 1: die Behalterwand, im Wesentlichen bestehend aus der Bodenkalotte, des sich
anschlieRenden Zylinders und des Behalterdeckels,

e 2: das Schmelze- oder Coriumgebiet in der Bodenkalotte, das verschiedene Ho6-
hen und unterschiedliche Zusammensetzungen aufweisen kann,

e 3: der verbleibende Raum innerhalb des Behélters,
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e 4:die externe Umgebung der Bodenkalotte bzw. des Behalters.

In dieser Arbeit werden die Regionen 1 und 2 modelliert, wahrend die Regionen 3
und 4 durch geeignete Randbedingungen oder Teilmodelle wiedergegeben werden.

3.1.1 Geometrie des Behalters

In dieser Arbeit wird eine halbkugelformige Bodenkalotte an einem Zylinder model-
liert. Innen- und AuRRenradius, bzw. Wanddicke, von Kalotte und Zylinder sind gleich
und konstant. Der Innenradius betrug im Falle der FOREVER-Experimente 188 mm,
die Nennwanddicke 15 mm. In den FOREVER-Experimenten war die Wanddicke in
der Bodenkalotte geringfiigig polarwinkelabh&ngig. Aufgrund der Herstellung im Tief-
ziehverfahren lag die Wanddicke im Zentrum der Kalotte etwa 10 % unter der Wand-
dicke im Ubergangsbereich Kalotte-Zylinder. Wegen der Temperaturverteilung (vgl.
Diskussion zum heiRen Fo-
kus in Kapitel 4.2.2) hatte
dies jedoch keinen erkennba-
ren Einfluss auf den Kriech-
und Versagensvorgang bzw.
die Versagensposition.

7 verbleibende 7
Die Wanddicke der KONVOI- 7 RDB-Einbauten 7
. A S

Bodenkalotte betragt z 7

VYN

150 mm. Fir die leicht ellipti-
sche Bodenkalotte der
KONVOI-Baureihe (Innenra-
dius Kalotte: 2554 mm, Zylin-
der: 2500 mm) wird ange-
nommen, dass sich die Er-
gebnisse aus den halbkugel-
férmigen Arbeiten Gbertragen
lassen. Die austenitsche Plat-
tierung auf der Innenseite
des prototypischen Behélters
wird nicht modelliert, weil sie
im Verhaltnis zur Gesamt-
wanddicke eine geringe Di-
cke hat und aufRRerdem hier Region 1
die hoéchsten Temperaturen ||epB-wand
vorliegen, was zu vernach- ypr— - Wirmestrahlung
lassigbaren Festigkeitseigen- Rzg::;rg} ube| Kruste - Konvektion

schaften fihrt (vgl. Kap. - Siedevorgénge

4.1.4). Im Falle der partiellen Bild 3.1: Geometrieregionen bei einer Kernschmelze-
Ablation der Behéalterwand ist rtickhaltung im RDB.

Region 3:
verbleibendes
Behiltervolumen

C KonvektionFD

Region 2: Schmelze

X . Wiarmequellen
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die Plattierung als erstes aufgeschmol-
zen, was ebenfalls eine Vernachlassi-
gung in der Modellierung begrindet (vgl.
Kap. 6). In den FOREVER-Expe-
rimenten gab es keine Plattierung.

Es werden ebenfalls keine Durchdrin-
gungen modelliert, unter anderem, weil
KONVOI-Reaktoren eine ungestorte Bo-
denkalotte aufweisen. Aul3erdem hat
sich bei Testrechnungen fur die Experi-
mente EC3a und 3b, in denen der Ein-
fluss bzw. die Auswirkungen der bei
franzodsischen Reaktoren verwendeten
Instrumentierungsstutzen untersucht
wurde, gezeigt, dass sich auch die polar BC-FOREVER-3

héchstgelegenen Stutzen noch unter- — —
halb des kritischen heiRen Fokusbe- Bild 3.2: 3D-FE-_MOC|€|| fur_dle FOREVER-
EC3-Tests mit eingeschweil3ten
INCONEL-Durchdringungen.

reichs befinden und damit kein Versa-
gen an einer Stutzenposition zu erwar-
ten ist. Dies wurde in den FOREVER-Experimenten bestétigt, bei denen sich der
Schmelzespiegel zu Beginn der Experimente etwa im Bereich des Ubergangs Kalot-
te-Zylinder befand. Demgegenuber wurde bei dem Experiment LHF-4 /CHU 1999/
ein lokales Versagen an einer Durchdringung registriert, allerdings wurde dort eine
fur eine Schmelzeseeanordnung atypische meridional homogene Warmeflussvertei-
lung aufgepragt. Grundsatzlich ist bei einem Versagen im Bereich einer Durchdrin-
gung ein anderes Verhalten zu erwarten als bei Versagensvorgangen im ungestorten
Bereich der Behalterwand. Wahrscheinlich wird der Versagensort unter anderem we-
gen der geringeren Wanddicke im Bereich der Durchdringung lokal begrenzt bleiben,
wie es im LHF-4-Experiment beobachtet wurde.

Bei Rechnungen im Rahmen der FOREVER-EC3a- und EC3b-Experimente stellte
sich der modelltechnische und der numerische Aufwand aus zwei Grinden als sehr
grol3 heraus: Zum einen miussen Anordnungen mit Stutzen auch unter Ausnutzung
von Symmetrien als 3-dimensionales Modell mit entsprechend grof3erer Element-,
Knoten- und Freiheitsgradanzahl gegenuber einem 2D-Modell berechnet werden.
Zum anderen erwies sich die numerische Behandlung der unterschiedlichen Materia-
lien Stahl und Inconel (vgl. Farbgebung in Bild 3.2), einer Chrom-Nickel-Legierung,
ausgehend vom Raumtemperaturniveau bis auf ca. 900 °C als sehr zeitaufwendig
und anfallig. Damit ist ein 3D-Modell derzeit flr Variationsrechnungen noch nicht ge-
eignet. Weitere Untersuchungen in diesem Zusammenhang wurden nicht unternom-
men, zumal der in dieser Arbeit betrachtete KONVOI-Reaktor keine Durchdringungen
in der Bodenkalotte aufweist.
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3.1.2 Aufbau des Schmelzesees in der Bodenkalotte

Die Hohe des Schmelzesees in der Kalotte hdngt von der Masse des aus dem Kern
verlagerten Inventars ab. In dieser Arbeit wird davon ausgegangen, dass der
Schmelzespiegel etwa auf Hohe des Ubergangs zwischen Kalotte und Zylinder liegt
(vgl. Abschnitt 2.2.1). Wahrscheinlich wird die Bodenkalotte in einem transienten
Vorgang, beispielsweise in mehreren Schiiben, mit Kernmaterial gefillt, das teilweise
auch noch in festen Strukturen vorliegt (Debris) und dann erschmolzen wird.

Der Vorgang der Schmelzeverlagerung aus dem Kernbereich in die Bodenkalotte ist
nicht Gegenstand dieser Arbeit. In der Literatur (vgl. /REM 1993/, /THF 1996/) wer-
den zwar konservative Abschatzungen zum Schmelzestrahlangriff auf die Behélter-
wand (,jet impingement”) diskutiert, die zu signifikanten Erosionstiefen fuhren, aber
andererseits ist beim Kontakt einer oxidischen Schmelze mit einer Metallstruktur, de-
ren Anfangstemperatur deutlich unterhalb der Erstarrungstemperatur des Oxids liegt,
davon auszugehen, dass sich instantan eine dinne oxidische Kruste bildet, die das
Metall vor einem sehr hohen Wéarmeeintrag und damit einer hohen Erosionsrate
schitzt. In den COMAS-Experimenten /STE 1997/ wurde praktisch keine Erosion
zwischen horizontal flieRenden oxidischen oder metallischen Schmelzen auf einer
Gusseisenoberflache beobachtet. Und in den speziell fir die Untersuchung des
Schmelzestrahlangriffs ausgelegten CORVIS-Experimenten /HIR 1997/ wurde fest-
gestellt, dass im Falle eines oxidischen Schmelzestrahls auf eine Metallplatte nahezu
keine Erosion auftritt. Hingegen wurden signifikante Erosionstiefen bei metallischem
Schmelzestrahlangriff auf eine Metallplatte verzeichnet. In dem in dieser Arbeit be-
trachteten Szenario liegt jedoch der weitaus grof3ere Teil der Schmelze als Oxid vor.

Ein weiterer Aspekt des Schmelzestrahlangriffs betrifft mogliche Restwasservorlagen
in der Bodenkalotte. In Rempe et al. /REM 1993/ wurde festgehalten, dass fiur den
Fall einer Wasservorlagentiefe von 1 bis 2 m in keinem Fall mit einer bedeutenden
Ablation zu rechnen ist.

Bezuglich der sich schlie3lich — nach Verdampfung des Restwassers — einstellenden
Konfiguration des Schmelzesees in der Bodenkalotte bestehen noch offene Fragen.
Die bisher gangige Vorstellung fuhrt zu der Annahme, dass sich auf einer schweren
oxidischen Schmelzeschicht, die im Wesentlichen aus Urandioxid besteht, eine leich-
tere metallische Schmelzeschicht ausbildet. Dadurch stellt sich im RDB-Wandbereich
auf Hohe der metallischen Schicht ein konfigurationsabhéngiger Fokuseffekt ein, well
das Metall mit seinem niedrigeren Schmelzpunkt, seiner geringeren Viskositat und
seiner hoheren Warmeleitfahigkeit die besseren konvektiven Wéarmeubertragungsei-
genschaften aufweist /THF 1997/.

Eine weitere mogliche Konstellation besteht aus 3 Schmelzeschichten /SCO 2003/,
/ESM 2004/
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e einer metallischen Schicht, die als Hauptbestandteil metallisches Uran aufweist,
entstanden durch die Reduktion von Urandioxid mit Zirkonium, als unterste
Schmelzeschicht mit der héchsten Dichte,

e darUber die oxidischen Coriumbestandteile, die weiterhin im Wesentlichen aus

Urandioxid bestehen,

e und der bereits erwahnten rein metallischen Schmelzeschicht mit der geringsten

Dichte als oberster Schicht.

Es wird erwartet, dass die unterste Coriumschicht eine stabile Temperaturschichtung
aufweist, da uber ihr die heil3e Oxidschmelze mit einer hohen volumetrischen War-
mequelldichte liegt, wahrend nach unten hin durch die RDB-Wand Warme abgege-
ben wird. Gleichzeitig weist die untere metallische Schicht eine geringere volumetri-

sche Warmequelldichte auf.

Aufgrund neuerer Ergebnisse der MASCA-Experimente wird sowohl die 2-Lagen- als
auch die 3-Lagen-Konstellation in Frage gestellt /MUL 2003/. Es kann sein, dass die

oxidische und die metallische Phase wie
in einer ,Emulsion“ vermischt sind, wo-
bei Dichteunterschiede durch die Auf-
nahme von Gasen innerhalb einer E-
mulsionsphase ausgeglichen werden
kénnen. Bild 3.3 gibt einen Schnitt durch
die erstarrte Schmelze des MASCA-
RCW1-Experiments wieder. Die metalli-
sche und die oxidische Phase sind deut-
lich zu unterscheiden, wobei die metalli-
schen Oberflachen heller sind als die
oxidischen. Die hier zu beobachtenden
Hohlrdume. die im Wesentlichen in oder
an der metallischen Phase vorkommen,
kénnen nicht allein von Schrumpfungs-
vorgangen wahrend der Erstarrung und
der Erkaltung herrihren. Selbst unter
der konservativen Annahme, dass die
Differenz zwischen Anfangs- und End-
temperatur 2.500 K betragt und dass der
Unterschied des volumetrischen Aus-
dehnungskoeffizienten zwischen der
oxidischen und metallischen Phase
AB = 6*10° 1/K betragt, ergibt sich ein
Schrumpfungsvolumen von hdéchstens
15 %. Daher wird vermutet, dass ein
Gas in der Metallphase bei hohen Tem-

. - W - - tl ‘i
Bild 3.3: Schnitt durch die erstarrte
Schmelze und den Tiegel des MASCA-
RCW1-Experiments.
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peraturen gelost war, welches bei der Abkihlung ausgeschieden wurde und in den
im Schnitt sichtbaren HohlrAumen eingeschlossen wurde. Das wirde auch die Form
und Lage der Hohlrdume erklaren.

Die raumliche Verteilung des Warmeubergangs einer solchen ,vermischten“ Anord-
nung an den RDB wird wahrscheinlich &hnlich der eines homogenen Fluidpools sein.
Die meisten Experimente zum Warmeubergang von volumetrisch beheizten Fluiden
an Halbkugelschalen oder Kugelschalensegmenten basierten auf homogenen Flis-
sigkeitsvorlagen (vgl. BALI in /BER 1998/, COPO Il in /HEL 1998/ und FOREVER in
Kapitel 5.4). Die in dieser Arbeit ausgefihrten Simulationen entsprechen ebenfalls
der Annahme eines homogenen Schmelzesees in der Bodenkalotte. Diese Annahme
wurde auch in friheren Arbeiten zur Analyse der thermischen Verhéltnisse der Bo-
denkalotte getroffen /PAR 1992/.

Fur die Skalierungsbetrachtung lasst sich feststellen, dass sich fiur die angegebenen
Innenradien von 188 mm fir die FOREVER-Behélter bzw. 2.500 mm in der KONVOI-
Kalotte Schmelzevolumina von 14 | bzw. 32.500 | ergeben. Die gesamte Oberflache
dieser Halbkugeln berechnet sich zu 0,34 m? bzw. 58,9 m?. Daraus ergeben sich die
in Tabelle 3.1 auf Seite 56 angegebenen Oberflachen/Volumenverhaltnisse von
24 m™* bzw. 1,8 m™. Die Betrachtung der in der Tabelle zusammengestellten geomet-
rischen Skalierungsverhaltnisse macht deutlich, dass allein aufgrund der unterschied-
lichen Potenzabhangigkeiten fur Langen, Flachen und Volumina von Radius bzw.
Wanddicke eine durchgangige Skalierung mit einem konstanten Verhaltnis nicht
maglich ist.

3.2 Stoffwerte

In allen relevanten FOREVER-Experimenten wurden typische RDB-Stahle verwen-
det; deswegen sind aufgrund der Stoffwerte zunachst keine Unterschiede im direkten
Vergleich zum prototypischen RDB-Szenario zu erwarten. Abweichungen aufgrund
der verschiedenen Stahlsorten und Chargen werden in den Kapiteln 2.2.2.3 und 5.2
diskutiert.

Der Einfluss der geringeren Dichte von 2.500 kg/m® des in den FOREVER-Tests
verwendeten Schmelzesimulats CaO-B,0O3 gegenluber der angenommenen Dichte
von etwa 8.000 kg/m?® im prototypischen Fall ist zwar fir sich genommen deutlich,
auch weil dadurch die Gewichtskrafte noch zusatzlich zum Volumeneffekt gemindert
werden, aber in Relation zum angenommenen Innendruck von 25 bar spielt der Dich-
teunterschied eine geringere Rolle. Dies macht ein Vergleich der Membranspannun-
gen in Tabelle 3.1 deutlich.
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3.3 Abschéatzung der thermischen Vorgéange

Eine zusammenhangende analytische Losung des tatsachlichen Temperaturfelds ist
nicht moglich; deswegen werden einzelne Bereiche vereinfacht betrachtet. Die Ab-
schatzung der thermischen Verhéltnisse erfolgt ausgehend von der geometrischen
Anordnung und den Warmequellen. In den darauf folgenden Abschnitten werden die
verschiedenen Formen des Warmetransports diskutiert. Auf3erdem werden die Gro-
Renordnungen der mdglichen sich einstellenden Behalterwandtemperaturen ermittelt.
AbschlieRend wird auf die besonderen Verhéltnisse bei der Temperaturmessung bei
thermisch und mechanisch hochbeanspruchten Bauteilen eingegangen.

3.3.1 Betrachtung der Warmequellen

Die Ursache fir die Gefahr eines Kernschmelzunfalls liegt in der Nachzerfallswarme,
die ein abgeschalteter Leichtwasserreaktor entwickelt. Die Nachzerfallswarme resul-
tiert aus den unterschiedlichen Spalt- und Aktivierungsprodukten, die wéhrend des
Leistungsbetriebs des Reaktors bei der Spaltung des Brennstoffs entstehen. Die
Spalt- und Aktivierungsprodukte sind keine stabilen Isotope und zerfallen in vielen
verschiedenen Zerfallsketten, bis schliel3lich ein stabiles Isotop entsteht. Die bei die-
sen radioaktiven Vorgangen freigesetzte Energie wird letztendlich zum gréf3ten Teil
in Warme umgewandelt, die sich als innere Warmequellen im Brennstoff und den
umgebenden Materialien auswirkt. Aufgrund des bekannten Zusammenhangs von
Zerfallsaktivitat und Halbwertzeit der einzelnen Isotope liegt somit auch fir die Nach-
zerfallswarmeleistung ein annahernd exponentiell abnehmendes Zeitverhalten vor.

Die Rekritikalitat einer Anordnung des Kerninventars in der Bodenkalotte wird unter
anderem aufgrund des innerhalb der Anordnung fehlenden Moderators Wasser aus-
geschlossen /NUR 1992/.

Ausgehend von dem bekannten Phanomen der Gamma-Heizung, die im Normalbe-
trieb im Inneren der RDB-Wand zu einer signifikanten Wéarmefreisetzung und damit
Temperaturerhéhung fihrt, stellt sich die Frage, ob ein ahnlicher Vorgang bei der
betrachteten Kernschmelzeriickhaltung zu beachten ist. Esmaili und Khatib-Rahbar
/ESM 2004/ betrachten die Warmefreisetzung in der RDB-Wand durch die Kern-
schmelze in der Bodenkalotte als vernachlassigbar /ESM 2004/. Dies erscheint an-
gesichts des thermischen Leistungsunterschieds von etwa 1:100 zwischen Nachzer-
fallswarmeleistung und Normalbetrieb plausibel. Eine Warmequelle in der RDB-Wand
wird deswegen in dieser Arbeit nicht bertcksichtigt.

In einem vollstandig mit frischem Brennstoff beladenen Reaktor befinden sich prak-
tisch keine Spaltprodukte und die natlrliche Radioaktivitat des Brennstoffs ist gering.
Allerdings wird ein Reaktor nur bei der Erstbeladung vollstandig mit frischem Brenn-
stoff beladen. Spater wird bei einem Brennelementwechsel jeweils der Teil ausge-
tauscht, der den hdchsten Abbrand aufweist. Der Abbrand ist ein Mal3 fur die aus
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dem Brennstoff gewonnene Energie bzw. den verbrauchten Anteil des Brennstoffs
und korreliert damit zur Menge der entstandenen Spaltprodukte.

Der ungunstigste Zeitpunkt fir einen schweren Stérfall mit Kernschmelze ist damit
wahrend des Volllastbetriebs kurz vor einem anstehenden Brennelementwechsel. In
Bild 3.4 ist der Verlauf der Nachzerfallswé&rme Uber der Zeit fur einen DWR vom Typ
KONVOI fur diesen konservativen Zeitpunkt dargestellt /GRU 2003/. Der Zeitpunkt O
entspricht der Abschaltung des Reaktors. Die zunachst noch sehr grol3e Warmeleis-
tung wird durch das Ausdampfen des Restwassers und durch die sensitive und laten-
te Warmekapazitat des Kerninventars aufgefangen. Detaillierte Analysen zu den
Vorgangen und Zeitrdumen sind in der Risikostudie B /GRS 1989/ und Beitragen
zum KTG Fachtag ,Fortschritte bei der Beherrschung und Begrenzung der Folgen
auslegungsuberschreitender Ereignisse” /[FTG 2003/ dargelegt. In dieser Arbeit wird
ahnlich wie in anderen Beitragen /KOL 1996/ angenommen, dass sich der Kern-
schmelzesee in der Bodenkalotte nach etwa 3 Stunden bildet.

Zu diesem Zeitpunkt betragt die gesamte Nachzerfallswarmeleistung etwas mehr als
40 MW. Diese Wéarmeleistung wird jedoch nicht vollstéandig in den festen bzw. fllssi-
gen Materialien freigesetzt, sondern zu ca. einem Funftel in den flichtigen gasférmi-
gen Spaltprodukten. Bei der Untersuchung von Theofanous et al. /THF 1996, S. 7-3/
ist der Anteil der Warmefreisetzung im Pool zur insgesamt freigesetzten Warmeleis-
tung zeitabhangig. Der Anteil schwankt flr den Zeitraum von 1 bis 100 Stunden nach
Abschaltung zwischen 75 und 90 %. Kolev /KOL 1996/ rechnet mit konstant 75 %
aufgrund der Freisetzung von Edelgasen. In dieser Arbeit wird angenommen, dass
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Bild 3.4: Verlauf der Nachzerfallswarmeleistung insgesamt und innerhalb des Kern-
schmelzesees fir einen KONVOI-Reaktor bei hohem Abbrand.
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der Anteil der Warmefreisetzung im Pool 80 % der gesamten Zerfallswarme aus-
macht. Wie aus Bild 3.4 zu entnehmen ist, bedeutet dies eine Leistung von ca.
35 MW nach 3 Stunden und 20 bzw. 15 MW nach 20 bzw. 50 Stunden.

Bei den FOREVER-Experimenten wurde im Gegensatz zum prototypischen Szenario
eine konstante Warmeleistung von 38 kW angestrebt. Diese Leistung wurde etwa
uber einen Zeitraum von 2 bis 7 Stunden wéahrend der Kriechphase bis zum Behal-
terversagen in die Schmelze eingekoppelt. Der Zeitraum der experimentellen Hoch-
belastungsphase kann damit etwa dem Zeitraum von 3 bis maximal 10 Stunden nach
Reaktorabschaltung zugeordnet werden, wenn die Ausbildung des Schmelzesees im
prototypischen Fall (ca. 3 h) und der Beginn des Kriechvorgangs im Experiment als
vergleichbare Stadien betrachtet werden. Da die Nachzerfallswarmeleistung im pro-
totypischen Fall wahrend des betrachteten Zeitraums erheblich abnimmt, sollte fur
einen Vergleich zum Experiment weder die minimale noch die maximale Leistung
wéhrend dieser Zeitspanne herangezogen werden. Es erscheint plausibel, die Leis-
tung zu vergleichen, die etwa 2 Stunden nach der vermuteten Ausbildung des
Schmelzesees vorherrscht, weil die Experimente im Mittel eine Kriechphase bis zum
Bruch von etwa 4 Stunden aufwiesen. Fur die Skalierungsbetrachtung wurde deswe-
gen eine Leistung von 29,6 MW, die 5 Stunden nach Abschaltung erreicht wird, als
prototypischer Wert herangezogen. Fir das Skalierungsverhéltnis ergibt sich damit
1:780.

Eine Abschatzung fir den Wirkungsgrad des Heizstromkreises in den FOREVER-
Experimenten zeigte, dass die gemessene elektrische Heizleistung mit nahezu 100%
in die Schmelze eingekoppelt wird. Der Wirkungsgrad ergibt sich aus der abge-
schatzten Verlustleistung in den Bereichen des Stromkreises, die nicht innerhalb des
FOREVER-Behalters liegen.

Bezogen auf die angenommenen Volumina ergeben sich volumetrische Warmequell-
dichten von 2,7 fiir die FOREVER-Anordnung bzw. 0,91 MW/m? fiir das KONVOI-
Szenario. Das Skalierungsverhaltnis betragt damit 1:0,33.

Obwohl die interne Rayleigh-Zahl fur die weiteren Betrachtungen an dieser Stelle
nicht relevant ist, ist es sinnvoll, sie mit den fur die Lésung der Gleichung (2.13) nun
bekannten Grof3en in Tabelle 3.1 festzuhalten. Fur die FOREVER-Anordnung ergibt
sich eine interne Rayleigh-Zahl von ca. 10*°, wahrend sie im prototypischen Fall etwa
10" erreicht. Der Unterschied von sieben GréRenordnungen verdeutlicht noch ein-
mal den Einfluss der Hohe des Schmelzesees.

Wird unterstellt, dass die innerhalb der Schmelze freigesetzte Warme gleichméafiig
verteilt Gber die gesamte Oberflache abgefuhrt wird, so ergeben sich flachenbezoge-
ne Warmestréme von 112 bzw. 500 kW/m? fiir die FOREVER-Anordnung und den
KONVOI.



3 Bewertung der physikalischen Vorgange 41

3.3.2 Warmetransport

Die Warmetransportvorgange kénnen fur die in Bild 3.1 dargestellten Regionen ge-
trennt betrachtet werden. Ausgehend vom Ursprungsort der Warme innerhalb des
Schmelzesees (Region 2) wird die Warmeleistung im Wesentlichen durch Konvektion
in zwei Warmestréome aufgeteilt: Ein Teilwarmestrom wird seitwarts und nach unten
in die Behalterwand (Region 1) abgegeben. Der andere Teilwarmestrom wird nach
oben Uber die Schmelzeoberflache in das verbleibende Behéltervolumen (Region 3)
und in die Behéalterwand (Region 1) oberhalb des Schmelzespiegels Ubertragen. Im
stationaren oder quasi-stationaren Zustand wird die gesamte in Region 3 eintreffende
Warme wieder an die Behalterwand (Region 1) abgegeben. Fir die Behalterwand gilt
ebenfalls, dass unter stationdren Bedingungen die gesamte von innen eintretende
Warme an die Reaktorgrube (Region 4) weitergegeben wird. Die Reaktorgrube bzw.
im Falle der FOREVER-Experimente das Versuchscontainment werden in dieser Ar-
beit als finale Warmesenke mit konstanter Temperatur aufgefasst.

Die Vorgéange innerhalb des Schmelzesees werden in Kapitel 4.2.2 detailliert be-
trachtet. An dieser Stelle wird angenommen, dass die Warme homogen Uber die ge-
samte Berandung des Schmelzegebiets abgegeben wird, womit sich der in Tabelle
3.1 angegebene flachenbezogene Warmestrom ergibt. Unter Annahme dieses War-
mestroms lasst sich die dazu korrespondierende Temperaturdifferenz Uber der Be-
halterwanddicke bestimmen:

qa hom ° SW
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Mit einer typischen Warmeleitfahigkeit von 30 W/mK, die fir niedrig legierte RDB-
Stahle etwa in einem Temperaturbereich von 850 K bis zur Solidustemperatur gilt,
ergeben sich mit den Nominalwanddicken Temperaturdifferenzen von 56
(FOREVER) bzw. 2.500 K (KONVOI). Die theoretische Differenz fir die prototypische
Geometrie verdeutlicht, dass selbst bei Annahme einer AuRenwandtemperatur von
300 K ein Teil der Innenwand abschmelzen muss, da die Liquidustemperatur des
Stahls weniger als 1.800 K betragt. Dieser Zusammenhang verdeutlicht zuséatzlich,
dass eine Skalierung zwischen Experiment und prototypischem Szenario im eigentli-
chen Sinne nicht gegeben ist, da von der urspringlichen prototypischen Wanddicke
ein nicht unerheblicher Teil abschmelzen muss.

Wird unterstellt, dass die AuRenwandtemperatur bei einer Kihlung mit Wasser etwa
400 K betragt und die héchste Temperatur, bei der der Stahl noch eine relevante
Festigkeit aufweist, bei 1.600 K liegt, dann ergibt sich tber der noch nicht abge-
schmolzenen bzw. mechanisch noch relevanten Wanddicke eine Temperaturdiffe-
renz von 1.200 K. Diese Temperaturdifferenz entspricht bei dem vorherrschenden
Warmestrom einer relevanten Wanddicke von ca. 72 mm, womit sich ein Skalie-
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rungsverhaltnis der Wanddicken von etwa 1:5 ergibt, weil die FOREVER-Wanddicke
mit 15 mm vollstéandig erhalten bleibt.

3.3.3 Warmestrahlung und Konvektion

Neben der Konvektion in einem Fluid und der Warmeleitung in Fluiden oder Festkor-
pern ist die Warmestrahlung an freien Oberflachen aufgrund der relativ hohen Tem-
peraturen der dritte Warmelbergangsmechanismus, der in den betrachteten Experi-
menten und prototypischen Szenarien einen entscheidenden Einfluss hat.

Warmestrahlung tritt sowohl innerhalb der Behéalter als auch aul3erhalb auf. Ausge-
hend von den in Bild 3.1 dargestellten Regionen findet Strahlungswarmedubertragung
zum einen innerhalb der Region 3 statt, wobei der Warmestrom im Endeffekt von
Region 2 zu Region 1 Ubertragen wird. Zum anderen wird Warme durch Strahlung
von Region 1 in Region 4 Ubertragen, wobei die Berandungen von Region 4, die
nicht gleichzeitig an Region 1 grenzen, als Warmesenken die Strahlung absorbieren.
Fur die Abschatzung und die spatere Modellierung wird angenommen, dass die Hohl-
raume der Regionen 3 und 4 mit einem transparenten Medium gefullt sind, das nicht
am Warmestrahlungsaustausch teilnimmt. Diese Annahme ist fur Atmospharen er-
fullt, die aus einatomigen Gasen wie Argon in den FOREVER-Tests oder elementa-
ren zweiatomigen Gasen wie Sauerstoff und Stickstoff in den betrachteten Contain-
ments bestehen. Demgegeniber misste eine Wasserdampfatmosphéare als soge-
nannter Bandenstrahler modelliert werden, der innerhalb begrenzter Wellenlangen-
bereiche, den Banden, Strahlung emittiert und absorbiert, und daher auch im statio-
naren Fall einen Warmetransportwiderstand darstellt /VDI 2002/, /BRO 1995/, /WIL
1995/.

Ausgangsgleichung fir die folgenden Betrachtungen ist das Stefan-Boltzmann-
Gesetz /VDI 2002/, IWAG 1993/:

qrad =0g e(r) (T84 _Ta?nb ) (32)

Hierin sind ogs die Strahlungskonstante des schwarzen Korpers oder Stefan-
Boltzmann-Konstante, e der Emissionskoeffizient der betrachteten Oberflache und Ts
die Oberflachentemperatur der emittierenden Flache. In der Gleichung wird verein-
facht angenommen, dass die umgebenden Flachen bzw. am Strahlungsaustausch
teiinehmende Gase oder Partikel mit einer einheitlichen Umgebungstemperatur Tamp
berucksichtigt werden kénnen.

An den in dieser Arbeit betrachteten freien Oberflachen treten Warmestrahlung und
Konvektion gemeinsam auf, da weder innerhalb noch auf3erhalb der Behélter ein Va-
kuum auftritt. Fir die folgenden Vergleichsanalysen wird hier die Grundgleichung des
konvektiven Warmeubergangs wiedergegeben (vgl. Abschnitt 2.2.1.2):

Ueonv = h (TS _Tamb ) . (33)
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Hierin ist h der Warmeilbergangskoeffizient der betrachten Anordnung und Ty, die
urspringliche Temperatur des an die betrachtete Flache anstromenden Fluids.

Im Gegensatz zur konvektiven Warmeubertragung, die von der treibenden Tempera-
turdifferenz linear abhangig ist, geht die Temperatur der strahlenden Oberflache mit
der vierten Potenz ein. Handelt es sich bei dem warmeubertragenden Fluid um ein
Gas wie Argon oder ein Gasgemisch wie Luft, so ergeben sich in der Regel relativ
geringe konvektive Warmestrome. Der konvektive Warmeubergang innerhalb der
FOREVER-Behélter und an ihrer BehalterauRenseite wird durch Warmeubergangs-
koeffizienten in der GréRenordnung von 10 W/m?K gekennzeichnet. Dies gilt auch fiir
die RDB-Aul3enseite im trockenen prototypischen Szenario.

In Bild 3.5 sind die durch Konvektion bzw. Warmestrahlung tUbertragenen Warme-
strome dargestellt, die fur eine Oberflache reprasentativ sind, die den in dieser Arbeit
betrachteten Randbedingungen und Stoffwerten entspricht. Auch fur &hnliche Para-
meter lasst sich festhalten, dass bereits bei Temperaturen von 1.000 K der durch
Strahlung Ubertragene Warmestrom ein Vielfaches des konvektiven Warmestroms
betragt.

Fur die Abschatzung und im FE-Modell werden alle strahlenden Flachen als graue
Flachen angenommen und die Giltigkeit des Kirchhoffschen Gesetzes wird unter-
stellt. Das heil3t, dass das Emissions- und Absorptionsverhalten nicht wellenlangen-
abhangig sind und dass das Emissionsverhéltnis gleich dem Absorptionsverhaltnis
ist.

Die grof3te Unsicherheit bei der Modellierung der Warmestrahlung resultiert aus den
nicht exakt bekannten Emissions- bzw. Absorptionskoeffizienten. Gleichzeitig hat die
Emissivitat der strahlenden Oberflachen einen grofR3en Einfluss auf die Verteilung der
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Bild 3.5: Vergleich der Warmestrome durch
Konvektion und Strahlung.
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Allgemein lasst sich feststellen, dass der Emissionskoeffizient unter den in dieser
Arbeit betrachteten Bedingungen temperaturabhangig (vgl. z. B. /BAU 2003/) und
zeitabhangig ist. Die Zeitabhangigkeit ergibt sich aus moéglichen Oxidationen oder
Reduktionen der Oberflachen. Eine Oxidation fuhrt in der Regel zu héheren Emissi-
onskoeffizienten, wahrend eine Reduktion, wie sie unter Inertgasatmosphéare auftre-
ten kann, zu kleineren Emissionskoeffizienten fuhrt. Die Reduktionsvorgange konn-
ten in den FOREVER-Experimenten auf der Behalterinnenseite und bei den
RUPTHER-Tests innen und auf3en zu einer deutlichen Verdnderung der Wéarme-
strahlungsubergange beigetragen haben. Auch die Verzunderung der Stahloberfla-
chen (vgl. Kapitel 3.4) hat einen erheblichen Einfluss auf den Strahlungswéarmeuber-
gang.

Im Folgenden werden einige typische Emissionsverhéltnisse genannt: Polierte Stahl-
oberflachen weisen Emissionskoeffizienten von weniger als 0,1 auf, wahrend eine
geschmirgelte Flache etwa eine Emissivitat von 0,25 besitzt. Fur Stahl, der bei 866 K
oxidiert wurde, wird im VDI-Warmeatlas /VDI 2002/ ein Wert von 0,79 angegeben.
Fur geschmolzene Oberflachen von Stahl mit leichter Oxidation und einem Kohlen-
stoffgehalt von 0,25 % bis 1,2 % werden temperaturabhéngige Emissionskoeffizien-
ten von 0,27 bis 0,39 angegeben.

Welche Auswirkungen unterschiedliche Emissionskoeffizienten bei fest aufgepragten
flachenspezifischen Warmestromen haben, zeigt Bild 3.6. Der dargestellte Bereich
deckt die GroRenordnung ab, wie sie in den FOREVER-Experimenten an der Behél-
teraulRenseite vorkommt. Bei einem Warmestrom von 150 kW/m? und einer Emissivi-
tat von 0,7 stellt sich eine Oberflachentemperatur von etwa 1.400 K ein, sofern eine
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Bild 3.6: Oberflachentemperatur in Abhangigkeit von Warmestrom und Emissivitat.
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Ruckstrahlung aus der Umgebung vernachlassigt wird. Liegt das Emissionsverhéltnis
bei 0,6, ergibt sich eine Temperatur von knapp 1.450 K, wéhrend sich bei einem Wert
von 0,8 etwa 1.350 K einstellen. Da beispielsweise der Emissionskoeffizient der
Stahloberflache in den FOREVER-Experimenten in diesem Bereich schwanken kann,
gleichzeitig aber Temperaturunterschiede von 20 K bereits zu erheblich l&ngeren
bzw. kirzeren Versagenszeiten fuhren (vgl. Kap. 6.1), wird hiermit deutlich, dass die
Unsicherheit beziglich der Emissivitat bei der Diskussion der berechneten Tempera-
turfelder und der damit indirekt verbundenen mechanischen Simulationen beachtet
werden muss.

Fur weitere Betrachtungen der Warmestrahlungsmodellierung und des Emissions-
verhaltens wird auf die Kapitel 4.1.2, 4.2.3 und 7.4.4 verwiesen.

3.3.4 Abschéatzung der BehalterauRenwandtemperatur

Ausgehend von den ermittelten fiktiven homogenen Warmestromen fur die innere
Halbkugel (s. 3.3.1) ergeben sich Warmestrome von 96 kW bzw. 447 kW an der Au-
Benseite der Bodenkalotte des FOREVER- bzw. KONVOI-Behélters. Als weitere
Randbedingungen werden eine trockene Umgebung mit Luft und Temperaturen von
300 K und ein Emissionskoeffizient von 0,7 angenommen. Unter Berucksichtigung
der geringen Warmestrome, die durch die Konvektion von Luft von der Behélterau-
Benseite abgefuhrt werden, ergeben sich damit Oberflachentemperaturen von
1.220 K bzw. 1.820 K fur das FOREVER-Szenario bzw. die prototypische Anord-
nung. Da die Solidustemperatur des verwendeten Stahls bei etwa 1.750 K liegt, ist
selbst unter Annahme einer homogenen Warmeflussverteilung von einem thermi-
schen Versagen des RDB in einem trockenen Szenario auszugehen.

Unter Annahme einer Flutung der Behdlteraul3enseite ergeben sich unter den fur die
Kurve in Bild 2.7 zugrundegelegten Bedingungen Temperaturdifferenzen zwischen
Oberflache und Wasser von etwa 12 K bzw. 20 K fur die FOREVER- bzw. die proto-
typische Anordnung. Das heil3t, es werden sich in beiden Fallen Oberflachentempe-
raturen von weniger als 400 K einstellen, wenn das anstromende Wasser eine Tem-
peratur von etwa 373 K aufweist und keinen Nassdampf enthalt. Der geringe Tempe-
raturunterschied resultiert aus dem steilen Anstieg der Siedekurve im Bereich des
Blasensiedens.

Damit l&sst sich festhalten, dass bei einer AulRenflutung des RDB theoretisch das
Potenzial besteht, dass die hinreichende Bedingung (vgl. Kap. 2.2) fur eine erfolgrei-
che Kernschmelzertckhaltung erfullt wird. Hierbei ist allerdings noch nicht berick-
sichtigt, dass inhomogene Warmeflussverteilungen, wie sie durch den Fokuseffekt
hervorgerufen werden, zu hoheren lokalen Warmestromen fuhren (vgl. Kap. 6.3).
AulRerdem wird vorausgesetzt, dass der an der Behélteraul3enseite entstehende
Dampfmassenstrom abstrémen kann (vgl. Kap. 2.2.3).
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3.3.5 Temperaturerfassung mit Thermoelementen

Beim Vergleich der gemessenen und der mit dem FE-Code berechneten Temperatu-
ren fur die FOREVER-Experimente zeigt sich ein systematischer Unterschied (vgl.
Abschnitt 4.2.4): Die berechneten Temperaturen fur die Aul3enseite sind hoher als
die gemessenen, wahrend die berechneten Temperaturen auf der Innenseite niedri-
ger sind als die gemessenen. Ursache ist, dass die Thermoelemente auf der Aul3en-
bzw. Innenwand des Behalters fixiert wurden und eine bestimmte Dicke haben. Bei
einachsigen Zugversuchen oder Experimenten, in denen trotz hohen Temperaturni-
veaus nur geringe Warmestrome auftreten (vgl. MPA-Meppen-Test in 5.3.2), wirkt
sich dieser Umstand kaum aus. Bei Warmestromen wie in den FOREVER-Tests, bei
denen ein Temperaturgradient Gber der Wanddicke erwinscht war, wirken sich weni-
ge Millimeter Abstand in Warmeflussrichtung jedoch erheblich aus. Zusatzlich zur
Dicke der Thermoelemente selber kommen auf der Aul3enseite noch die Befesti-
gungsosen Uber der Thermoelementspitze. Die Thermoelemente im Inneren des Be-
halters wurden in Schutzrohren gefiihrt, um sie vor der aggressiven Schmelze zu
schitzen. Selbst wenn ein sehr kleiner thermischer Kontaktwiderstand angenommen
wird, welil die Zwischenrdume zwischen Thermoelement und Behalterwand mit War-
meleitpaste ausgefillt wurden, muss B
ein signifikanter Unterschied zwischen ';r:z:foﬁlf
gemessener Temperatur und berech- pipe wall with TC
neter Temperatur erwartet werden. HRE=L52000

Um diesen systematischen Tempera-
turunterschied abzuschatzen, wurde
ein FE-Modell in der Dimension des | Temperature [K]
FOREVER-Zylinders entwickelt. In Bild e

3.7 ist ein quasistationares Tempera-
turfeld des rotationssymmetrischen und
vertikalsymmetrischen Modells wieder-
gegeben, das sich einstellt, wenn ein
Warmestrom von 140 kW/m? auf die
Innenseite aufgepragt wird. Die gesam-
te Uberhohung von Thermoelement
und Befestigungsdse wurde mit 3 mm

HD00NEONN

Heat Flux
modelliert, wobei innerhalb der gesam- 140 KW/m?
ten Struktur aus Wand, Ose und Ther-
moelement ideale Warmelbergange ' ] h
und die Stoffwerte des 16MND5-Stahls A
gelten. Bild 3.7: FE-Model zur Abschéatzung des

Um die mit dem FE-Modell berechne- Systematischen Messfehlers in Experimen-
ten Temperaturen mit einer analyti- ten mit auf der Wand montierten Thermo-

N . i elementen.
schen Losung vergleichen zu koénnen,
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Bild 3.8: Verlauf der gemessenen und tatsachlichen Oberflachentemperaturen

einer Anordnung nach Bild 3.7.
wird angenommen, dass der Warmeubergang durch Konvektion bei hohen Warme-
stromen bzw. Temperaturen vernachlassigt werden kann. An der Aul3enoberflache
wird daher nur Warmestrahlung modelliert. Die Warmestrahlungswechselwirkung
zwischen den Oberflachen wird mit Sichtfaktoren bericksichtigt. Alle Oberflachen
sind grau und weisen einen Emissionskoeffizienten von 0,8 auf. Die Umgebung wird
als schwarzer Strahler mit 323 K modelliert.

Es wird angenommen, dass die in den Experimenten gemessene Temperatur der
Temperatur im Punkt A entspricht und in einem gendgend weit entferntem Punkt B
auf der tatsachlichen Oberflache die berechnete Temperatur der Temperatur einer
ungestorten Behalteroberflache entspricht. In Bild 3.8 ist die Oberflachentemperatur
fur B (T_real) Uber dem Warmestrom aufgetragen. Zur Kontrolle wurde die analyti-
sche Loésung (T_an) nach Gleichung (3.2) ebenfalls dargestellt. Die Kreuze geben die
FE-LO6sungen fur den Punkt A wieder.

Die Differenz der Losungen fir die Punkte B und A (deltaT_err) ist in Bild 3.9 darge-
stellt. Es ist deutlich zu entnehmen, wie der Messfehler mit zunehmendem Warme-
strom groRRer wird und beispielsweise in der fur den Fokusbereich der FOREVER-
Experimente typischen GréRenordnung von 140 kW/m? bereits tiber 20 K liegt, ob-
wohl die Modellannahmen als konservativ bezuglich der sich einstellenden Tempera-
turdifferenz anzusehen sind. Die tatsachliche Temperaturdifferenz wird wahrschein-
lich noch deutlich groRer ausfallen, wie die in Bild 4.14 dargestellten Ergebnisse na-
helegen.
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Zur Kontrolle der Annah- 10 20
me, dass die Konvektion | | |

. i j | | —deltaT_err [K] I
bei hohen Warmestromen - 1
. . . . I —— ge_convige_tot [%] i
fur diese Abschatzung in

g L —=— qe_conv [kW/m2] / 1
erster Naherung vernach- 30 4 15

lassigt werden kann, wurde /

fur die jeweiligen Oberfla-

chentemperaturen ein kor- : |
respondierender konvekti- 20 / 10
ver Warmestrom (qe_conv) i /ﬁ I
gestellt. Der Warmeuber- >/ 5
gangskoeffizient wurde _ %% ]
hierbei zu konstant _ BAtas s 2

auf der AuRenseite be-
rechnet und in Bild 3.9 dar-

[K]; gqe_conviqe_tot [%]

Konv. Warmestrom qe_conv [kiAi/m2]

T err
>
.

10 W/m?K angesetzt. Das
Ergebnis macht deutlich, 0 e 0

. 0 50 100 150 200 250 300
dass der konvektiv abge- Aufgepragter Warmestrom q_in [kW/im2]
fuhrte Warmeanteil bereits

bei 90 kW/m? weniger als Bild 3.9: Verlauf des berechneten Temperaturmessfeh-
lers und des korrespondierenden absoluten (rechte
Skala) und relativen (linke Skala) konvektiven Warme-
stroms uber dem aufgepragten Warmestrom von innen.

10 % des Gesamtwéarme-
stroms  (ge_conv/ge_tot)
ausmacht.

3.4 Chemische Vorgange und Diffusion

Die metallographische Untersuchung der Stahlproben aus den FOREVER-
Experimenten hat gezeigt, dass Diffusionsvorgange im Stahl und zwischen Schmelze
und Stahl bei Temperaturen bis 1400 K flr Zeitraume von einigen Stunden keine fur
das mechanische Verhalten relevante Rolle spielen /MUL 2000/. Chemische Vorgan-
ge wie Diffusion und Bildung von niedrigschmelzenden Eutektika werden deswegen
in den numerischen Simulationen in dieser Arbeit nicht berticksichtigt.

An der AulRenseite des Behalters kommt es zur Entkohlung bzw. Verzunderung des
Stahls, sofern eine Sauerstoff-, Kohlendioxid- oder Wasserdampfatmosphare vorliegt
/SAT 1981/, /OBS 1989/. Auf der eigentlichen Stahloberflache bildet sich eine Zun-
derschicht, eine Art ,Rostkruste” im Zehntelmillimeterbereich, die im Wesentlichen
aus Eisenoxiden verschiedener Wertigkeit besteht. Das Wachstum der Zunderschicht
verlauft bei hohen Temperaturen nach einem parabolischen Zeitgesetz, solange die
Zunderschicht poren- und rissfrei ist. Unter den in dieser Arbeit zu betrachtenden
Bedingungen wird dies jedoch nicht zutreffen, weil der Zunder in seinem mechani-
schen Verhalten sehr sprode ist, wahrend gleichzeitig aufgrund des Kriechvorgangs
in den thermisch und mechanisch hochbeanspruchten Zonen eine transiente Verfor-
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mung der Oberflache stattfindet. Die Zunderschicht wird bei fortschreitender Verfor-
mung immer wieder aufbrechen oder sogar abplatzen. Ist der Reaktionsvorgang an
der Phasengrenze Metall-Gas oder der Diffusionsvorgang des atmospharischen
Sauerstoffs geschwindigkeitsbestimmend, kann von einem linearen Zeitgesetz fir die
Zunderschichtdicke bzw. fur die Wanddickenminderung ausgegangen werden.

Die zeitliche Entwicklung der Zunderschichtdicke unter atmospharischen Bedingun-
gen bei einer Temperatur von 900 °C wurde von Obst et al. /OBS 1989/ experimen-
tell fur die beiden deutschen Stahle 20 MnMoNi 5 5 und 22 NiMoCr 3 7 untersucht.
Es wurde festgestellt, dass die entstehende Schichtdicke bei den hier betrachteten
Werkstickdimensionen im Zeitbereich bis 50 h einen vernachlassigbaren Einfluss auf
die mechanischen Eigenschaften hat.

In Bild 3.10 ist ein metallographischer Schnitt senkrecht zur Behalteroberflache der
FOREVER-EC2-Bodenkalotte dargestellt. An der perlitischen Zeilenstruktur ist die
Walzrichtung beim Herstellungsprozess deutlich zu erkennen. Obwohl die untersuch-
te Probe aus dem heif3en Fokusbereich stammt, weist sie eine Zunderschicht mit
einer Dicke von weniger als 0,1 mm an der Aul3enseite des Behalters auf. Die Ent-
kohlungsschicht ist mit etwa 0,3 mm deutlich dicker, im Verhaltnis zur Restwanddicke
von etwa 10 mm bzw. der Ursprungswanddicke von 15 mm jedoch als so diinn anzu-
sehen, dass sie die mechanischen Eigenschaften der Wand nicht signifikant beein-
flusst. In den mechanischen Modellen wird die Verzunderung daher in dieser Arbeit
nicht bertcksichtigt.

Schwieriger ist die Einschatzung der Verzunderung fir die thermischen Randbedin-
gungen. Zum einen wird
die Zunderschicht den
Warmetbergang aus dem
Behélterinneren an die
aufRerste Oberflache ver-
schlechtern, gleichzeitig | Randentkohlung
weist die Zunderschicht
direkt an der Oberflache
aber einen deutlich héhe-
ren Emissionskoeffizien-
ten auf als eine rost- oder
zunderfreie Stahloberfla-
che. Bei den thermischen
Modellen in dieser Arbeit
wurde daher auf die Mog-

Zunderschicht —

=N T e, T
L 5 ;
ATE i T fa

: : L A R DYl
lichkeit der Variation der 0,2 mm T e S el
Emissionskoeffizienten rohe EG2:4 {23 ﬁ ek 3

fur die Innen- und AuRen- Bild 3.10: Metallographische Aufnahme eines geéatzten
Schliffs von der Aul3enseite des FOREVER-EC2 Behal-

seite Wert gelegt.
geleg ters.
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3.5 Mechanische Einflussgrof3en

Um einen Eindruck zu bekommen, woher welche mechanischen Belastungen rihren
und welche Auswirkungen sie haben, werden die mdglichen Ursachen aufgezahit
und flr einen typischen FOREVER-Versuch sowie flr ein prototypisches Szenario
abgeschatzt. Tabelle 3.1 ermdglicht eine Ubersicht zu den verwendeten Eingangs-
grolRen wie Abmessungen, Dichte und Belastungen.

3.5.1 Eigengewicht

Mit den angegebenen Abmessungen und der Dichte von Stahl ergeben sich fur die
FOREVER- und die KONVOI-Bodenkalotte Massen von 29 kg bzw. 48 Mg. Wird vor-
ausgesetzt, dass die Bodenkalotte nahezu vollstandig mit Schmelze gefllt ist, erge-
ben sich mit den in Tabelle 3.1 angegebenen Werten analog Schmelzemassen von
36 kg und 262 Mg. Es wird angenommen, dass der thermisch und mechanisch am
hochsten beanspruchte Bereich der Behalterwand auf Hohe der Schmelzeseeober-
flache liegt. Hier muss der tragende Querschnitt der Wand die Gewichtskraft der ge-
samten Masse von Kalotte und Schmelze aufnehmen. Diese Gesamtmassen sind in
der Tabelle wiedergegeben.

Unter der Annahme, dass die durch die Gewichtsbelastung entstehende Membran-
spannung gleichmaRig Uber der verbleibenden tragenden Querschnittsflache verteilt
ist, ergeben sich Spannungen von 0,034 MPa bzw. 2,63 MPa.

3.5.2 Innendruck

In den FOREVER-Experimenten wurden die Behalter mit einem Uberdruck von
25 bar beaufschlagt, um ein prototypisches Druckentlastungsszenario mit mittlerem
Druck zu simulieren. Gleichzeitig ist es bei den in den FOREVER-Tests vorliegenden
Randbedingungen notwendig, einen Innendruck in der GréRenordnung 1 bis 2 MPa
zu erzeugen, um den Kriech- bzw. Versagensvorgang einzuleiten. Im prototypischen
Szenario kann die Druckdifferenz Gber der Behalterwand theoretisch zwischen 0 und
ca. 16 MPa betragen. Fir die Skalierungsbetrachtung wird im Folgenden das
FOREVER-Szenario zugrundegelegt.

Bei gleicher Wanddicke im zylindrischen und kugelférmigen Teil der Behalter wird die
Spannung im Zylinder stets hoher sein als in der Kalotte. Aus den bekannten Kessel-
formeln ergibt sich eine doppelt so hohe Membranspannung in einem Zylinder wie in
einer Kugel. Fur das betrachtete Szenario bedeutet dies, dass ein Versagen des Be-
halters aus mechanischer Sicht umso wahrscheinlicher wird, je h6her der Schmelze-
spiegel und damit der Bereich des heil3en Fokus liegen, weil die aufgrund hoher
Temperaturen fir mechanische Beanspruchungen geschwéchte Behélterzone mit
steigendem Schmelzespiegel in Bereiche mit hdherer Spannung verlagert wird.
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Wird der Belastungsfall eines Zylinders zugrundegelegt, dann ergeben sich mit der
verbleibenden Wanddicke und dem angenommenen Innendruck Membranspannun-
gen von 32 MPa fir die FOREVER-Anordnung bzw. 87 MPa im KONVOI-Szenario.

3.5.3 Thermische Spannungen

Die thermischen Spannungen oder Sekundarspannungen (vgl. Kap. 2.2.2.4) sind
nicht von der Wanddicke abhangig, sondern waren bei konstanten Stoffwerten nur
von der aufgepragten Temperaturdifferenz abhangig. Wird eine unendliche Platte mit
konstanten Stoffwerten betrachtet, Gber deren Dicke eine lineare Temperaturvertei-
lung vorliegt, so kann die Platte entlang der Ebene der mittleren Temperatur in zwei
gleich dicke Halften geteilt werden. Jede der beiden Halften hat wiederum eine mittle-
re Temperatur. Die Differenz der mittleren Temperaturen der beiden Plattenhalften ist
gleich der halben Temperaturdifferenz der gesamten Platte. Damit I&sst sich ein mitt-
lerer thermischer Dehnungsunterschied zwischen den beiden Platten bestimmen,
weil vorausgesetzt wurde, dass alle Stoffwerte konstant sind. Der Dehnungsunter-
schied ist daher gleich dem Produkt aus halber Temperaturdifferenz der gesamten
Platte und dem thermischen Ausdehnungskoeffizienten a. Die resultierende Sekun-
darspannung ist wiederum das Produkt aus thermischer Dehnung und Elastizitats-
modul. Die fur die Abschatzung der thermischen Spannung anzuwendende Glei-
chung lautet damit:

O-sek (AT) = a AT

E. (3.4)

Fur die Abschatzung wird fir den Ausdehnungskoeffizienten der Wert des franzési-
schen RDB-Stahls 16MND5 bei 1000° C von 1,4 10° eingesetzt. Fiir den Elastizi-
tatsmodul bei 1000° C werden 27 GPa angenommen. Werden die entsprechenden
Werte der Temperaturdifferenz (56 K fur FOREVER, 1200 K fir KONVOI) eingesetzt,
ergeben sich Spannungen von 11 MPa (FOREVER) bzw. 227 MPa (KONVOI).

3.5.4 Kriechen

Ausgehend von den abgeschéatzten Oberflachentemperaturen der BehalterauRensei-
te fir ein trockenes oder nasses Szenario und den fur die homogenen Warmestréme
bestimmten Temperaturdifferenzen lasst sich beurteilen, ob aufgrund der auftreten-
den Temperaturen bei einer entsprechenden mechanischen Belastung mit Kriechen
zu rechnen ist. Der trockene prototypische Fall fihrt bereits an der Aul3enseite zu
Temperaturen oberhalb der Solidustemperatur, womit sich eine weitere Betrachtung
erubrigt. Fur das geflutete FOREVER-Szenario kann auch unter Berilicksichtigung
des heil3en Fokus davon ausgegangen werden, dass die Innenwandtemperatur unter
600 K bleibt. Damit ist Kriechen aufgrund zu niedriger Temperaturen auszuschlie3en
(vgl. Abschn. 2.2.2.1).
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Fur das trockene FOREVER-Szenario und das geflutete (nasse) prototypische Sze-
nario ergeben sich jedoch Behalterwandtemperaturen von 1.250 K bzw. 1.600 K, die
zumindest in Teilbereichen der Wand vorherrschen und Uber der kritischen Tempera-
tur von 700 K (vgl. Gleichung (2.14)) liegen. Das bedeutet, dass fur die oben berech-
neten Wandtemperaturen bei entsprechender Belastung mit Kriechen zu rechnen ist.

Fur den prototypischen Fall einer Flutung der Reaktorgrube wird deutlich, dass an
der AuRRenseite die Temperaturen unter der kritischen Temperatur fur Kriechen (vgl.
Abschnitt 2.2.2.1) liegen, wahrend auf der Innenseite Abschmelzvorgéange stattfin-
den. Das bedeutet, dass tUber dem betrachteten Wandquerschnitt teilweise Kriech-
vorgange ablaufen, an der Aul3enseite jedoch nicht mit Kriechen zu rechnen ist.
Stattdessen kann es an der AulR3enseite bei entsprechender Belastung zu Plastifizie-
rung und Kaltverfestigung kommen bzw. plastisches Versagen eintreten.

3.6 RuUckkopplungseffekte

Wie im vorhergehenden Kapitel mehrfach diskutiert worden ist, sind fur die Analyse
der Schmelzertickhaltung in einer Bodenkalotte zwei ingenieurtechnische Untersu-
chungsgebiete zu betrachten: Thermodynamik und Mechanik. In den bisherigen Ar-
beiten wurde die Thermodynamik unabhangig von der Mechanik gelést und nur bei
der mechanischen Analyse das zeitlich veranderliche Temperaturfeld bericksichtigt.
Es erfolgte nur im mechanischen Modell eine Kopplung an das Temperaturfeld. Tat-
sachlich sind jedoch Thermodynamik und Mechanik jeweils aneinander gekoppelt:
Andert sich das Temperaturfeld, so andert sich die Geometrie des Behalters und
umgekehrt. Dass sich die mechanische Versagenszeit signifikant mit der Temperatur
andert, ist durch die einachsigen Zeitstandversuche belegt. Somit wird deutlich, dass
eine rekursive Kopplung der mechanischen und thermischen Modelle fir eine opti-
male Simulation erforderlich ist. Im Folgenden sollen zwei mogliche Kopplungseffekte
abgeschétzt werden.

3.6.1 Temperaturanstieg durch mechanische Verformung

Es ist bekannt, dass bei schnell ablaufenden Verformungen eine signifikante Tempe-
raturerh6hung im Werkstiick stattfinden kann. Uber eine mechanische Zustandsglei-
chung der Form /BET 1993/:

e=¢(o;T) (3.5)

und die Anwendung des ersten Hauptsatzes der Thermodynamik kann eine konser-
vative Abschatzung der durch die mechanische Verformung verursachten Warme-
freisetzung erfolgen:

_ o gfrac V
mech — .
t

(3.6)

fail
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Werden jeweils konservative Werte fur die die Deformation verursachende Spannung
(o0=50 MPa, vgl. Tabelle 3.1), die Bruchdehnung (&rac = 100 %) und die Versagens-
zeit (ti) = 1 h) eingesetzt und auRerdem sehr konservativ angenommen, dass die
Dehnung gleichméaRig im gesamten Bauteilvolumen V stattfindet, so ergibt sich eine
Leistung von ca. 50 W innerhalb der FOREVER-Bodenkalotte. Diese Leistung liegt 3
GroRRenordnungen unter der elektrischen Heizleistung und kann damit vernachlassigt
werden.

3.6.2 Temperaturfeldanderung durch Geometriednderung

Bei den in dieser Arbeit betrachteten Vorgangen kommt es zu einer Anderung des
Temperaturfelds aufgrund von Geometrieveranderungen des Behalters. Die Ande-
rungen des Temperaturfelds betreffen Maximaltemperaturen, Minimaltemperaturen
und Temperaturdifferenzen bzw. -gradienten.

Fir eine Einschatzung des Effekts der thermischen Ausdehnung auf die Temperatu-
ren bzw. Warmestréme selber sei eine Einheitsflache als warmeabgebende Oberfla-
che angenommen. Diese Einheitsflache hat die Oberflache A; = 1 m? bei einer ange-
nommenen Raumtemperatur von 300 K. Wird nun eine héhere Oberflachentempera-
tur Ts angenommen, so ergibt sich fur die unverformte Einheitsflache folgender Ge-
samtwarmestrom, der sich aus Warmestrahlung und Konvektion zusammensetzt:

Qtot,AO (T) = A\) ' (erad "Osg* (TS4 _Ta‘:nb) +h- (TS _Tamb))' (37)

In dieser Gleichung sind er,q und osg wiederum die Emissivitdt bzw. die Stefan-
Boltzmann-Konstante und h und T,m, der Warmeulbergangskoeffizient bzw. die Um-
gebungstemperatur.

Tatsdchlich wird sich die Einheitsflache ausdehnen und die tatsachliche von der
Oberflachentemperatur abhéngige Oberflache A(T) annehmen:

AT)=A-L+a- (T -T,)). (3.8)

Hierin sind A, die Einheitsflache bei To und a der thermische Ausdehnungskoeffizient.
Der mittlere thermische Ausdehnungskoeffizient des betrachteten Stahls ist tempera-
turabhéngig (vgl. Abschnitt 4.1.3.2) und liegt im Temperaturintervall von 300 K bis
1.600 K zwischen 11-10® und 15,5-10° 1/K. Wird nun in einem Gedankenexperiment
unterstellt, dass die Temperatur unverandert bliebe, dann resultiert daraus ein hohe-
rer tatsachlicher Warmestrom:

Quotay = Quota, '(1"'“ (T _To))z- (3.9)

Dieser Zusammenhang ist in Bild 3.11 wiedergegeben. Bei einer Temperatur von
1.320 K wiurde von der unverformten Einheitsoberflache beispielsweise ein Wéarme-
strom von etwa 130 kW/m? abgegeben. Tatséchlich betragt der Warmefluss von der
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Bild 3.11: Gesamtwarmestréme von tatsachlicher und ursprtingli-
cher Flache uber der Oberflachentemperatur bei einem Emissi-
onskoeffizienten von 0,7, einem Warmeubergangskoeffizienten
von 10 W/m?K und einer Umgebungstemperatur von 300 K.

ausgedehnten Flache etwa 134 kW/m?. Umgekehrt lasst sich auch ein vorgegebener
Warmestrom betrachten: Wird die thermische Ausdehnung der Flache nicht berlck-
sichtigt, ergibt sich beispielsweise fur einen Warmestrom von 130 kW, die bereits
genannte Temperatur von 1.320 K. Tatsachlich wird mit einer 10 K niedrigeren Tem-
peratur Uber die vergroRerte Oberflache der gleiche Warmestrom abgeftihrt. Tempe-
raturunterschiede dieser GroRenordnung haben bei den in dieser Arbeit betrachteten
Vorgéngen einen signifikanten Einfluss auf die Versagenszeit.

Wie in Kapitel 6.1 gezeigt wird, liegt die Absenkung der maximalen Behélterwand-
temperatur, die durch die Bertcksichtigung der thermischen Ausdehnung des Behal-
ters verursacht wird, im Fall der FOREVER-Simulation in einer GréRenordnung von
20 K.
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3.7 Skalierungsbetrachtung

Die in den vorangegangenen Abschnitten dieses Kapitels angegebenen bzw. her-
ausgearbeiteten GréfRen fur die FOREVER-Experimente und einen prototypischen
Reaktor von den Abmessungen eines KONVOI sind in Tabelle 3.1 noch einmal struk-
turiert zusammengefasst. Es wird unterschieden nach vier Kategorien: den geometri-
schen GrofRen, den Stoffwerten, den thermischen Randbedingungen und den me-
chanischen Belastungen. Die angegebenen Werte und das Skalierungsverhaltnis
sind teilweise gerundet.

Es wird deutlich, dass allein aufgrund der unterschiedlichen Potenzabhangigkeiten
von Lange, Flache und Volumen im Falle der betrachteten Halbkugelgeometrie eine
durchgehende Skalierung ausgeschlossen ist. Folge dieser Abhangigkeiten sind die
uneinheitlichen Skalierungszahlen im thermischen und mechanischen Bereich. Hinzu
kommt der Einfluss der unterschiedlichen Schmelzedichten.

Ein wesentlicher Unterschied resultiert indirekt aus dem Geometrieeffekt: Dadurch,
dass die sich im prototypischen Fall einstellenden Maximaltemperaturen etwa
1.000 K héher sind, kommt es zum Abschmelzen der RDB-Wand. Dieser Effekt hebt
selbst die urspriinglich noch vorhandene geometrische Ahnlichkeit beziiglich einer
konstanten Wanddicke im Bereich der Bodenkalotte auf.

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass ein Ruckschluss von mittelskaligen
Experimenten wie der FOREVER-Reihe auf prototypische Anordnungen nur bedingt
maoglich ist. Dies ist der Ansatzpunkt fir numerische Simulationen, die, ausgehend
von einer Validierung, an den Experimenten die Erfassung und Beurteilung von zu-
satzlichen Effekten erlauben, die in einem prototypischen Szenario auftreten.



56

3 Bewertung der physikalischen Vorgange

Tabelle 3.1: Ubersicht tiber die Skalierungsverhaltnisse verschiedener physikalischer
GroRRen zwischen den FOREVER-Experimenten und einem DWR vom Typ KONVOI.

raturdifferenz m. Abschmelzen

Parameter Symbol/Einheit | FOREVER | KONVOI |Verhéltnis
Geometrie
Behaélterform halbkugelférmige Bodenkalotte an Zylinder
Innenradius Ri [m] 0,19 2,5 1:12,5
Wanddicke der Kalotte Sw [M] 0,015 0,15 1:10
Schmelzevolumen V [m] 0,014 32,5 1:2300
Oberflachen-Volumenverhalt. ANV [m™] 24 1,8 1:0,08
Stoffwerte
Dichte Wand (Stahl) pw [kg/m?] 7850 7850 1:1
mittlere Dichte Schmelze Prmelt [kg/m3] 2500 8000 1:3,2
Thermische Randbedingungen
Gesamtwarmeleistung im Pool Qtot [MW] 0,038 29,6 1:780
volumetr. Warmegquelldichte Qvol [MW/mM?] 2,7 0,91 1:0,33
interne Rayleigh-Zahl Ra; [-] 10" 10% 1:10°
Wandflachenwarmestromdichte Oa [kW/mz] 112 500 1:4,5
bei homogener Verteilung
Oberflachentemperatur, trocken TI[K] 1220 1820 1:1,5
Oberflachentemperatur, nass TI[K] 390 395 1:1
theoret. Temperaturdifferenz ATs n [K] 56 2500 1:45
tber Wand ohne Abschmelzen
Temperaturdifferenz tiber Wand ATs ap [K] 56 1200 1:21
mit Abschmelzen
Mechanische Belastung
Mechan. relevante Wanddicke s [mm] 15 72 1:5
Gew. Schmelze und Behalter men [MA] 0,065 310 1:4800
Membranspannung d. Gew. opri [MPa] 0,034 2,63 177
Innendruck pi [MPa] 2,5 2,5 1:1
Membranspannung d. Druck opri [MPa] 32 87 1:2,7
theor. Spannung durch Tempe- Gsek [MPAQ] 11 227 1:21
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4 Aufbau des integralen Finite Elemente Modells

Wird die notwendige Bedingung fur die Integritat des RDB erfillt (vgl. Kapitel 2.2), d.
h. die Behalterwand versagt nicht bereits allein aufgrund der vorliegenden thermi-
schen Randbedingungen, dann wird fur eine Aussage bezuglich der hinreichenden
Bedingung ein mechanisches Modell notwendig. Dieses mechanische Modell soll
zunachst die Frage beantworten, ob der Behalter versagt oder nicht. Falls ein Behal-
terversagen vorhergesagt wird, sind Aussagen Uber die Versagenszeit und -art zu
treffen.

Fur die Berechnung der Behalterversagenszeit und des -modus fur das in dieser Ar-
beit betrachtete Szenario ist im Prinzip nur ein strukturmechanisches Modell der Be-
halterwand notwendig. Allerdings ist ein raumlich und zeitlich gut aufgeldstes Tempe-
raturfeld als Eingangsgrof3e notwendig. Dieses Temperaturfeld erzeugt zum einen
eine Korperlast (body load), die fiir sich genommen jedoch vernachlassigbar ist, so-
lange die Maximaltemperaturen noch deutlich unter der Solidustemperatur des Stahls
bleiben, da die durch thermische Dehnung verursachten Spannungen Sekundar-
spannungen sind, d.h., sie kdnnen durch Verformung abgebaut werden. Demgegen-
Uber bleiben aufgepragte Spannungen durch Lasten wie Eigengewicht und Innen-
druck erhalten, weshalb sie als Primarspannungen gelten.

Das Temperaturfeld bestimmt des Weiteren die Materialeigenschaften des RDB-
Stahls und zwar im Wesentlichen die strukturmechanische Festigkeit. Hiervon hangt
ab, ob unter den gegebenen weiteren Randbedingungen wie Eigengewicht von Cori-
um und Bodenkalotte sowie der Druckdifferenz von Behdlterinnenseite zur Aul3ensei-
te instantanes plastisches Versagen eintritt oder ob ein Kriechvorgang eingeleitet
wird.

Die Beschreibung des integralen Finite-Elemente-Modells gliedert sich in vier Ab-
schnitte. Zunachst werden die Materialeigenschaften der in den Rechnungen be-
trachteten Stoffe und ihre modelltechnische Erfassung beschrieben. Da das in dieser
Arbeit verwendete Konzept einer Kriechdatenbasis eng mit dem dazugehdérigen Mo-
dellansatz verbunden ist, wird die entsprechende Kriechmodellierung innerhalb die-
ses Abschnitts behandelt. Im zweiten Abschnitt werden die Modelle zur Erfassung
der Temperaturfelder beschrieben. Das mechanische Modell folgt im dritten Abschnitt
zusammen mit der Beschreibung des Schadigungsmodells. Der vierte Abschnitt be-
handelt die Zusammenfihrung der thermischen und mechanischen Modelle zu einem
rekursiv sequenziell gekoppelten Modell.

4.1 Materialeigenschaften

Im Rahmen dieser Arbeit wurde eine umfassende temperaturabhangige Materialda-
tenbank fir den Finite-Elemente-Code (FE-Code) ANSYS erstellt, die es ermdglicht,



58 4 Aufbau des integralen Finite Elemente Modells

alle relevanten Vorgénge in einem Temperaturbereich von 275 bis 3.000 K zu be-
rucksichtigen. Bei den Materialdaten kann unterschieden werden zwischen fluiddy-
namisch und/oder mechanisch bendétigten Stoffwerten. Werkstoffeigenschaften, die
nur fir die mechanische Rechnung benotigt werden (beispielsweise Elastizitatsmodul
und Spannungs-Dehnungs-Verhalten), werden nur bis zu einer Temperatur von
1.600 K modelliert, unterhalb der noch eine mechanisch relevante Festigkeit vorliegt.

4.1.1 Thermofluiddynamische Eigenschaften der Schmelzen

Die fur die thermofluiddynamischen Rechnungen bendtigten Stoffwerte wie Viskosi-
tat, Dichte und Warmeleitfahigkeit wurden fur die auftretenden Materialien in einem
Temperaturbereich von 275 bis 3.000 K fiur die Temperaturfeldberechnungen bereit-
gestellt. In den Bereichen, fur die keine Daten verfugbar waren, wurden die Werte
interpoliert oder abgeschatzt und mit Daten &hnlicher Materialien verglichen. Dies
trifft flr den Stahl insbesondere auf den Bereich oberhalb der Solidustemperatur zu.
Das Gleiche gilt fur die in den FOREVER-Experimenten verwendete oxidische
Schmelze sowie die verwendeten Isolationsmaterialien und das zur Druckbeauf-
schlagung verwendete Argongas.

Die Daten fur die prototypische Schmelze sind an Angaben von Kolev /KOL 1996/
angelehnt und geben ein vereinfachtes Materialverhalten wieder. Die detaillierte Mo-
dellierung der einzelnen Komponenten, mdglicher Mischungs-, Entmischungs- oder
chemischer Vorgénge ist einerseits aufgrund fehlender experimenteller Daten noch
nicht moglich und wirde andererseits zum gegenwartigen Zeitpunkt das in dieser
Arbeit angestrebte integrale Modell Uberfordern.

Es wird eine homogen vermischte Schmelze simuliert (vgl. Abschnitt 3.1.2), deren
Eigenschaften aufgrund des zu erwartenden hohen Urandioxidanteils wesentlich
durch diese Komponente beeinflusst sind. Lediglich fir das Erstarrungsintervall wur-
de absichtlich ein deutlich niedrigeres Temperaturniveau festgelegt. Dies soll einer-
seits der Bildung von Eutektika Rechnung tragen und andererseits eine konservative
Belastung der RDB-Wand verursachen, denn flissige Schmelze kann durch Konvek-
tion wesentlich héhere Warmestrome transportieren als erstarrte Schmelze.

Tabelle 4.1 gibt zur Orientierung einige Materialparameter wieder. Die vollstandigen
temperaturabhéngigen Materialdaten sind fir die Makrosprache APDL (ANSYS Pa-
rametric Design Language) des FE-Codes aufbereitet in Datenfiles festgehalten. Die
angegebenen Erstarrungsenthalpien werden im Modell als fiktive zusétzliche War-
mekapazitat tber dem angenommenen Erstarrungsintervall wiedergegeben.
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Tabelle 4.1: Thermofluiddynamische Eigenschaften des FOREVER-Schmelzesimu-
lats und des angenommenen prototypischen Coriums.

Stoffeigenschaft Symbol/Einheit |Simulat | Corium
Solidustemperatur Tsor [K] 1.250 1.950
Liquidustemperatur Tiig [K] 1.300 2.000
Erstarrungsenthalpie hm [KJ/kg] 460 260
Bezugstemperatur fur die weiteren GroRen: |T [K] 1.400 2.200
Dichte p [kg/m?] 2.500 8.000
volumetrischer Ausdehnungskoeffizient BI1K] 9,04 10° |1,0 10"
Warmeleitfahigkeit A [W/m K] 2 2,5
spezifische Warmekapazitat Cp [J/kg K] 2.200 530
dynamische Viskositat n [Pa s] 0,1 0,0045

4.1.2 Warmestrahlungseigenschaften der freien Oberflachen

Wie in Abschnitt 3.3.3 diskutiert, werden alle in dieser Arbeit betrachteten Materialien
fur die Modellierung des Warmestrahlungsaustauschs als grau angenommen, und
die Giltigkeit des Kirchhoffschen Gesetzes wird unterstellt. Die Unsicherheit und die
daraus resultierenden Folgen bezlglich des Emissionskoeffizienten werden ebenfalls
in Kapitel 3.3.3 beschrieben. Bei der Modellentwicklung fur die FE-Simulation wurde
daher darauf geachtet, flr Variationsrechnungen den Emissionskoeffizienten in den
Eingabedatensatzen verandern zu kénnen. In den FE-Rechnungen wird unterschie-
den zwischen den Emissionskoeffizienten auf der BehalteraufR3enseite und innerhalb
des Hohlraums im Behalter.

Aus den Vergleichsrechnungen fur die FOREVER-Experimente lasst sich schliel3en,
dass der Emissionskoeffizient an der oxidierten bzw. verzunderten Behélteraul3ensei-
te (vgl. Bild 3.10) im Bereich zwischen 0,7 und 0,8 gelegen haben sollte. Fur die Be-
halterinnenseite konnte der Koeffizient mit 0,8 bis 0,9 geringfligig héher gelegen ha-
ben. Fir die Standardrechnungen wurde mit 0,75 innen und aul3en gerechnet. Diese
Werte gelten auch flir das prototypische Szenario.

4.1.3 Materialeigenschaften des Stahls

In diesem Abschnitt werden die Eigenschaften des festen Stahls und die Modellie-
rung der als rein temperaturabhéngig betrachteten Materialeigenschaften Dichte,
Warmeleitfahigkeit, Warmekapazitat, thermischer Ausdehnungskoeffizient und Elas-
tizitatsmodul im mechanischen Modell behandelt. Die Datenbasis im Modell deckt fur
alle relevanten Stoffeigenschaften einen Temperaturbereich von 275 K bis 1.600 K
ab, der in 54 aquidistante Temperaturniveaus (AT = 25 K) unterteilt ist. Wahrend die
Dichte sowohl in die thermische als auch in die mechanische Rechnung eingeht,
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werden Warmeleitfahigkeit und Warmekapazitat nur in der thermischen Rechnung,
Ausdehnungskoeffizient und Elastizitdtsmodul nur in der mechanischen Rechnung
bendtigt.

4.1.3.1 Dichte

Aufgrund der geringen Verformungsgeschwindigkeiten bis zum Versagen des Behal-
ters spielt die Dichte des Stahls keine Rolle fur Massentragheitseffekte. Der wesentli-
che Einfluss der Dichte ist durch das korrespondierende Eigengewicht der Struktur
gegeben. Bild 4.1 verdeutlicht den im Modell berlcksichtigten Verlauf der Dichte tber
der Temperatur. Ausgehend von einem Wert von 7.850 kg/m® bei Raumtemperatur
nimmt die Dichte bis auf

7.378 kg/m® bei 1.600K ab. | **

Bis auf den Bereich der so- o | Sy

genannten Austenitisierungs- 7500 i

temperatur zwischen den aus g

dem Huttenwesen bekannten | £ ™ ! - k
Umwandlungstemperaturen |z ™ | | N

A; (ca. 1.000 K) und Az (ca. |° = |

1.100 K) nimmt die Dichte mit 6250 - - . \\
steigender Temperatur ab. 5000

Die Haltepunkte der Um- | 0 0 i s s w0 aom e ws som
wandlungen héangen prinzi- Temeratur K]

piell von der Richtung der Bild 4.1: Temperaturabhangigkeit der Dichte des
Zustandsanderung  (Erwér- Stahls 16MND5 von Raumtemperatur bis 3.000 K.
men oder Abklhlen) und von der Geschwindigkeit ab. Im FE-Modell werden die Um-
wandlungstemperaturen des Stahls berlcksichtigt, indem die vom Hersteller Kawa-
saki aus Messungen gewonnen Wertepaare fur Dichte und Temperatur modelliert
werden.

4.1.3.2 Ausdehnungskoeffizient

Das thermische Ausdehnungsverhalten des Stahls hat einen entscheidenden Ein-
fluss auf die thermischen Spannungen bei inhomogenen Temperaturfeldern oder
verhinderter Dehnung von Werkstucken. Der modellierte Verlauf des mittleren ther-
mischen Ausdehnungskoeffizienten tGber der Temperatur ist in Bild 4.2 wiedergege-
ben. Der mittlere Ausdehnungskoeffizient stellt den Durchschnitt des instantanen
Ausdehnungskoeffizienten von der Referenztemperatur (275 K) bis zur betrachteten
Temperatur dar. Diese effektive Vorgehensweise ermdglicht es, in der Rechnung fir
jedes Element die aktuelle thermische Dehnung durch Multiplikation des mittleren
Ausdehnungskoeffizienten mit der Differenz der aktuellen Temperatur zur Referenz-
temperatur zu ermitteln. Zu beachten ist, dass aufgrund dieser Definition der mittlere



4 Aufbau des integralen Finite Elemente Modells

61

Koeffizient im Bereich der Um-
wandlungstemperatur lediglich
abnimmt, wahrend der instantane
Koeffizient negativ ist, d.h. die
Struktur schrumpft wahrend der
Erw&rmung im Bereich der Um-
wandlungstemperatur, aber insge-
samt liegt im Vergleich zur Refe-
renztemperatur eine Ausdehnung
vor.

4.1.3.3 Warmeleitfahigkeit

Die Warmeleitfahigkeit (Bild 4.3) in
der Behalterwand beeinflusst we-
sentlich die Temperaturdifferenz
Uber der Wand und das Tempera-
turniveau insgesamt. Im Bereich
niedriger Temperaturen liegt die
Warmeleitfahigkeit des  Stahls
16MND5 etwa bei 40 W/mK, ei-
nem typischen Wert fur ferritische
bzw. bainitische Stahle. Im Be-
reich der Umwandlungstemperatur
nimmt die Leitfahigkeit ein Mini-
mum von 25 W/mK an, um dann
wieder auf ca. 28 W/mK anzustei-
gen.

4.1.3.4 Warmekapazitat

Fur die Berechnung transienter
thermischer Vorgdnge muss die
Warmekapazitat (Bild 4.4) bertck-
sichtigt werden. Neben der soge-
nannten sensitiven Warme, die mit
einer Temperaturanderung des
betrachteten Stoffes verbunden
ist, sind sogenannte latente War-
memengen zu bericksichtigen,
die sich dadurch auszeichnen,
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dass sich die Temperatur des Stoffes trotz Warmezu- oder -abfuhr nicht direkt an-
dert. Die fur die Umwandlung des Kristallgitters im Bereich von 950 K bis 1050 K
notwendige latente Warme wird im Modell tber eine erhdhte Warmekapazitat be-
racksichtigt (vgl. Bild 4.4). Vor und nach der Umwandlung liegt die Warmekapazitat
im Bereich von 600 J/kgK. Die Erstarrungs- bzw. Schmelzenthalpie beim Ubergang
vom festen in den flussigen Aggregatzustand wird im thermischen Modell ebenfalls
als erhohte Warmekapazitat zwischen Solidus- (1750 K) und Liquidustemperatur
(1800 K) modelliert.

4.1.3.5 Elastizitatsmodul

Die Temperaturabhangigkeit des Elastizitatsmoduls ist in Bild 4.5 auf Seite 64 wie-
dergegeben. Ausgehend von etwa 200 GPa bei Raumtemperatur bleibt der E-Modul
bis 500 K ann&ahernd konstant und fallt dann bis 850 K auf etwa 140 GPa ab. Im Be-
reich von 900 K, noch vor dem eigentlichen Umwandlungsbereich, nimmt der Modul
deutlich ab, um sich dann ab 1.000 K auf einem Niveau von etwa 30 GPa zu stabili-
sieren. Oberhalb von 1.400 K nimmt der E-Modul erneut deutlich ab. Der Verlauf ver-
deutlicht die Ahnlichkeit zum Temperaturverhalten der gemessenen Festigkeitsei-
genschaften, die ebenfalls in dem Diagramm wiedergegeben sind.

4.1.3.6 Zusammenfassung der rein temperaturabhangigen Eigen-
schaften

In Tabelle 4.2 sind die modellierten, als rein temperaturabhangig betrachteten bzw.
nicht von mechanischen EinflussgroRen abhangigen Materialeigenschaften des fran-
zosischen RDB-Stahls 16 MND5 noch einmal zusammengefasst.

Tabelle 4.2: Zusammenfassung der modellierten Werkstoffeigenschaften fir den
franzosischen RDB-Stahl 16MND5.

Stoffeigenschaft Symbol/Einheit Wert
Solidustemperatur Tsor [K] 1.750
Liguidustemperatur Tiig [K] 1.800
Erstarrungsenthalpie hm [kJ/kg] 260
Querkontraktionszahl (temperaturunabhangig) v[-] 0,3
Bezugstemperatur fir die weiteren Grof3en T [K] 1.273
Dichte p [kg/m?] 7.540
Warmeleitfahigkeit A[W/m K] 27,6
Warmekapazitat Cp [J/kg K] 625
Elastizitatsmodul E [GPa] 27
mittlerer thermischer Ausdehnungskoeffizient a [1/K] 13,3-10°
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4.1.4 Elastisch-viskoplastische Eigenschaften des Stahls

Das Verhalten der aus Stahl gefertigten Behalterwand ist Hauptgegenstand dieser
Arbeit. Ausgehend vom sich entsprechend den &ufReren Belastungen einstellenden
Temperaturfeld muss ein konsistentes mechanisches Materialverhalten modelliert
werden. Wie in Abschnitt 2.2.2 ausgefuhrt, ist eine detaillierte Modellierung des elas-
tisch-viskoplastischen Verhaltens erforderlich.

Bei der Verformung des betrachteten Stahls sind prinzipiell drei Anteile in Betracht zu
ziehen: die elastische Verformung, das Kriechen und die plastische Verformung.
Kriechen ist ein zeitabhangiger Vorgang, der bei Stahl oberhalb von 700 K (vgl. Ab-
schnitt 2.2.2.1) theoretisch bereits bei beliebig kleinen Spannungen auftreten kann.
Demgegeniber ist die plastische Verformung ein prompter Vorgang, der oberhalb
einer bestimmten Spannungsschwelle — der Flie3grenze — einsetzt. Eine Plastifizie-
rung kann prinzipiell ab Raumtemperatur eintreten. Die FlieRgrenze, die unter Zug-
beanspruchung auch als Streckgrenze bezeichnet wird, nimmt mit steigender Tem-
peratur ab. Kriechen und Plastifizierung kénnen gleichzeitig auftreten und sind Uber
die geometrische Entfestigung der Struktur miteinander gekoppelt (z.B. durch ver-
formungsbedingte Wanddickenabnahme und damit verbundenes Ansteigen der wah-
ren Spannung).

Die elastischen Verformungen, die bei den in dieser Arbeit betrachteten Szenarien
auftreten, sind in der Regel klein gegenuber der Kriechverformung und der plasti-
schen Verformung. Die elastische Dehnung ist Gber den temperaturabhéngigen Elas-
tizitatsmodul linear mit der herrschenden Spannung verbunden (Hookesches Ge-
setz). In Tensornotation lautet die Beziehung:

Oj :Cijkl (T)-&4- 4.1)

Hierbei ist der Elastizitatstensor Cij ein Tensor 4. Stufe.

Demgegeniber bestehen zwischen Spannung und plastischer Dehnung bzw.
Kriechdehnung hoch nicht-lineare Zusammenhénge. Das elastische Materialverhal-
ten wird als isotrop angenommen und ist daher durch den temperaturabhangigen E-
Modul und die konstante Querkontraktionszahl (v = 0,3) vollstandig bestimmt.

Die fur die mechanischen Rechnungen bendtigten elastisch-viskoplastischen Stoff-
werte wurden im Wesentlichen aus dem REVISA-Projekt /SAI 1998/ gewonnen. In
diesem Projekt, das im 4. Rahmenprogramm von der EU geférdert wurde /MON
1999/, /IKO 1999/, wurden sowohl Zeitstandsversuche (Kriechversuche) als auch
Zugversuche im Temperaturbereich von 600 °C bis 1.300 °C fiur den franzésischen
RDB-Stahl 16MNDS5 durchgefiihrt. Die Ergebnisse liegen als Datenfiles vor.

Wie in Abschnitt 2.2.2 dargelegt, lassen sich Plastizitat und Kriechen experimentell
nicht trennen. Im Materialmodell werden beide Vorgange getrennt bertcksichtigt: Die
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Plastizitat ist zeitunabhéngig, der Kriechvorgang hingegen ist zeitabhangig. Beide
Vorgénge gehen jedoch in die Schadigung des Werkstoffs ein (vgl. Abschnitt 4.3.3).

Als Obergrenze fur die mechanischen Stoffwertmodelle wurden 1.600 K festgelegt,
oberhalb dieser Temperatur weist die Festigkeit des betrachteten Werkstoffs keine
nennenswerte GrofRenordnung mehr auf, da diese Temperatur nur noch etwa 150 K
unter der Solidustemperatur liegt. Zur Demonstration der Festigkeitseigenschaften
sind in Bild 4.5 die in Experimenten gemessenen und auf das FE-Modell Ubertrage-
nen temperaturabhéngigen Verlaufe des Elastizitatsmoduls, der Flie3grenze und der
Zugfestigkeit des Stahls dargestellt.

In den Zugversuchen und Zeitstandsversuchen werden Nominalspannungen (Zug-
kraft dividiert durch Anfangsquerschnitt) und Nominaldehnungen (L&ngenzuwachs
dividiert durch Ausgangslange) gemessen. In der FE-Modellierung werden die wah-
ren Grof3en benotigt, die Umrechnung erfolgt nach den bekannten Gleichungen:

= &" = In(L+ &™),

&
o= O_tr = g"om ‘(1+gnom). (42)

Wenn im Folgenden der Index ,tr* (fur true) oder ,nom* (fur nominal) nicht explizit
angegeben wird, handelt es sich um wahre Grol3en.

800 | ! ! 1 240
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Bild 4.5: In Zugversuchen gemessene Temperaturabhangigkeit von Elastizitdtsmo-
dul, FlieRBgrenze und Zugfestigkeit des franzdsischen Stahls 16MND5.
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An dieser Stelle wird zunachst die modelltechnische Erfassung des plastischen Mate-
rialverhaltens beschrieben. Danach wird die Modellierung des Kriechverhaltens dar-
gestellt. Das angenommene Schadigungsverhalten wird zusammen mit der Modell-
beschreibung im Abschnitt 4.3.3 dargelegt.

4.1.4.1 Modellierung des plastischen Materialverhaltens

Fur die Modellierung der temperaturabhangigen Plastizitdt wurde das multilineare
isotrope Verfestigungsmodell von ANSYS mit 6 linearen Abschnitten an das gemes-
sene Materialverhalten angepasst, um die mit zunehmender plastischer Dehnung
steigende Verfestigung zu beschreiben. Die Verfestigung resultiert aus der Ausbil-
dung eines Versetzungsnetzwerks an den Korngrenzen des Werkstoffs. Dieser Vor-
gang ist vergleichbar mit dem primaren Kriechstadium (vgl. Abschnitt 2.2.2.1). Aus-
gangspunkt der Anpassung waren die Spannungsdehnungskurven aus den Zugver-
suchen des REVISA-Projekts. Allerdings waren gewisse Modifikationen der gemes-
senen Kurven erforderlich.

Die Zugversuche sind mit konstanten Nominaldehnungsraten von ca. 1 %/min (fur
T <1.000 °C) und 1,18 %/min (fur T > 1.000 °C) durchgefuhrt worden. Das ist fur
eine Trennung von Kriechen und Plastizitat zu langsam. Bei diesen niedrigen Dehn-
raten dauert der Zugversuch so lange, dass bereits signifikante Kriechdehnungen
auftreten — insbesondere bei den héheren Temperaturen. Der Zugversuch ist somit
teilweise ein Relaxationsversuch /WIL 2002b/. In den eigentlichen Kriechversuchen
bzw. Zeitstandsversuchen, bei denen die aufgebrachte Last konstant bleibt, werden
teilweise deutlich héhere Dehnungsgeschwindigkeiten beobachtet als die 0.g. Werte
fur 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 Zugprobe und damit die gemessene Spannung mit stei-
gender Verformungsgeschwindigkeit steigen.

In Bild 4.6 sind exemplarisch die Verhéltnisse fir das Temperaturniveau 800 °C dar-
gestellt. Die gestrichelte Linie mit den gefiillten schwarzen Quadraten stellt den im
Code modellierten Spannungs-Dehnungs-Verlauf dar. Die modellierte Zugfestigkeit
liegt mit ca. 120 MPa deutlich héher als die im REVISA-Zugversuch gemessene
Spannung (,REVISA Eng. Strain/Stress”) bzw. die dazugehérige wahre Spannung
(LREVISA True Strain/Stress”) von ca. 80 MPa. Ursache ist die Anpassung an die im
Kriechversuch beobachtete Maximalspannung. Dies zeigt die aus dem REVISA-
Kriechversuch abgeleitete Kurve (,REVISA 65 MPa Creep Test’): Da bei einem
Kriechversuch nicht die Dehnrate die Fiuhrungsgrole ist, sondern die aufgebrachte
Kraft bzw. die daraus resultierende Spannung, ist die Dehnrate nicht konstant. Im
dargestellten Beispiel betrug die Kriechdehnrate im Bereich einer wahren Dehnung
von 25 % etwa 1 %/min. Dies korrespondiert sehr gut mit dem im Bild 4.6 dargestell-
ten Schnittpunkt ,A* der wahren Spannungs-Dehnungs-Verlaufe aus Kriech- und
Zugversuch. D.h., zu dem Zeitpunkt, als im Kriechversuch, der mit variabler Dehnrate
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ablauft, die gleiche Dehnrate erreicht wurde wie im Zugversuch mit konstanter Dehn-
rate, herrschte in beiden Versuchen die gleiche Spannung. Kurz vor Versagen der
Kriechprobe wurde dagegen eine deutlich hdhere Kriechdehnrate von etwa 10 %/min
erreicht.

Ausgehend vom sogenannten Multilinearen ISOtropen Verfestigungsmodell (MISO),
das als ein nichtlineares Materialgesetz in ANSYS angeboten wird, wurde deswegen
fur die im FE-Modell simulierten Spannungs-Dehnungs-Kurven fir jedes Tempera-
turniveau folgendes Konstruktionsmuster verwendet (s.a. Bild 4.6):

e Punkt 1: Bis zu einer wahren Dehnung von 0,05 % wird eine rein elastische
Verformung angenommen, d.h., die zugehérige Spannung ergibt sich aus
o(T)=E(M)-¢ fire<0,05%.

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.

140
r Punkt 5: Zugfestigkeit der M]SO-Kurve entspricht der
f] maximalen wahren Spannung aus Zug- oder Kriechversuch
i T —————[————-J---»
120 s A Iy
[ R4 Punkt 5: Dehniing bei Zugfestigkeit der
// MISO-Kurve entspricht der wahren
r 7 Dehnung bei der maximalen Pulkt & Edld
100 wahren Spannung im U hae
r Zugversuch der|MISO-KHurve
= entspricht der
% W wahren
= 350 --{/' s Bruchdehniing
= \A S deq Zugversuchs
g m‘-
c 60
g Punkt 4: bis 5 % wahrgr Dehnung entgpricht dle et §
UQ,- MISO-Kurve der wahren Spannungs-
Dehnungs-Beziehung gus dem|Zugversuch
a0 (A
Punkt 3: Gesamtdeformation 1,0[% -
——REVISA 800°C True Strain/Stress
Punkt 2: Gesamtdefgrmation| 0,2 % —m- - ANSYS MISO 800°C
20 —— 20MnMoNi55 Eng. Strain/Stress epsdot=2.5%/min ||
€ Purkt 1: Endpunkt fler rein elastisghen —F— 20MnMoNi55 Eng. Strain/Stress epsdot=50%/min
Defprmation 0,05 % e REV/| SA 65MPa Creep Test True Strain/Stress

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 65 60 65 70 75
Dehnung eps [%]

Bild 4.6: Gemessene und modellierte Spannungs-Dehnungs-Kurven fir 16MND5
bzw. 20 MnMoNi 5 5 bei 800 °C.
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e Punkt 5: Hochste beobachtete wahre Spannung vor der Einschniirung (ent-
weder aus Kriechversuch oder aus Zugversuch) bei der zugehérigen wahren
Dehnung (Gleichmaf3dehnung).

e Punkt 6: Hochste beobachtete Bruchdehnung aus dem Zugversuch. Da aus
den experimentellen Daten die Einschnirung nicht hervorgeht, wird die wahre
Bruchdehnung wie eine GleichmalRdehnung ermittelt (Gl. (4.2)). Die Maximal-
spannung ergibt sich durch geringfiigige Erh6hung der im Punkt 5 verwende-
ten Spannung.

Dieser Zusammenhang wurde fir 12 Temperaturniveaus zwischen 275K und
1.600 K festgelegt. Liegt die Temperatur im Modell zwischen zwei Temperaturstitz-
stellen, wird das Materialverhalten durch lineare Interpolation ermittelt. Die gemesse-
nen und modellierten Spannungs-Dehnungs-Kurven fur alle Temperaturniveaus sind
im Anhang dargestellt (Bild 10.1 bis Bild 10.12).

4.1.4.2 Kriechmodell und Kriechdatenbasis

Das Kriechverhalten von Stahlen wird Ublicherweise durch analytische Formeln, so-
genannte Kriechgesetze, beschrieben, die je nach Ansatz eine Anzahl freier Parame-
ter beinhalten (vgl. Abschnitt 2.2.2.1 und Gleichung (2.15)). Die Parameter werden
bestmoglich den experimentellen Daten aus einachsigen Kriechversuchen ange-
passt. Die Kriechgesetze konnen dann in Finite-Elemente-Modellen verwendet wer-
den, um den zeitlichen Verlauf der Verformung einer Struktur zu untersuchen /AZO
1996/. Dabei besteht die Schwierigkeit darin, dass ein einzelner Kriechversuch bei
konstanter Temperatur und in der Regel konstanter Last durchgefuhrt wird und inso-
fern das mit experimentellen Daten angepasste Kriechgesetz nur fur einen begrenz-
ten Spannungs- und Temperaturbereich gilt. Bei realen Strukturen kénnen Tempera-
tur und Spannung hochgradig orts- und zeitabhangig sein, so dass der momentane
Zuwachs an Verformung von der Belastungsgeschichte abhangt. Es ist in der Regel
nicht moglich, diesen Zusammenhang fir gréf3ere Spannungs- und Temperaturbe-
reiche mit einem Kriechgesetz zu formulieren, d.h. experimentelle Kriechkurven fir
sehr unterschiedliche Spannungen und Temperaturen durch eine Formel zu be-
schreiben. Das gilt insbesondere dann, wenn die verschiedenen Stadien des Kriech-
vorganges (priméares, sekundares und tertiares Kriechen) auftreten. Es muss daher
bei einer Finite-Elemente-Analyse mdglich sein, lokal und zeitlich unterschiedliche
Kriechgesetze zu verwenden, die auf der jeweils zugehérigen experimentellen
Kriechkurve beruhen. Die verfiigbaren Finite-Elemente-Codes bieten eine solche
Moglichkeit derzeit nicht an. Die Losung besteht in der Generierung und Verwendung
einer Kriechdatenbasis, in der das Materialverhalten unter den entsprechenden Be-
dingungen festgehalten ist.

Fur den FE-Code ANSYS® wurde eine Erweiterung der Kriechmodellierung entwi-
ckelt /ALT 2003/. Grundlage dafir sind die Benutzerschnittstellen von ANSYS (UPF —
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User Programmable Features), die es erlauben, selbst entwickelte FORTRAN-
Routinen in den Code einzubinden.

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

e =1(";00T). (4.3)

Dieser Zusammenhang gilt fir primares, sekundares und tertidres Kriechen. Die
Gleichung kann in diskretisierter Form als eine Menge von Wertepaaren dargestellt
werden:

£y £
: : (4.4)

P &
(N) (N) T =const; o=const

Diese Wertepaarmengen lassen sich fur verschiedene Spannungs- und Temperatur-
niveaus formulieren. Sie kénnen entweder direkt aus Kriechversuchen gewonnen
werden oder aus der Kombination verschiedener analytischer Kriechformeln fir das
primare, sekundare und tertidre Kriechstadium. Fir diese Arbeit wurden die Werte-
paare mit Hilfe von einzelnen Kriechgesetzen erzeugt, die Ikonen /IKO 1999/ an die
verschiedenen Temperaturniveaus der REVISA-Kriechversuche /SAl 1998/ ange-
passt hatte. Die vollstédndige Kriechdatenbasis lasst sich wie folgt darstellen:

T, T,
011 O1m1 Ok Ok MK
frac frac frac frac
é11 M1 a1 €k MK
Ny, Ny Ny, Ny ik . (4.5)
(51,1,1;51,1,1) (51,M1,1;51,M1,1) (gK,l,l;gK,l,l) (gK,MK,l;gK,MK,l)
(51,1,N;51,1,N) (gl,Ml,N;gl,Ml,N) (gK,l,N;gK,l,N) (gK,MK,N;gK,MK,N)

Fur verschiedene Temperaturniveaus werden unterschiedliche Spannungsniveaus
definiert. FUr jedes Spannungsniveau werden die daflr geltende Kriechbruchdeh-
nung und die Anzahl der zur Verfligung stehenden Dehnungs-Dehnraten-Wertepaare
angegeben. 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 Span-
nungsniveaus.
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Zum Einlesen der jeweiligen Kriechdatenbasis wird in ANSYS eine eigene UPF-
Routine verwendet /ANS 2001/. Die einzelnen Kriechdatenfiles missen als ASCII-
Files bereitgestellt werden (je ein File fur jedes Temperatur-Spannungs-Niveau, /ALT
2003/). Fur den RDB-Stahl 16MNDS5 liegt die Kriechdatenbasis in Form von 80
Kriechdatenfiles vor. Hierbei wurden jeweils 10 Files fur 8 &quidistante Temperaturni-
veaus von 873 K bis 1.573 K generiert (vgl. Bild 4.7). Die Spannungsniveaus sind
innerhalb jedes Temperaturniveaus aquidistant zwischen der minimalen und der ma-
ximalen Spannung verteilt. Als minimale Spannung des jeweiligen Temperaturni-
veaus in der Kriechdatenbasis wurden 20 % der Fliel3grenze des nachsthdheren
Temperaturniveaus festgelegt (vgl. blaue Treppenfunktion am unteren Rand in Bild
4.7), weil erwartet wird, dass unterhalb dieser Spannung kein signifikantes Kriechen
auftritt. Die maximale Spannung des jeweiligen Temperaturniveaus ergibt sich aus
der hoéchsten beobachteten Spannung aus Zug- oder Kriechversuch des nachstnied-
rigeren Temperaturniveaus (vgl. obere Treppenfunktion). Die gesamte Kriechdaten-
basis erstreckt sich damit auf das blau umrandete Gebiet. Aus Griinden der numeri-
schen Stabilitat und fir notwendige Interpolationen in den Randbereichen der
Kriechdatenbasis muss die Kriechdatenbasis bis in die dul3eren Ecken der unteren

1000 | I
r -u- Flie3grenze
+* —u-20% der FlieRgrenze
:\‘\ —— wahre Zugfestigkeit aus Zugversuch
| + Kriechtests A
T & Kriechtests B
H : * Kriechtests C
— | o Kriechtests D
4 \\ ] —durch CDB erfasstes Gebiet
100 \9\ \ ——max. wahre Spannung im Kriechtest ||
T L ]
e AR I

Spannung [MPa]
/

T
10; t%

s
\-\g\\g\
| = |

| ﬁg\\‘

700 800 900 1000 1100 1200 1300 1400 1500 1600
Temperatur [K]

Bild 4.7: Temperatur- und Spannungsbereich, der durch die fur den Stahl 16 MND5
generierte Kriechdatenbasis abgedeckt ist. Zum Vergleich sind die in den Zug-
versuchen ermittelten Spannungen von 20 % und 100 % der FlielRgrenze und die
Zugfestigkeit dargestellt. Die Punkte ,Kriechtests A* bis ,D* geben die Nominalspan-
nungen der zugrundeliegenden Kriechversuche wieder.
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und oberen Treppenfunktionen ausgedehnt werden. Diese Bereiche stellen Kriechda-
ten fur prinzipiell physikalisch nicht sinnvolle oder unmégliche Spannungs-
Temperatur-Zustande zur Verfigung. Durch Iteration werden fir jeden Lastschritt
schlieBlich nur noch die physikalisch sinnvollen Zustande betrachtet. Treten Span-
nungen im Bereich der maximalen im Zug- oder im Kriechversuch beobachteten
Spannung des jeweiligen Temperaturniveaus auf, dann tritt aufgrund der Modellie-
rung des plastischen Materialverhaltens (vgl. vorheriger Abschnitt 4.1.4.1) instantan
eine Verformung oder ein Versagen auf.

Gemal der allgemeinen Erfahrung bzw. Definition (vgl. Abschnitt 2.2.2.1) treten im
betrachteten RDB-Stahl friihestens ab Temperaturen von 700 K Kriechvorgénge auf.
Die vorhandene Kriechdatenbank berlcksichtigt Temperaturen oberhalb von 870 K.
Im dazwischenliegenden Bereich kdnnen Kriechvorgange stattfinden; um allerdings
in den hier betrachteten ZeitrAumen zum Versagen zu fuhren, missen die Spannun-
gen deutlich oberhalb der Fliel3grenze und nahe der Zugfestigkeit liegen. Dies ver-
deutlichen die in Bild 4.7 dargestellten nominalen Spannungen der durchgefiihrten
Kriechversuche. Der vom Kriechen nicht immer eindeutig unterscheidbare Plastifizie-
rungsvorgang wird allerdings schon vom Raumtemperaturniveau an bertcksichtigt.
Somit fihren Spannungen oberhalb der FlieRgrenze in den Rechnungen bei jedem
Temperaturniveau zu bleibenden Dehnungen und Schadigungen. Es wird daher da-
von ausgegangen, dass die Plastifizierung durch Kriechvorgéange im Temperaturbe-
reich von 700 K bis 870 K durch das modellierte Fliel3verhalten ausreichend bertck-
sichtigt sind.

Zur Realisierung der Berechung des Kriechdehnungsinkrements wurden ein explizi-
ter Kriechalgorithmus und ein impliziter Kriechalgorithmus entwickelt und in den
ANSYS-Code eingebunden /ALT 2003/. In diesen Routinen wird das skalare Kriech-
dehnungsinkrement Ag” =£% - At durch nichtlineare Interpolation aus der Kriechda-
tenbasis (4.5) ermittelt:

Ae™ = [Wl 'éL;L;L HW, &y W "C"‘L;H;L W, € m

: (4.6)
TWs & T We  Epn W7 - Epne T We Enn ]'At

wobei sich die Gewichte w; bis wg wie folgt ermitteln lassen:
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e '™ —e™' ). (o, ") (e —€)

W, =
' (equ/T” —eiqL/TL)'(GrLL:H _GrLL;L)'(sL:L;H ~eLu)
(e /M —e 0T ) (0l —0" ) (e—e )
W, = (e_qL/TH e_qL/TL) ( n n
- “\OLH _GL;L)'(SL;L;H _SL?L?'—)
(e /T —e T ) (0" =0 ) (ELun —€)
W, = (e—qH/TH _e_qH/TL)_(GrL e )(8 —¢ )
L;H LiL L;H;H LiHL
(e_qH/TH _e_qH/T ).(GrL —GE,L)'(S_SL-H-L)
W, =—- ~ : >
(e An /Ty —-e qH/TL)'(GrLL;H —GLL;L)'(SL;H;H _SL;H;L)
(e—qL/T _e_qL/TL).(G;_T_H —GrH)'(SH.L.H _8)
W5 = (e_qL/TH e_qL/TL) ( 'y T
- “\OxH _GH;L)'(SH;L;H _SH;L?'—)
(™" —e /M) (o, —c™) - (e—€u.)
We = /Ty _ a0 /T, iy G
(e —€ )‘(GH;H _GH;L)'(SH:L;H _SH;L:L)
B (e*QH/T _e_qH/TL).(GrH _Grl-T;L)'(SH;H;H —8)
W7 - (e_qH/TH e_qH/TL) ( Th "H
- (Oun —0iL) B —Ewn) . (4.7)
. (e—qH/T _equ/TL)‘(GrH _GH;L).(S—EH:H;L)
g =

(e_q“/TH —e /T )-(Gr,_T;H _Glr-T;L)'(SH;H;H _SH;H;L)

Dabei sind die indizierten Grolzen (z.B. T, ,c,.4, €, ) die Werte aus der Datenbasis
(4.5) und die nicht indizierten GréRRen (T, o, €) die aktuellen Werte (an einem Integ-
rationspunkt eines Elements). Dabei gilt stets:

T, <T<T,,

{GL;L;O-H;L}SO-S{O-L;H ;O'H;H}’ (4-8)
{gL;L;L;gL;H;L;gH;L;L;gH;H;L}S &< {gL;L;H VELHH EHLH EHHH }
Die Parameter r und g ergeben sich aus:
_ Ir](‘c"‘H;L;L /éL;L;L). _ Ir](‘c"‘H;H;L /éL;H;L).
L — 1 H — )
1./TL —1./TH Z.l/T,_ —1‘/TH 4.9)
_ Ir‘(‘9L;H;L /5L;L;L). _ In(gH;H;L /SH;L;L)

= I i

In(O-L;H /O-L;L) In(O-H;H /UH;L) .

Die exponentielle Wichtung wurde eingefuhrt, nachdem festgestellt worden war, dass
eine lineare Interpolation zwischen den Stitzstellen der Kriechdatenbasis zu teilwei-
se sehr konservativen Kriechdehnraten und damit zu erheblich verfrihten
Versagenszeiten im Modell fuhrt. Ursache ist der bekannte Zusammenhang zwi-
schen Kriechdehnrate und Temperatur bzw. Spannung nach Gleichung (2.15) und
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der fur eine genaue Modellierung zu grof3e Abstand der Stitzstellen bzw. der korres-
pondierenden Kriechversuchsparameter. Weitere Einzelheiten sind in /WIL 2001/ und
/ALT 2003/ wiedergegeben.

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 im Allgemeinen kraftkontrolliert, d.h., die wahre Spannung ist im Ver-
lauf des Versuchs nicht konstant (infolge der Abnahme des Querschnitts und der
Einschnirung). Die wachsende Kriechdehnrate, die im tertidren Stadium des Kriech-
versuchs beobachtet wird (vgl. Abschnitt 2.2.2.1), hat zwei Ursachen:

- geometrische Kriechbeschleunigung infolge der Reduktion des Querschnitts
und der Einschnirung,

- abnehmender Kriechwiderstand des Materials infolge von Gefligeanderungen
(Poren, Mikrorisse).

In FE-Modellen wird die geometrische Kriechbeschleunigung automatisch bertck-
sichtigt, sofern die Option fur grof3e Dehnungen aktiviert ist. Um die materialbedingte
Kriechbeschleunigung im tertiaren Bereich zu beschreiben, gibt es zwei grundsatzli-
che Madglichkeiten:

) Benutzung eines Kriechgesetzes bzw. einer Kriechdatenbasis mit € >0
(z.B. mit d3>0 im Fall von Gleichung (2.15));
1)) i) Benutzung einer Kriechdehnrate, die an die Materialschadigung gekop-
pelt ist. Bei der zweiten Option wird der Zusammenhang in (4.3) modifiziert
Zu:
.. Cr rs cr 1 cr
¢" =f(D;e ;c;T)zﬁ-f(s 0;T) (4.10)

mit D als Schadigungsparameter (vgl. Abschnitt 4.3.3). Das Kriechdehnungsinkre-
ment aus Gleichung (4.6) ergibt sich entsprechend zu:

1
o ) ) ) )
Ag _E'[Wl ELLL TWo €Ly T W8y tW, €y

TWs 8 +WeEhn TWyo-Eyy T Wy 'gH:H;H]'At

(4.11)

In diesem Fall wird in der Kriechdatenbasis nach (4.5) eine Fortdauer des sekunda-
ren Kriechverhaltens fiur den tertiaren Bereich modelliert. Die materialbedingte
Kriechbeschleunigung wird durch die Schadigungskopplung realisiert, d.h. durch den
Faktor (1-D)™.

Die Validierung des Kriechmodells und der erzeugten Kriechdatenbasis wird in Kapi-
tel 5.1 und /WIL 2003b/ beschrieben.
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4.2 Thermisches Modell

Fir die Ermittlung des Temperaturfelds wurde zunachst ein CFD-Modell (Computati-
onal Fluid Dynamics) entwickelt (vgl. nachster Abschnitt). Mit Hilfe dieses CFD-
Modells wurden grundsatzliche Vorgange und Einzelheiten einer Konvektionsstro-
mung in einem Schmelzesee mit inneren Warmequellen offensichtlich (vgl. Bild 4.11).
Das CFD-Modell ist jedoch sehr rechenintensiv und scheint fir prototypische Szena-
rien mit den vorhandenen Turbulenzmodellen nicht zu plausiblen Ergebnissen zu
fuhren.

Eine wahrscheinlich korrekte, aber noch aufwandigere Alternative wére die direkte
numerische Simulation (CFD-DNS), d.h. die Verwendung eines so feinen Netzes,
das jeder Turbulenzwirbel vom Modell aufgelost wirde. Die Anforderung an die Netz-
feinheit steigt mit zunehmender interner oder externer Rayleigh-Zahl. Der Aufwand
wird im prototypischen Fall so grof3, dass mit den zur Verfigung stehenden Ka-
pazitaten keine Modellierung durchfiihrbar ist. Deswegen wurde ein Modell der effek-
tiven Warmeleitfahigkeit und Konvektion (ECCM, Effective Convection Conduction
Model) entwickelt, das eine schnelle Kopplung zwischen mechanischer und thermi-
scher Rechnung ermdoglicht (vgl. Abschnitt 4.2.2).

Tabelle 4.3 fasst die verschiedenen Verfahren zur Ermittlung des Temperaturfelds
unter den Aspekten der Durchflhrbarkeit und der Qualitat der Ergebnisse zusammen
(vgl. /IDIN 1997/).

Tabelle 4.3: Vergleich der Modellierungsverfahren zur Temperaturfeldermittlung.

FOREVER prototypische Anordnung
Rayleigh-Zahl < 10% > 10%°
Durchfuhr- Qualitat der Durchfuhr- Qualitat der
Modellierung mit: barkeit: Ergebnisse: barkeit: Ergebnisse:
CFD-DNS | evtl. mégl. - nicht moglich -
CFD mit Turbu- - bedingt
lenzmodell (k-g) | M091ch gut moglich falsch
. . plausibel,
ECCM madglich und | gut, nach An maoglich und nach An-
schnell passung schnell
passung

4.2.1 Temperaturfeldberechnung mit CFD

Fur die Ermittlung des Temperaturfelds in Schmelze und Behdlterwand fir die
FOREVER-Experimente (vgl. Kapitel 5.4) wurde zunachst das CFD-Modul
.FLOTRAN" des FE-Codes ANSYS verwendet, um ein axialsymmetrisches 2D-
Modell zu entwickeln. Die Bodenkalotte und die erstarrte oder flissige Schmelze
werden mit Fluidelementen modelliert, um die Konvektion der Oxidschmelze sowie
den Warmeulbergang in die Behalterwand zu berechnen. Bild 4.8 zeigt einen Ele-
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mentplot des Modells, der zylindrische Behélterteil ist nur teilweise wiedergegeben.
Dargestellt ist die Behélterwand aus Stahl (magenta), das Gebiet der fllissigen
Schmelze (orange) und der Schmelzekruste (blau). Uber die Materialzuordnung wird
gesteuert, welche Elemente nur den Freiheitsgrad Temperatur aufweisen und fur
welche Elemente sowohl eine Stromungs- als auch eine Temperaturfeldberechnung
durchgefihrt wird. Die Vernetzung der Behalterwand im CFD-Modell entspricht exakt
der Vernetzung im mechanischen Modell.

In ANSYS/FLOTRAN erfolgt die Diskretisierung der Gleichungen mit den Verfahren
MSU (monoton streamline upwind), ein Verfahren 1. Ordnung, und SUPG (streamline
upwind/Petrov-Galerkin), ein Verfahren 2. Ordnung /ANS 2004/. Standardmalfig wird
fur alle Freiheitsgrade das MSU-Verfahren verwendet. Dieses Verfahren ist nume-
risch stabil und neigt nicht zum Uber- bzw. Unterschwingen an Ubergangstellen. Al-
lerdings ist es diffusiver als das SUPG-Verfahren. Bei Vergleichsrechnungen zwi-
schen der Standardeinstellung und der Anwendung des SUPG-Verfahrens fur die
Energiegleichung stellte sich heraus, dass das MSU-Verfahren tatsachlich numerisch
stabiler war, weswegen die Rechnungen in der Regel mit den Standardeinstellungen
fur die Diskretisierung durchgefuhrt wurden.

Das Verfahren zur Losung des Druck- und Geschwindigkeitsfelds basiert auf dem
SIMPLE-Algorithmus (Semi-Implicit Method for Pressure Linked Equations), der so-
wohl in Finite-Volumen- als auch in Finite-Elemente-Verfahren zum Einsatz kommit.
Bei diesem Verfahren werden in jeder
globalen Iteration zunachst die Ge-
schwindigkeitskomponenten Uber die
Impulsbilanzen unter Verwendung des
Druckfelds der letzten Iteration be-
stimmt. Danach wird die Druckgleichung
mit diesen vorlaufigen Geschwindigkei-
ten gelost. Im nachsten Schritt werden | - l;f
die Geschwindigkeiten mit dem neuen i
Druckfeld erneut berechnet. Anschlie-
Rend wird die Energiegleichung fur das
Temperaturfeld gelést. Danach werden
alle temperaturabhéngigen Stoffgrof3en
neu eingelesen. Falls mit einem Turbu-
lenzmodell gerechnet wird, erfolgt dann
die Lo6sung der Turbulenzgleichungen
und die Anpassung der effektiven War-
meleitfahigkeit und Viskositat.

T TR L 2
e

MipbLELLa kL) Ertd 1l

L]

Fur die Losung der Gleichungssysteme, | -
die bei den oben beschriebenen Schrit-
ten fur die verschiedenen GrofRRen zu

Bild 4.8: Elementplot des axialsymmetri-
schen CFD-Modells mit Materialzonen.
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l6sen sind, stehen insgesamt 6 lineare und nicht-lineare Losungsverfahren zur Ver-
fugung. Hervorzuheben sind hiervon der Tri-Diagonal Matrix Algorithm (TDMA,
schnell und stabil, aber nicht immer genau), die Preconditioned Conjugate Residual
Methode (PCR, schnell und genau, aber empfindlicher) und die Preconditioned Ge-
neralized Minimum Residual Methode (PGMR, sehr stabil, aber sehr speicherintensiv
und langsamer). Fur die in dieser Arbeit besprochenen Rechnungen wurden in der
Regel das PCR-Verfahren zur Lésung des Druckfelds, das PGMR-Verfahren zur L6-
sung des Temperaturfelds und das TDMA-Verfahren fir alle Ubrigen Gleichungssys-
teme verwendet. Damit ergibt sich in der Regel eine schnelle und genaue Lésung fur
das Druckfeld und damit die Kontinuitatsgleichung, obwohl teilweise viele Iterationen
erforderlich sind.

Wenn die thermischen Eigenschaften des Festkorpers erheblich, d.h. mehr als eine
GrolRenordnung, von den Eigenschaften des Fluids abweichen, ergeben sich oft
schlecht konditionierte Probleme. Diese Konstellation liegt sowohl im FOREVER-
Szenario als auch im prototypischen Fall vor. Deswegen wurde zur Lésung des
Temperaturfelds der PGMR-Algorithmus verwendet: Er liefert eine hohe Genauigkeit
bei gleichzeitiger Stabilitat.

Wenn eine Temperaturdifferenz zwischen Schmelzepoolzentrum und Behalterwand-
innenflache von 400 K angenommen wird, was in den betrachteten Experimenten als
Obergrenze gelten kann, so liegt die externe Rayleighzahl (vgl. Gleichungen (2.11),
(2.10) und (2.2)) fur die FOREVER-Anordnung im Wandbereich in einer Grof3enord-
nung von 10%. Da das Ubergangsgebiet von der laminaren in die turbulente Stré-
mungsform im Bereich von 108 bis 10° liegt /VDI 2002/, ist eine Simulation mit einem
Turbulenzmodell auch aufgrund der externen Rayleigh-Zahl gerechtfertigt, zumal ein
Anfachen der Turbulenz durch Stérungen aus dem Poolzentrum zu erwarten ist.

Zur Modellierung des effektiven Fluid- und Wéarmetransports im Schmelzesee wurde
das Standard-k-g-Turbulenzmodell /ANS 2001, 2002, 2003/ verwendet. Aufgrund der
homogenen Anfangstemperaturverteilung im numerischen Modell herrschen zu Be-
ginn der Rechnung keine oder nur geringe Dichteunterschiede. Somit tritt zu Beginn
fast keine Konvektionsbewegung auf. Fur die Bestimmung und die stabile Lésung der
turbulenten kinetischen Energie und der Dissipation muss jedoch ein nennenswertes
Geschwindigkeitsfeld vorliegen. Das Turbulenzmodell wurde deshalb zunachst deak-
tiviert, um ein heterogenes Temperatur- und Geschwindigkeitsfeld zu erhalten. Mit
diesem wurde dann eine konvergierende Losung mit aktiviertem k-e-Turbulenzmodell
erzielt.

Als Randbedingungen wurden die Symmetriebedingung an der vertikalen Achse des
Modells ( v«=0 ) und die Bedingung einer freien Oberflache an der horizontalen
Schmelzeseeoberflache ( vy=0) vorgegeben.

Die transiente CFD-Rechnung wurde in der Regel mit Zeitschrittweiten von 20 s
durchgefuhrt. Innerhalb eines Zeitschritts, auch als Lastschritt bezeichnet, wird die



76 4 Aufbau des integralen Finite Elemente Modells

Grol3e der Substeps vom Programm in
Abhangigkeit von ElementgrofRe und
auftretenden Fluidgeschwindigkeiten
gesteuert. Fur jeden Lastschritt kann die
Belastung durch die inneren Wéarme-
quellen den im Experiment ermittelten
Werten angepasst werden, falls es sich
um eine Posttest-Rechnung handelt.

Bei Unterschreitung der Solidustempe-
ratur in allen Knoten eines Fluidele-
ments, das zum Schmelzegebiet gehort,
wird die Materialnummer des Elements
so geandert, dass das Element nicht
langer zum Fluidgebiet zahlt, sondern
zum Festkorpergebiet der Kruste gehort.
Umgekehrt verhalt es sich bei der Uber-
schreitung der Liquidustemperatur. Die
durch dieses Modell entstehende Hyste-

rese ist physikalisch nicht ganz exakt,

hat sich aber numerisch als sinnvoll und Bild 4.9: Thermische Randbedingungen
stabil erwiesen und liefert bei einem M CFD-Modell zur Simulation  eines

. . FOREVER-Experiments.
Vergleich zu den FOREVER-Experi-
menten sehr gute Ergebnisse.

SEmmmwATER, o e

Die Dicke der Schmelzekruste hangt einerseits von der Heizleistung insgesamt ab
und andererseits von der angenommenen Zone innerhalb derer die Warmefreiset-
zung simuliert wird. Diese
Vorgehensweise tragt dem
experimentellen Aufbau der

FOREVER-Experimente m ﬁgg
Rechnung, denn die Warme [
wurde mit Hilfe eines gewun- E 1273

) . B 1311
denen elektrischen Heizsta- Bl -
bes in die Schmelze einge- 1 1387
koppelt, der zur Vermeidung % ijég
eines Kurzschlusses nicht bis B

an die Behalterwand reichte
(vgl. Bild 5.10 auf Seite 110).
Der grof3te Abstand herrschte
im Zentrum der Kalotte. Bild
4.9 zeigt beispielhaft die ther- Bjld 4.10: Temperaturfeld [K] bei einer stationaren

mischen Randbedingungen im Heizleistung von 35 kW. Temperaturen unterhalb
von 1160 K sind grau dargestellt.
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Modell. Das rote Gebiet entspricht der Warmefreisetzungszone, in der die Heizleis-
tung als homogen verteilte volumetrische Wéarmequelldichte angenommen wird. Die
Pfeile an den Oberflachen entsprechen den angenommenen Wechselwirkungstem-
peraturen des Warmestrahlungsmodells.

Bild 4.10 verdeutlicht beispielhaft die sich einstellenden Temperaturverteilung bei
einer stationaren Heizleistung von 35 kW. Zur Hervorhebung der Temperaturvertei-
lung im Schmelzegebiet und im heil3en Fokus ist die Temperaturskala auf einen Be-
reich zwischen 1.160 K und 1.500 K begrenzt. Temperaturen unterhalb von 1.160 K
sind grau dargestellt. Die turbulente Vermischungszone im oberen Drittel des
Schmelzesees ist gut zu erkennen. Unterhalb schliel3t sich eine Zone stabiler Tem-
peraturschichtung an. Im Bereich des heil3en Fokus an der Behélterwand ist eine
nach unten gerichtete Konvektionsbewegung mit sehr dinner Temperaturgrenz-
schicht in der Schmelze zu erkennen. Die Schmelze liegt im Bereich des heil3en Fo-
kus flissig an der Behélterwand an, die Kruste, zu erkennen an den Stufen im unte-
ren Bereich, wird zum Zentrum der Kalotte hin dicker.

Einen Vergleich zu den gemessenen Temperaturen ermoglicht Bild 4.14. Die Abszis-
se ist eine Abwicklung des Pfades uber die Aul3enoberflache vom Zentrum der Bo-
denkalotte Uber die Schweil3naht zwischen Kalotte und Zylinder in den zylindrischen
Teil. Wiedergegeben sind die Messungen an den diskreten Thermoelementpositio-
nen fur drei FOREVER-Experimente zu den jeweiligen Zeitpunkten mit den hochsten
Temperaturen. Die entsprechende Kurve des CFD-Modells ,ANSYS CFD h-10“ gibt
das Ergebnis fur eine Rechnung wieder, in der eine Heizleistung von 38 kW ange-
nommen wurde und der Schmelzespiegel 10 mm unter dem Ubergang Kalotte-
Zylinder simuliert wurde. Die gemessenen Temperaturen liegen niedriger als die be-
rechneten, was auf den in Abschnitt 3.3.5 besprochenen Fehler der Temperaturmes-
sung mit auf der Oberflache angebrachten Thermoelementen zurtickzufthren ist.

4.2.2 Das Modell der effektiven Warmeleitfahigkeit

In Bezug auf die weiterfuihrende Modellentwicklung hat das CFD-Modell mehrere
Schwachen (vgl.

Tabelle 4.3). Zum einen wird bezweifelt, dass im Falle prototypischer Simulationen
die Ergebnisse aus CFD-Rechnungen mit den zur Verfigung stehenden Turbulenz-
modellen der zu erwartenden Realitat entsprechen /DIN 1997/. Ein wesentlicher As-
pekt ist hierbei, dass die géangigen Turbulenzmodelle eine Isotropie der Turbulenz
voraussetzen, die insbesondere in dem hier betrachteten Schmelzesee nicht in allen
Bereichen erflillt ist. Vor allem im Inneren des Schmelzesees wird die Turbulenz
durch dichtegetriebene Fluidbewegungen angefacht, d.h., es liegt eine Anisotropie
bezuglich horizontaler und vertikaler Vorgange vor.

Zusatzlich ist bei einem CFD-Modell ein hoher Aufwand an Rechenleistung notwen-
dig, der die Ausfuihrung von Variationsanalysen erschwert. Schlie3lich wurde bei ers-
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ten Testrechnungen festgestellt, dass das CFD-Modell bei einer sich verandernden
Geometrie, wie sie in den gekoppelten Rechnungen notwendig ist, sehr instabil wird
und somit die Rechnungen in der Regel nicht konvergieren.

Andererseits ist die genaue Temperaturverteilung in der Schmelze fir die mechani-
sche Rechnung nicht notwendig. Daher ist es ausreichend, wenn ein Modell bereit-
steht, das die Berechnung der Warmestrome an den Grenzflachen der Schmelze
Uber geeignete empirische Korrelationen gewahrleistet. Das im Folgenden beschrie-
bene Modell ist ein Warmeleitungsmodell mit zonenabhangigen und teilweise an-
isotropen Warmeleitzahlen. Es erfolgt keine Losung von Geschwindigkeitsfeldern,
sondern der konvektive Warmetransport einer Stromung wird durch eine erhohte
Warmeleitfahigkeit bzw. durch eine Reduktion des Warmeleitwiderstands modelliert.

Ausgehend von der Modellentwicklung von Bui /BUI 1998/ und den Beobachtungen
und Korrelationen von Bernaz /BER 1998/ und Helle /HEL 1998/ I&sst sich ein soge-
nanntes Modell der effektiven Konvektion und Warmeleitung (ECCM, Effective Con-
vectivity Conductivity Model) entwickeln. Dazu werden die in Bild 4.11 dargestellten
Vorgéange und Zusammenhange in einem hemispharischen Schmelzesee analysiert.
Der zeitlich gemittelte Verlauf der Temperatur entlang der vertikalen Symmetrieachse
ist im linken Bildbereich wiedergegeben. Von oben kommend, weist der Schmelze-
see zunachst eine sehr dinne Temperaturgrenzschicht der Dicke spq, (bdu — bounda-
ry layer, upper side) auf, die hier im Bild zur Verdeutlichung Uberhdht gezeichnet ist.
Die Dicke lasst sich abschétzen Uber die obere Nul3elt-Zahl mit der Beziehung:
HI

__H (4.12)

sbd -
© Nu,,

Hierin ist H, die Hohe des flissigen Schmelzegebiets. Die obere Nul3elt-Zahl wird
nach der von Bernaz /BER 1998/ angegebenen Beziehung

Nu,,, =0,382- Ra}** (4.13)

bestimmt, wahrend die Rayleigh-Zahl nach Gleichung 2.13 mit H, als der charakteris-
tischen Hohe bestimmt wird. Die sich hieraus ergebenden theoretischen Grenz-
schichtdicken betragen im Falle der FOREVER-Anordnung etwa 2,5 mm und im pro-
totypischen Szenario weniger als 1 mm. Innerhalb der Grenzschicht wird die nomina-
le Warmeleitfahigkeit angenommen. Im Finite-Elemente-Modell fiir die FOREVER-
Anordnung wird hier wegen der diskreten Elementdicken nochmals die Warmeleitfa-
higkeit angepasst. Im prototypischen Modell wird auf eine getrennte Modellierung der
Grenzschicht verzichtet, weil die berechnete Grenzschichtdicke deutlich kleiner ist als
eine Elementdicke.

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-
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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 wiederzugeben:

An =2, (T)-Nu,,. (4.14)

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 (vgl. Bild 4.11) wird, wie von Bernaz beobachtet, in Abhangig-
keit von der flissigen Schmelzehdhe H; modelliert:

H, =035H,. (4.15)

Unterhalb der turbulenten Vermischungszone befindet sich die tempera-
turgeschichtete Zone, die durch einen anné&hernd parabolischen Temperaturverlauf in
vertikaler Richtung gekennzeichnet ist (vgl. Bild 4.11). Die Modellierung des Warme-
transports innerhalb dieser Zone entspricht nicht exakt der thermofluiddynamischen
Realitat, aber sie erfolgt unter Aufrechterhaltung der an der Schmelzeseeberandung
beobachteten Warmestrome. Dies soll im Folgenden erlautert werden.

Ansaugeffelﬁt

T
T4 Spau *<)
Turbulente Vermischungszone
H Chaotischer
m Austausch
Q..
Ra,
/ .

R H, Zeitlich gemittelter Temperaturgeschichtete Zone

Temperaturverlauf

Langsamer
Aufstieg

Bild 4.11: Prinzipskizze eines hemisphéarischen Schmelzesees mit inneren Warme-
guellen in einer Bodenkalotte und Warmeabgabe tber samtliche Oberflachen und
Berandungen.
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Die tatsachlichen Verhaltnisse in der unteren Halfte des Pools werden durch die kréaf-
tige Konvektionsbewegung entlang der Behélteraul3enwand beeinflusst. Diese Kon-
vektionszone beginnt im Bereich der Oberflachengrenzschicht und tragt durch einen
Ansaugeffekt zu stabilen fluiddynamischen Verhaltnissen im &ufReren 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 hoherer Temperatur in eine Umgebung mit
héherer Dichte und niedrigerer Temperatur eindringt. Dieser Vorgang wird an Hand
der Temperaturverteilung entlang der Linie zwischen den eingezeichneten Punkten A
und B verdeutlicht. Ausgehend vom Punkt A, der die niedrigste Temperatur auf dem
betrachteten Hohenniveau aufweist, steigt die Temperatur zum Inneren der abwarts-
gerichteten Konvektionsstradhne an, erreicht etwa im Zentrum der Stréhne mit den
hdchsten Absinkgeschwindigkeiten ein Maximum und féllt dann auf die Temperatur
der entsprechenden Hohenzone. Bolshov et al. /BOL 2001/ schatzten die GroRRe der
Temperaturdifferenzen zwischen Wandtemperatur Ta und Pooltemperatur Tg sowie
Maximaltemperatur Tnax, as Und Pooltemperatur Tg als etwa gleich ein. Das Tempera-
turniveau der dargestellten Temperaturkurve ist wiederum héhenabhangig. Je tiefer
die gewahlten Punkte A und B liegen, desto tiefer liegen die charakteristischen Tem-
peraturen Ta, Tg und Tmax, as, WObei sich Tg nach dem links im Bild dargestellten
Temperaturverlauf entwickelt. Gleichzeitig flacht innerhalb der Strecke AB das Tem-
peraturmaximum ab, wéhrend die Breite der Gberhdhten Temperaturzone zunimmt.
Schlieflich I6st sich die urspringlich kraftige vertikale Konvektionsbewegung waage-
recht im unteren Bereich der temperaturgeschichteten Zone auf, wie schematisch in
Bild 4.11 dargestellt.

Innerhalb der temperaturgeschichteten Zone steigt die Schmelze relativ langsam auf.
Wahrend dieses Aufstiegs erwarmt sich die Schmelze aufgrund der inneren Warme-
guellen. Dieser Vorgang ist mit dem Absinken der Schmelze an der Behéalterwand
korreliert. Der Massenstrom, der auf dem jeweiligen Hohenniveau fir den Auftrieb
zur Verfugung steht, ist an den Massenstrom gekoppelt, der von der Konvektions-
strahne dem HoOhenabschnitt unterhalb des betrachteten H6henniveaus zugefihrt
wird. Welche Massenstrome welchen Hohenniveaus zugefiihrt werden, hangt vom
anfanglichen Stromungsimpuls der Konvektionsstréhne und den Dichteunterschieden
zwischen heil3em Strdhnenzentrum und kaltem Umgebungsfluid ab. Gréf3ere Dichte-
unterschiede fihren zu groBeren Auftriebskraften gegen die Konvektionsstrahne und
steuern damit den Einschwenkvorgang des anfangs vertikal abwarts gerichteten Flu-
idstroms in die Horizontale und die Aufteilung der Strahne auf die jeweiligen Hohen-
niveaus. Wird dem jeweiligen H6henniveau zu wenig Fluid zugefihrt, so steigt die
Temperatur aufgrund der inneren Warmequellen, und der Unterschied zwischen den
Temperaturen Tg und Tmax, as Verkleinert sich. Damit verkleinern sich auch Dichteun-
terschied und Auftriebskrafte, und die Konvektionsstrahne erreicht mit ihnrem anfang-
lichen Impuls und aufgrund der gro3eren Dichte im direkten Wandbereich mit der
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niedrigeren Temperatur To wieder tiefere Zonen. Die drei hier diskutierten charakte-
ristischen Temperaturen fallen entlang des Stromungsweges von oben nach unten
ab.

Die betrachteten Vorgange bilden ein Gleichgewichtssystem und beeinflussen sich
gegenseitig. Sie stellen sich somit als implizites Problem dar. Fir das ECC-Modell
kann festgehalten werden, dass die Temperaturen Tg und Ta aneinander gekoppelt
sind und damit auch der Warmestrom in die Schmelzeseeberandung an die jeweilige
Hohenposition der vertikalen Achse gekoppelt ist. Diesem Zusammenhang wird im
Modell mit einer anisotropen und ortsabhéangigen Warmeleitfahigkeit Rechnung ge-
tragen.

Die vertikale Warmeleitfahigkeit in der temperaturgeschichteten Zone entspricht der
nominalen Warmeleitfahigkeit. Die horizontale Warmeleitfahigkeit in der unteren
Schmelzeseezone berechnet sich analog zu Gleichung (4.14) mit:

A, = Ay(T)-Nu,, . (4.16)

Die untere Nuf3elt-Zahl bestimmt sich analog zu der oberen (vgl. Gl. (4.13)) nach der
von Bernaz /BER 1998/ festgehaltenen Korrelation:

Nu,, = 2,2Ra’*"™. (4.17)

Fur das FOREVER-Szenario ergeben sich damit NuRRelt-Zahlen Nug, von ca. 120 und
eine horizontale Warmeleitfahigkeit A, von 360 W/mK. Im prototypischen Fall ergeben
sich Nuf3elt-Zahlen Nug, von etwa 2.000 und Leitfahigkeiten A, von 5.000 W/mK.

Die seitliche Grenzschichtdicke zur Behalterwand wird analog zur oberen Grenz-
schicht Uber die Nuf3elt-Zahl und die Poolabmessung bestimmt:
R (4.18)

S =—,
bdw
Nuyg,

Damit ergeben sich Schichtdicken von etwa 1 mm sowohl fir FOREVER als auch fur
prototypische Abmessungen. Die Warmeleitfahigkeit in der Grenzschicht entspricht
der temperaturabhangigen nominalen Leitfahigkeit Ay.

Bild 4.12 zeigt die zu Beginn einer FOREVER-Rechnung im thermischen PESCOTA-
Submodell (Physics Environment Sequentially COupled Transient Analysis, vgl. Ab-
schnitt 4.4) modellierte Zonenaufteilung: rot — turbulente Vermischungszone; gelb —
temperaturgeschichtete Zone; grin — Wandgrenzschicht; hellblau — Oberflachen-
grenzschicht. Zusatzlich zu den 4 Schmelzeseezonen ist in blau die Behalterwand
aus Stahl und in orange die in den FOREVER-Tests im Behélter angebrachte Isolati-
on dargestellt. Im FE-Modell wird den entsprechenden Elementen eine fur die Zone
festgelegte Materialnummer zugewiesen.
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Die temperaturgeschichtete Zone wird
nach unten hin bei entsprechenden Fluid-
eigenschaften und entsprechendem Tem-
peraturniveau durch eine Kruste begrenzt.
Diese Kruste weist insbesondere bei oxidi-
schen Schmelzen eine schlechte Warme-
leitfahigkeit auf, was zu einem steilen
Temperaturgradienten Uber der Krustendi-
cke s¢y fuhrt (vgl. Bild 4.11). Zwischen
Kruste und Behélterwand kann es auch
ohne Spalt zu einem thermischen Kon-
taktwiderstand kommen, der einen lokalen
Temperatursprung bewirkt. In den Simula-
tionsrechnungen wird jedoch ein sehr ge-
ringer Widerstand von 10°® m?K/W model-
liert, weil zumindest die Nachuntersuchung
der FOREVER-Experimente zeigte, dass
die Schmelze im Zentrum der Kalotte, wo
auch wahrend des Versuchs eine Kruste Bild 4.12: Materialzonen zu Beginn ei-
vorgelegen haben muss, fest an der Behal- ner PESCOTA-Rechnung mit ECCM.
terwand haftete.

MATERIAL DISTRIBUTION after 0 s

Auch in Experimenten, in denen sich keine Kruste bildet, verlauft etwa kongruent zur
in Bild 4.11 dargestellten Krustenoberflache eine adiabate Flache. Die Flache kann
innerhalb oder oberhalb der Kruste verlaufen und kennzeichnet das untere Schmel-
zevolumen, dessen innere Warmeleistung rein durch Warmeleitung nach unten ab-
gefuhrt wird. Praktisch ist diese Flache fir CFD- oder ECCM-Simulationen nicht von
Interesse, in einigen analytischen Arbeiten wird sie jedoch flr Abschatzungen der
Temperatur- und Warmestromverteilungen herangezogen /SCO 2003/, /ESM 2004/.

Uber der Behalterwanddicke s, herrscht aufgrund der deutlich héheren Warmeleitfa-
higkeit des ferritischen Stahls ein geringes Temperaturgeféalle. Damit schliel3t die
gualitative Beschreibung des prinzipiellen Temperaturverlaufs Uber 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 berlcksichtigen. Hierzu wird eine dimensionslose Fluidpoolhéhe z*
definiert:

ot (4.19)
Z

max

Nullpunkt ist hierbei der tiefste Punkt im Schmelzegebiet, an dem die Schmelze noch
flissig ist. In Bild 4.11 ist ein entsprechender Koordinatenursprung eingezeichnet. In
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den Experimenten, in denen keine Erstarrungsvorgange auftraten, entspricht dieser
Punkt dem tiefsten Punkt der Behalterinnenseite.

Da in den verschiedenen Experimenten verschiedene Temperaturen herrschten, ist
die Definition einer dimensionslosen Temperatur notwendig, um die Temperaturver-
teilung vergleichen zu kénnen:

T(z)-T(z=0)
To —T(2=0)

T*(z) = (4.20)

Die Temperaturdifferenz im Nenner setzt sich zusammen aus der maximalen Tempe-
ratur im Fluidpool und der Temperatur im tiefsten Punkt des Fluidpools, welche
gleichzeitig die Minimaltemperatur des gesamten Fluidpools ist.

In Bild 4.13 ist der Verlauf der dimensionslosen Temperatur von 3 Experimenten
IASF 1996/, /BER 1998/, /HEL 1998/ uber der dimensionslosen Fluidpoolhdhe dar-
gestellt, die der vertikalen Achse eines hemisphéarischen Pools entspricht. Die fur das
jeweilige Experiment geltende interne Rayleigh-Zahl Ra; ist angegeben. Die Kurven
bestétigen den in Bild 4.11 dargestellten Temperaturverlauf innerhalb der geschichte-
ten und turbulenten Zone. Zusatzlich ist in Bild 4.13 eine Funktion dritten Grades ein-
gezeichnet, die den Temperaturverlauf insbesondere der Experimente mit den héhe-
ren Rayleigh-Zahlen gut beschreibt.
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Bild 4.13: Dimensionslose Temperatur Uber dimensionsloser Hohe flr verschiedene
Experimente zur Simulation eines hemispharischen Fluidpools mit inneren Warme-
guellen und dimensionslose Kopplungsgleichung fir das ECC-Modell in der FE-
Simulation.
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Diese Funktion wird im ECC-Modell zuséatzlich genutzt, um die Knoten entlang der
vertikalen Poolachse im Bereich der geschichteten Zone miteinander zu koppeln.
Innerhalb der turbulenten Vermischungszone werden die Knoten an der vertikalen
Achse ebenfalls gekoppelt, allerdings so dass sie jeweils die gleiche Temperatur ha-
ben.

4.2.3 Warmestrahlungsmodell fur die freien Oberflachen

Wie in Kapitel 3.3.3 ausgefihrt, ist die Warmestrahlung einer der wesentlichen War-
metransportmechanismen bei der in dieser Arbeit betrachten Schmelzeriickhaltung.
Sowohl im CFD-Modell als auch im ECC-Modell wird zwischen der innerhalb und der
aulRerhalb des Behélters auftretenden Warmestrahlung unterschieden. Im Eingangs-
parameterfile einer jeden Rechnung kann je eine Emissivitat fur die Innen- und fur die
Aul3enseite festgelegt werden. Grundsatzlich gelten die in Abschnitt 3.3.3 gemachten
Annahmen fur das modellierte Strahlungsverhalten der betreffenden Oberflachen.
Bei den Strahlungsvorgadngen an der Aul3enseite wird aufgrund der konvexen Form
der Bodenkalotte und des sich anschliel3enden Zylinders und des wesentlich niedri-
geren Umgebungstemperaturniveaus angenommen, dass eine Sichtfaktorbestim-
mung zur detaillierten Berlcksichtigung des Warmeaustauschs zwischen den betei-
ligten Flachen nicht notwendig ist. Die Modellierung der Warmestrahlung an der Au-
Benoberflache erfolgt fur jedes Element gemal’ Gleichung (3.2), wobei eine konstan-
te Umgebungstemperatur von Tamp = 323 K angenommen wird.

Die Modellierung der innerhalb des Behalters auftretenden Warmestrahlung (innere
Region 3 in Bild 3.1) erfordert eine zuséatzliche Modellerweiterung. Mittels der Erzeu-
gung und Implementierung einer Substruktur werden die auftretenden wechselseiti-
gen Warmestrome innerhalb dieses Hohlraums (enclosure) erfasst. Fur jeden Last-
schritt wird ein neues Warmestrahlungssuperelement erzeugt, indem Uber eine Sicht-
faktorermittlung fir jedes Element bericksichtigt wird, mit welcher Wichtung der
Strahlungsaustausch mit den anderen Elementen des Hohlraums stattfindet. Der
Sichtfaktor ¢,, auch als Einstrahlzahl bezeichnet, einer Flache A; zu einer Flache A;
ist definiert zu:

oy, = 1 IICOSﬂl (ZIOSﬂ2 dAldAz. (4_21)
A A A, S

S ist hierbei die Strecke zwischen den Flachenmittelpunkten, die Winkel g werden
zwischen der Verbindungsstrecke S und den jeweiligen Flachennormalen bestimmit.
Die Summe aller Sichtfaktoren eines Elements zu allen anderen Elementen muss
definitionsgemal} gleich 1 sein, falls der Hohlraum geschlossen ist. Weitere Ausfih-
rungen zum Warmestrahlungsmodell mit Sichtfaktoren sind in /BAE 1994/, /ANS
2002/ und /VDI 2002/ gegeben.
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4.2.4 Validierung des thermischen Modells

Bild 4.14 zeigt den Temperaturverlauf an der BehélterauRenseite in den Experimen-
ten FOREVER-EC2, EC3b und EC4 zu Zeiten, in denen ein relativ konstantes und
hohes Temperaturniveau gemessen wurde und zum Vergleich die berechneten
Temperaturen aus der FLOTRAN-CFD-Rechnung und einer PESCOTA-Rechnung
mit ECCM. In beiden Rechnungen wurde angenommen, dass der Schmelzespiegel
10 mm unterhalb der Schweil3naht steht. Trotz der leichten Unterschiede kann fest-
gehalten werden, dass das ECC-Modell die Temperaturen in der Behélterwand ad&-
guat wiedergeben kann.
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Bild 4.14: Temperaturverlauf Gber der BehalterauRenwand: gemessene Werte der
Experimente FOREVER-EC2, EC3b und EC4 und berechnete Temperaturen aus
der FLOTRAN-CFD-Rechnung und der PESCOTA-ECCM-Rechnung.

4.3 Mechanisches Modell

Nachdem unter Annahme einer Rotationssymmetrie ein zweidimensionales Tempe-
raturfeld fir die Behalterwand ermittelt wurde, lasst sich ein ebenfalls rotationssym-
metrisches mechanisches Modell entwickeln, in das das Temperaturfeld als soge-
nannte Korperlast eingeht. Hierfiir wird der Finite-Elemente-Code ANSYS® (Versio-
nen 5.7, 6.1, 7.1 und 8.1) mit neu entwickelten User-Routinen fir das Kriechen und
die Materialschadigung verwendet. Die Modellierung der weiteren Belastungen und
Randbedingungen hangt einerseits vom betrachteten Szenario und andererseits vom
Modell selbst ab.
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4.3.1 Vernetzung des Behalters

Die Bodenkalotte wird mit 2D-4-Knoten-Strukturelementen (ANSYS-Elementtyp
PLANE182) vernetzt. Die Vernetzung ist ebenso wie beim thermischen Modell axial-
symmetrisch. Die Knotenpositionen und die Elementgeometrien der Behalterwand
entsprechen exakt denen des thermischen Modells. Somit ist eine direkte Ubertra-
gung der Temperaturbelastung aus dem thermischen Modell fir jeden einzelnen
Knoten maoglich.

Die Anzahl der Elemente Uber der Wanddicke variiert mit der Hohe bzw. mit der auf
der Meridianlinie verlaufenden Wegkoordinate. In dem hochbelasteten Gebiet des
heiBen Fokus mit groBen Temperaturgradienten werden fir die Simulation der
FOREVER-Experimente 8 Elemente tUber der Wanddicke verwendet, in den weniger
beanspruchten Gebieten oberhalb und unterhalb des heil3en Fokus sind es 4 Ele-
mentschichten. Fur das KONVOI-Szenario wurde die Anzahl der Elemente tber der
Wanddicke jeweils verdoppelt.

4.3.2 Belastungen und Randbedingungen

In die mechanische Berechnungen gehen folgende Belastungen ein:
e Innendruck,
e Gewichtskrafte (Eigengewicht von Schmelze und Behalter) und
e Temperaturfeld in der Behalterwand.

Innendruck und Gewichtskrafte verursachen primare Spannungen, die durch Verfor-
mung der Behélterwand nicht abgebaut werden, sondern sogar ansteigen (Wanddi-
ckenabnahme).

Demgegeniber werden durch die Temperaturgradienten Sekundarspannungen her-
vorgerufen, die durch viskoplastische Verformung abgebaut werden. Da im Falle der
FOREVER-Experimente die Maximaltemperatur in der Behalterwand deutlich unter-
halb der Schmelztemperatur von Stahl liegt, wahrend gleichzeitig nur eine geringe
Belastung durch das Eigengewicht hervorgerufen wird, wirde ohne Innendruck kein
Behalterversagen auftreten.

Dagegen ist im prototypischen Fall ein Versagen auch ohne Innendruck prinzipiell
maglich, da hier der Anteil der Gewichtskrafte nicht mehr vernachlassigbar ist und da
die Maximaltemperaturen in der Behalterwand oberhalb der Schmelztemperatur des
Stahls liegen.

Im FE-Modell wird der Innendruck nominal als Flachenbelastung aufgepragt. Im ver-
wendeten rotationssymmetrischen 2D-Modell entsprechen Linien den Flachen, dem-
entsprechend erfolgt eine Umrechnung. Unabhangig davon, welcher Druck zu wel-
chem Zeitpunkt herrscht, ist zu bertcksichtigen, dass mit zunehmender Verformung
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des Behélters zwei Faktoren zur Erhéhung der Prim&rbeanspruchung gegeniber der
unverformten Geometrie fuhren: 1. die VergroRerung der Oberflache, die mit dem
Druck beaufschlagt wird, und 2. die Wanddickenabnahme. Beides wird im Modell
automatisch bericksichtigt. Die Gewichtskraft des Behalters wird durch ein entgegen
der Erdgravitation beschleunigtes Bezugsystem berlcksichtigt, wahrend die der
Schmelze als aquivalente hydrostatische Flachenlast modelliert wird. Das Tempera-
turfeld wird fir jeden entsprechenden Zeitpunkt aus der transienten thermischen Be-
rechnung Ubernommen (siehe dazu auch Kapitel 4.4 — Kopplung der thermischen
und mechanischen Submodelle).

4.3.3 Schadigungsermittiung

Fur die Vorhersage von Versagenszeit und Versagensposition ist die Implementie-
rung eines Schadigungsmodells notwendig. Die Materialschadigung infolge von signi-
fikanten Kriechdehnungen bzw. plastischen Dehnungen wird mit einem skalaren
Schadigungsparameter D beschrieben, der bei jedem Lastschritt (Zeitschritt) der FE-
Analyse fur jedes Element inkrementiert wird. Das Schadigungsinkrement ist:

Asﬁ{w Ase"t'w
AD = P LR (4.22)
€10 (0, T) &0 (T)

Dabei sind &7

frac

konstanter Temperatur und Spannung und ! (T) die wahre Bruchdehnung im Zug-

frac

(o,T) die wahre Kriechbruchdehnung aus dem Kriechversuch bei

versuch. R ist eine Funktion, welche die Triaxialitdt des Spannungstensors beruck-
sichtigt /LEM 1996/:

RV=§-(1+V)+3~(1—2V)-[Gh] . (4.23)

Y eqv

Hierin sind v die elastische Querdehnungszahl, o, die hydrostatische Spannung und
c die von-Mises-Vergleichsspannung. Der Triaxialitatsfaktor soll die erhdhte

eqv
Schadigungswirkung eines Dehnungszuwachses unter hoher Mehrachsigkeit des
Spannungszustands beriicksichtigen. Damit wird eine Ubertragbarkeit der in den ein-
achsigen Zugversuchen ermittelten Bruchdehnungen auf komplexere Spannungszu-
stande ermaoglicht. D.h. umgekehrt: Wird ein nicht-elastischer Dehnungszuwachs un-
ter einer idealen einachsigen Spannungsbelastung unterstellt, so ergibt sich nach
obiger Formel ein Faktor von 1. Der Einfluss des Triaxialitatsfaktors wird im Rahmen
der Modellvalidierung in Abschnitt 5.4.2.3 diskutiert.

Die akkumulierte Schadigung nach n Lastschritten ist:

D=34D, (4.24)
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In der FE-Analyse wird fur jedes Element eine Schadigung D berechnet. Wenn fur
ein Element der Wert D = 1 erreicht wird, wird es deaktiviert, indem seine Steifigkeit
mit 10 multipliziert wird. Fiir diesen Zweck wird eine eigene Fortran-Routine ver-
wendet. Fur die Initialisierung der Schadigungsberechnung sowie fur das Postpro-
cessing wird auf entsprechende Fortran-Routinen zurtickgegriffen /ALT 2003/.

Unter bestimmten Umstanden kann es insbesondere bei den prototypischen Szena-
rien mit nachlassender Nachzerfallswarmeleistung aufgrund der damit verbundenen
Abklhlung zu einer Rickumformung der erreichten plastischen Dehnung kommen.
Bei strenger Anwendung des von Lemaitre vorgeschlagenen Modells ist damit ein
negatives Schadigungsinkrement verbunden. Werkstofftechnisch ist zumindest prin-
zipiell ein partieller ,Schadigungsrickgang” unter bestimmten Umstanden mdglich.
Das in dieser Arbeit verwendete Modell unterstellt jedoch konservativ, dass es keine
Schadigungsabnahme gibt, sondern nur Schéadigungszuwachs. Negative Schadi-
gungsinkremente werden nicht bertcksichtigt.

4.4 Kopplung der thermischen und mechanischen
Submodelle

Wie in Kapitel 2.3 ausgefihrt, ist es wesentliches Ziel dieser Arbeit, die gegenseitige
Beeinflussung der thermodynamischen und mechanischen Vorgange zu beriicksich-
tigen. Hierzu ist eine vollstandig rekursiv sequenzielle Kopplung des thermischen und
des mechanischen Modells notwendig. In der Terminologie des eingesetzten Finite
Elemente Programms ANSYS /ANS 2003/ werden die einzelnen Modelle eines ge-
koppelten ingenieurtechnischen Problems jeweils als ,physical environment® be-
zeichnet. Da der entsprechende deutsche Ausdruck ,physikalische Umgebung“ oder
~physikalisches Umfeld“ ungebrauchlich ist, wird in dieser Arbeit der Begriff ,physika-
lisches Submodell“ benutzt. Ein physikalisches Submodell bezeichnet hierbei ein
vollstandiges Modell zur Lésung eines Problems in einem Teilgebiet der Physik.

Wenn die Eingangsgrof3en einer physikalischen Analyse bzw. eines ingenieurtechni-
schen Problems nur einseitig von der Losung einer anderen physikalischen Analyse
abhéangen, wird dies als einfache Kopplung bezeichnet. Diese Vorgehensweise ist fir
viele Problemstellungen als ausreichend genau anzusehen. So wird beispielsweise
die stationare Belastung einer massiven Betonwand durch ein stromendes Fluid,
auch bei hohen Driicken, zu so geringen Verschiebungen fluhren, dass eine Ruckwir-
kung auf das Strémungs- und Druckfeld im Fluid vernachlassigbar ist. Die Kopplung
wird in diesem Fall nur einseitig von der CFD-Umgebung zur strukturmechanischen
Umgebung beriicksichtigt.

Ein vollstandig rekursiv sequenziell gekoppeltes Modellsystem ist notwendig, wenn
die Zustandsénderungen in einem Teilgebiet der Physik signifikante Veranderungen
in einem anderen Teilgebiet hervorrufen, welche direkt — oder indirekt tGber eine wei-
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tere Teilgebiete — wiederum Auswirkungen auf das erste Teilgebiet haben. Die inge-
nieurtechnische Lésung des Problems besteht darin, sequenziell eine Lésung fur ein
Submodell nach der anderen zu berechnen, wobei die Ergebnisse der jeweils vor-
hergehenden Losung als Eingangsgrof3en in die nachste Rechnung eingehen.

Der in dieser Arbeit betrachtete Vorgang einer Schmelzertickhaltung in einer Boden-
kalotte lasst sich mit dieser Vorgehensweise wesentlich realitdtsnéher simulieren als
durch eine einfache Kopplung. Als Beispiel sei hier der Effekt der Behalterausdeh-
nung genannt (vgl. Abschnitt 3.6.2): Die thermische Ausdehnung des Behélters hat
zur Folge, dass das Temperaturniveau fur die quasi-stationare Losung signifikant
niedriger ist, als wenn die thermische Ausdehnung nicht bertcksichtigt wirde.

Die Randbedingungen innerhalb eines physikalischen Teilgebiets bzw. eines Sub-
modells setzen sich zusammen aus Basislasten (base loads) und Folgelasten
(coupled loads). Lasten, die nicht an eine andere physikalische Analyse gebunden
sind, werden als Basislasten bezeichnet. Eine Basislast in dieser Arbeit ist beispiels-
weise die Warmequelldichte in der thermischen Analyse, diese ist unabhangig von
der L6ésung der mechanischen Analyse. Umgekehrt beeinflusst die Losung des ther-
mischen Submodells nicht die Druckbelastung in der mechanischen Analyse.

Im Gegensatz zu den Basislasten resultieren die Folgelasten aus der vorhergehen-
den LOsung eines anderen physikalischen Submodells. In dem betrachteten Modell-
system ist beispielsweise die Korperlast, die aus dem im thermischen Submodell be-
rechneten Temperaturfeld hervorgeht, eine Folgelast fur die mechanische Analyse.

Wie bereits in Abschnitt 4.2.2 ausgefiihrt, ist eine CFD-Simulation zur Lésung des
thermischen Submodells zu aufwendig. Aul3erdem gelten die zur Verfigung stehen-
den Turbulenzmodelle als nicht geeignet zur Simulation prototypischer Anordnungen,
deswegen wird die ECCM-Methode zur Lésung des thermischen Submodells ver-
wendet.

Das in der Makrosprache APDL (ANSYS Parametric Design Language) geschriebe-
ne Programm zur Simulation der Schmelzerickhaltung in einer Bodenkalotte wird im
Folgenden PESCOTA (Physics Environment Sequentially COupled Transient Analy-
sis) genannt.

Im Laufe der Realisierung des PESCOTA-Modells wurde festgestellt, dass statt der
prinzipiell notwendigen zwei Submodelle, des thermischen und des mechanischen,
drei Submodelle zur Simulation der Schmelzerickhaltung notwendig sind. Dieser
Umstand ist unter anderem darauf zurtickzufuhren, dass innerhalb der mechanischen
Analyse keine Konvergenz erreicht wurde, weil zu unterschiedliche Materialeigen-
schaften und Materialmodelle innerhalb einer Analyse zu beriicksichtigen waren. So
kann beispielsweise die flissige Schmelze nur Druckspannungen ubertragen, wes-
halb ihre wichtigste mechanische Eigenschaft der Kompressionsmodul ist. Wéhrend-
dessen kénnen in der simulierten Stahlwand alle Spannungszustande auftreten, wo-
zu der Elastizitatsmodul bekannt sein muss.
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Die mechanische Lésung des Problems erfolgt daher in zwei Schritten in zwei Sub-
modellen: Zunachst wird im weiterhin sogenannten mechanischen Submodell nur die
Ldsung fur die Behalterwand im Bereich der Bodenkalotte und des Zylinders ermit-
telt, dann wird im ,Submodell fir die Schmelzedeformation” eine Losung fur das Ge-
biet der Schmelze bestimmt. Diese Vorgehensweise hat sich als numerisch wesent-
lich robuster erwiesen.

4.4.1 Allgemeine Modelldefinition

Bevor die einzelnen physikalischen Submodelle definiert werden, wird ein allgemei-
nes Modell, im Folgenden GPE (General Physics Environment) genannt, erzeugt. Im
GPE werden bestimmte Randbedingungen wie Geometrie, Unterkoordinatensyste-
me, Vernetzung und Materialattribute vorgegeben. Eine zwingende Voraussetzung
bei der Definition des GPE ist, dass die in den einzelnen Submodellen verwendeten
Elementtypen beziglich ihrer Form und Knotenan-
zahl miteinander kompatibel sind.

Bevor das GPE vernetzt wird, werden den einzel-
nen Modellzonen, denen bei einem 2D-Modell Fla-
chen und bei einem 3D-Modell Volumina entspre-
chen, Attribute zugewiesen. Diese Attribute bein-
halten Angaben zu Materialien, Konstanten und
Elementtypen, die mit der entsprechenden Zone
verbunden sein sollen.

Bild 4.15 zeigt beispielhaft einen Elementplot fur
die Simulation eines FOREVER-Experiments.
Farblich unterschieden sind die verschiedenen Ma-
terialzonen: Stahl (blau), Schmelze (dunkelgrin),
Isolation (orange) und die ,verschmierte Zone*“
(hellgran). In der verschmierten Zone befinden sich
verschiedene Einbauten und Halterungen fur den
Heizer, die Isolation und die Thermoelemente. Zu-
satzlich befand sich innerhalb dieser Zone lose
verteilte Glaswolle.

Die unterschiedlichen Materialzonen entsprechen
den unterschiedlichen Attributzonen. Lediglich der
waagerechte Behalterflansch, der wie Zylinder und
Bodenkalotte aus Stahl besteht, ist einer weiteren
von Zylinder und Bodenkalotte unterschiedlichen
Attributzone zugeordnet, da der Flansch nur in der — :
thermischen Analyse bertcksichtigt und in der me- Bild _4.15: Elementp_lot eines
, ) , FOREVER-Modells mit farblich
chanischen Rechnung vernachlassigt wird. unterschiedenen Materialzonen.
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Aufgrund der sich andernden Geometrie ist es insbesondere fir die Lastaufbringung
im transienten thermischen Modell notwendig, bestimmte einzelne Knotennummern
und Knotengruppen festzulegen, die dann unabhéangig von ihrer aktuellen geometri-
schen Position aufgerufen werden kénnen.

In den einzelnen Submodellen werden die Bereiche des Modells, fir die eine Analyse
durchgefuhrt wird, mit entsprechenden Elementen vernetzt, wahrend die restlichen
Bereiche mit Nullelementen besetzt sind. Die Definition von Nullelementen geschieht
im Preprozessor, wodurch bei der Erzeugung der entsprechenden Modellmatrizen im
Solutionprozessor diese Elemente nicht bertcksichtigt werden. Daher sind Nullele-
mente nicht zu vergleichen mit deaktivierten Elementen (s. Abschnitt 4.3.3), deren
Beitrage zwar innerhalb der Matrizen veréndert werden, die aber immer vorhanden
sind.

4.4.2 Thermisches Submodell

Fur die Berechnung des Temperaturfelds sind alle Bereiche des Modells mit aktiven
thermischen Elementen vernetzt. Lediglich die Kontaktelemente an der Behéalterau-
Renseite, die in der mechanischen Analyse zur Modellierung eines Kontakts zwi-
schen Behalter und einer aul3erhalb angeordneten Struktur benutzt werden kénnen,
sind deaktiviert. Ansonsten sind keine Nullelemente vorhanden, weitere Elemente
werden nicht deaktiviert. Flr eine adaquate Modellierung der thermischen Vorgéange
im FOREVER-Behalter oder im prototypischen Szenario missen verschiedene
Merkmale erflllt werden. Im Folgenden werden die physikalischen Anforderungen,
die Losungsstrategie und die verwendeten Elementtypen beschrieben:

e Die Warmeleitung im Bereich der Behalterwand, der Isolation und der ver-
schmierten Zone wird mit 2D-Temperaturelementen (PLANES55) berechnet. Es
besteht die Option, die Isolation und die verschmierte Zone nicht zu modellieren,
wodurch ein groRer Hohlraum im Behélter entsteht. Dies ist insbesondere in den
prototypischen Szenarien der Fall.

e Zur Simulation eines Schmelzegebiets mit inneren Warmequellen werden eben-
falls 2D-Temperaturelemente (PLANES5) verwendet. Zusatzliche Routinen steu-
ern unter anderem die anisotropen Materialeigenschaften (vgl. Abschnitt 4.2.2).

e Aufgrund der sich verlagernden Behélterwand muss die Grenzflache zwischen
Schmelze und Behalterwand mit aneinander vorbeigleitenden Flachen simuliert
werden. Dies geschieht mit Kontakt- und Zielelementen (CONTA171 und
TARGE169). Diese Elemente werden sowohl im thermischen Submodell als
auch im Submodell fur die Schmelzedeformation verwendet. Dazu werden ihre
Freiheitsgrade, Konstanten und Optionen der jeweiligen Umgebung entspre-
chend festgelegt.
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Die Warmestrahlungsvorgange werden nach der in
Kapitel 3.3.3 beschriebenen Vorgehensweise mo-
delliert. Das Warmestrahlungssuperelement
(MATRIX50) wird zu Beginn jeder thermischen Ana-
lyse neu erzeugt, um der sich verandernden Hohl- | 20
raumgeometrie (innere weil3e Zone in Bild 4.15)
Rechnung zu tragen. Falls keine Isolation und keine
verschmierte Zone modelliert wird (s.0.), wird der
Warmestrahlungshohlraum durch Behélterdeckel,
Behalterwand und Schmelzeoberflache gebildet.
Bild 4.16 zeigt die Form und Lage des Superele-
ments zu Beginn (schwarz) und am Ende (grau) ei-
ner PESCOTA-Rechnung fur ein FOREVER-
Szenario. Der unten links dargestellte Koordinaten-
ursprung gibt die Lage des globalen PESCOTA-
Koordinatensystems wieder, welches sich am tiefsten Punkt der unverformten
Behalterinnenseite befindet. Das ebenfalls dargestellte lokale Koordinatensystem
,20% bezeichnet den Mittelpunkt der unverformten Bodenkalottenhalbkugel und
liegt damit auf der Ho6he der Verbindung zwischen Kalotte und Zylinder.

p. 4

Bild 4.16: Form und Lage
des Superelements.

Auf der Aul3enseite des Behdlters missen sowohl Warmestrahlung als auch
Konvektion bertcksichtigt werden. Da an der freien Oberflache der verwendeten
Temperaturelemente (PLANES55) nur eine Randbedingung aufgebracht werden
kann, wurden die Knoten an der BehélterauRenseite zusatzlich mit Oberfla-
cheneffektelementen (SURF151) vernetzt. Diese Elemente bertcksichtigen den
Warmestrahlungsaustausch mit einer Umgebung konstanter Temperatur. An den
freien Oberflachen der den Festkorper simulierenden Elemente (PLANES5) wird
im Falle einer trockenen Umgebung eine Konvektionsrandbedingung mit festem
Warmeubergangskoeffizienten und konstanter Umgebungstemperatur vorgege-
ben. Im Falle einer externen Flutung wird ein von der Temperaturdifferenz
zwischen Wand und Wasser abhangiger Warmestrom simuliert, so dass fir jede
Oberflachenposition ein Zusammenhang analog zur Nukijama-Kurve (vgl. Bild
2.7) gewahrleistet ist.

4.4.3 Mechanisches Submodell

Fur die viskoplastische Analyse der Behalterwand werden nur die Bodenkalotte und
der zylindrische Teil des Behdlters vernetzt. Die verwendeten 2D-Strukturelemente
(PLANE182) mit jeweils 4 Knoten ermdglichen eine implizite Loésung unter Bertick-
sichtigung grol3er Deformationen aufgrund des Kriechens und der plastischen Ver-
formung. Alle Elemente in den anderen Modellzonen werden als Nullelemente dekla-
riert.
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Bild 4.17 gibt die Knotenverteilung, die Druckrandbedingung (Pfeile mit relativer
Wichtung: blau niedrigerer Druck, rot hoherer Druck) und die Verschiebungsrandbe-
dingungen (turkisfarbene, verschachtelte Dreiecke: fir jeden betroffenen Knoten ei-
nes). Eine Verschiebung ist hier nur entlang der Waagerechten (oberer Modellrand)
bzw. der Vertikalen (Symmetrieachse) mog-
lich. Die Farbspreizung der dargestellten L
Druckbelastung resultiert aus der Berticksich- Verschiebungs-
tigung des zusatzlichen hydrostatischen .

Drucks, der durch die flissige Schmelze ver- randbEdmgung
ursacht wird. Zusatzlich zu den mechani-
schen Basislasten wird die Folgelast der ak-
tuellen Temperaturverteilung aus der letzten
thermischen Analyse aufgebracht. Die weite-
re Modellierung ist analog zur Beschreibung
in Abschnitt O.

Wie die spatere Analyse und Diskussion der
Experimente und Rechnungen zeigt (vgl. Ka- Druckbelastung
pitel 5 und 6), dehnt bzw. verschiebt sich die
Bodenkalotte unter den hier betrachteten Be- \ﬁ-
dingungen nach unten und nach auf3en. Die- -~
se Verschiebung kann durch méglicherweise B

vorhandene Strukturen in der Umgebung .

bzw. in der Reaktorgrube behindert werden. _—

Fur die Simulation des Kontakts und der
Kraftibertragung mit umgebenden Strukturen
wird ein frei wahlbarer Bereich an der Aul3en-
seite der Bodenkalotte mit 2D-Punkt-zu-

Grund-Kontaktelementen vernetzt
(CONTAC26, vgl. Kapitel 7.2).

Bei der Aktivierung dieser Option werden in | Verschiebungs-
der Voreinstellung alle Knoten zwischen 5° randbedingung
und 45° mit diesen Kontaktelementen ver-
netzt. Eine weitere Voreinstellung betrifft den
simulierten Abstand zwischen Kalottenau-
Benseite und umgebender Struktur. Als

Standard sind hier im Fall FOREVER 7 mm .q::x"}

und im prototypischen Fall 15 mm vorgege- ] \\\‘\:\

ben. Wird kein Kontakt simuliert, sind diese “'-,“I.:\\
Kontaktelemente in jedem Submodell Null- |”. “

elemente und der Behalter wird in seiner

Ausdehnung nicht behindert. Bild 4.17: Knotenplot mit Druck- und

Verschiebungsrandbedingungen.
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4.4.4 Submodell fir die Schmelzedeformation

Fur die Simulation des absinkenden Schmelzesees und einer méglichen Spaltbildung
zwischen Schmelzekruste und Behalterwand wurde ein zweites mechanisches Sub-
modell entwickelt. Ausgehend von der letzten mechanischen Losung fir die Behal-
terwand wird die Kontur der Innenseite der Wand durch Zielflichenelemente
(TARGE169) simuliert. In Bild 4.18 sind die aufgrund des absinkenden Schmelze-
spiegels nicht benetzten Elemente rechts oben als freie Linie zu erkennen. Auf der
Verlangerung dieser Linie bis zum tiefsten Punkt an der Symmetrieachse befinden
sich weitere Zielflachenelemente, die allerdings in Bild 4.18 durch die anliegenden
Kontaktelemente (CONTA171) und die —
mit ihnen verbundenen, das Schmelze-
volumen reprasentierenden  Struktur-
elemente (HYPERS56) nicht einzeln er-
kennbar sind. Die urspringliche Geo-
metrie der Struktur- und Kontaktelemen-
te wird durch das dargestellte Drahtmo-
dell wiedergegeben. Alle anderen Ele-
mente im Bereich der Behélterwand und
der Einbauten werden als Nullelemente
deklariert.

Die das abgesunkene Schmelzegebiet
reprasentierende Vernetzung wird in die
nachste thermische Analyse Ubernom-
men. In dieser thermischen Analyse sind
dann auRerdem die optional vorhande- Bild 4.18: Elementplot des Submodells fir
nen Einbauten, der Behélterdeckel und die Schmelzedeformation zu Beginn einer
die verformte Behalterwand gemeinsam R.('achnung (Drahtmodell) und kurz vor Be-
) . : héalterversagen (violett).

zur LOsung des né&chsten transienten

Zeitschritts aktiviert.

4.4.5 Zusammenfassung der Submodelle und Elementtypen

In Tabelle 4.4 wird eine Ubersicht zu den im PESCOTA-Modell verwendeten und in
den vorhergehenden Abschnitten erwahnten ANSYS-Elementtypen gegeben. Zu-
nachst sind die Elementtypen mit dem Freiheitsgrad Temperatur aufgefiihrt, danach
die Typen mit Verschiebungsfreiheitsgraden und schlie3lich die Typen mit einem
vom Submodell abhangigen Freiheitsgrad.

Aus Tabelle 4.5 wird ersichtlich, wann in welchem Submodell und in welchen Modell-
zonen die spezifischen Elementtypen aktiviert sind. Der in Tabelle 4.4 aufgefihrte
Elementtyp LINK32 wird nicht direkt in einem Submodell verwendet, sondern geht
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indirekt Gber das Warmestrahlungssuperelement (MATRIX50) in das thermische

Submodell ein.

Tabelle 4.4:. Im PESCOTA-Modell verwendete Elementtypen und -eigenschaften.

Elementtyp Freiheitsgrad Knotenanzahl
LINK32, 2D-Warmeleitstab Temperatur T 2
MATRIX50, (Warmestrahlungs-) Superelement Temperatur T variabel
PLANESS5, 2-D Temperaturelement Temperatur T 4
SURF151, 2-D Oberflacheneffektelement Temperatur T 2
CONTAC26, Punkt-zu-Grund-Kontaktelement | Translation UX, UY 3
HYPERS56, Translation UX, UY 4
2-D Hyperelastisches Strukturelement
PLANE182, 2-D Strukturelement Translation UX, UY 4
TARGEL169, 2-D Zielflachenelement Temperatur T; 2
Translation UX, UY
CONTA171, Temperatur T, 2

2-D Flachen-zu-Flachen-Kontaktelement

Translation UX, UY

Tabelle 4.5: Elementbelegungen in den verschiedenen Modellzonen und physikali-

schen Submodellen.

Modellzone Thermisches |Mechanisches | Schmelzede-
Submodell Submodell formation
Schmelzegebiet PLANESS NULL HYPER56
Schmelzeberandung zum Behalter CONTA171 NULL CONTA171
Behalterberandung zur Schmelze TARGE169 NULL TARGE169
Behalterwand (Zylinder und Kalotte) PLANES5 PLANE182 NULL
Kriechschemel (optional) NULL CONTAC26 NULL
Behalterwand (Flansch bzw. Deckel)| PLANES55 NULL NULL
Behaltereinbauten (nur FOREVER) PLANES5 NULL NULL
Hohlraum im Behdlter MATRIX50 NULL NULL
AulRenoberflache der Behéalterwand SURF151 NULL NULL

4.4.6 Die PESCOTA-Prozedur

Bild 4.19 gibt die allgemeine Struktur der PESCOTA-Prozedur wieder. Ausgehend
von der Erzeugung des allgemeinen physikalischen Modells (GPE) werden das
thermische Submodell, das mechanische Submodell und das Submodell fur die
Schmelzedeformation definiert. Danach wird ein stationares Temperaturfeld fur die
unverformte Behéltergeometrie bestimmt und die berechneten Temperaturen fir je-
den Knoten gesondert gespeichert, da eine Wiederverwendung der erzeugten Matri-
zen und Files nach der in den beiden folgenden mechanischen Submodellen be-
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stimmten Netzverformung nicht maoglich ist. Alle Informationen des thermischen
Submodells werden gespeichert und das Submodell wird verlassen.

Nach Einlesen des mechanischen Submodells zur Analyse der Behéalterwanddefor-
mation wird eine Losung fur die thermische Ausdehnung des Behélters unter Bertck-
sichtigung des Eigengewichts von Schmelze und Behélter ermittelt. Das Netz der
Behalterwand wird dann fiur die thermische Analyse auf die im mechanischen Sub-
modell berechneten Verschiebungen verlagert, d.h., dass sich die Koordinaten eines
jeden Knotens fir die folgenden Analysen zusammensetzen aus den urspriinglichen
Koordinaten und der berechneten Verschiebung. Dadurch wird sichergestellt, dass

| Erzeugung des allgemeinen physikalischen Modells |

| Definition des thermischen Submodells |

| Definition der mechanischen Submodells |

v

| Definition des Submadells firr die Schmelzedeformation |

| Altivieren des thermischen Submodells |

L2

| Bestimmung eines stationaren Temperaturfelds |

| Externe Speicherung des Temperaturfelds |

| Aktivieren des mechanischen Submodells |

v

| Mechanische Ldsung mit Eigengewicht und Temperaturla st |

| Anpassen der Vernetzung auf verformte Geometrie |

v

| Aktivieren des Submodells filr die Schmelzed eformation |

| Lasung der Schmelzedeformation |

Eintritt in Ldsungsschleife

| Aktivieren des thermischen Submodells |—1— Anpassen derVergitgr%r;%?eufverfurmte

v £

| Lasung destransienten Temperaturfelds | |

Lasung der Schmelzedeformation

| Aktivieren des mechanischen Subrmodells | +‘
* Aktivieren des Submadells
| Transiente viskoplastische Rechnung | iy gl Sl 2 zedE onmEien

!

Anpassen der Vernetzung auf verformte
Geomefrie

Schadigungskantrolle
der Behalterwand

[ntegritat

“Wersagen

L J

| Ende |

Bild 4.19: Schema der PESCOTA-Prozedur.
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immer die jeweils aktuelle Geometrie des Behélters im Rechenmodell beriicksichtigt
ist. Obwohl die Zielflachenelemente (TARGE169) in diesem Submodell als Nullele-
mente definiert sind, erstreckt sich dieser Vorgang auch auf deren Geometrie, da die
entsprechenden Knoten der Innenwand verschoben werden. Schliel3lich werden alle
Informationen zum mechanischen Submodell gespeichert und das Submodell wird
verlassen.

Nach Einlesen des Submodells zur Schmelzedeformation wird unter Berlcksichti-
gung des Eigengewichts der Schmelze, der Kontur der Behélterinnenwand und des
auf die Schmelzeoberflache wirkenden Behélterinnendrucks die Deformation der
Schmelze bestimmt. Die Vernetzung des Schmelzegebiets wird auf die neue verla-
gerte Position verschoben. Vor dem Verlassen des Submodells werden alle Informa-
tionen des Submodells fir die Schmelzedeformation gespeichert.

Nachdem fur jedes Submodell jeweils eine Losung vorliegt, was dem Ausgangszu-
stand des betrachteten Szenarios entspricht, tritt der PESCOTA-Algorithmus in eine
Lésungsschleife ein. In dieser Schleife wird jeweils zuerst das transiente Temperatur-
feld gelost, dann die transiente viskoplastische mechanische Ldsung bestimmt und
schlie3lich die Schmelzedeformation simuliert.

Nach der Aktivierung des thermischen Submodells werden fir die thermische Analy-
se jeweils zwei Lastschritte gerechnet. Im ersten Lastschritt wird das extern gespei-
cherte Temperaturfeld der letzten Lésung auf die neue Geometrie Ubertragen, wah-
rend der zweite Lastschritt die tatsédchliche transiente Lésung des aktuellen globalen
Zeitschritts beinhaltet.

Nach der Aktivierung des mechanischen Submodells wird fur die Losung des me-
chanischen Submodells jeweils die Verschiebung des Netzes rickgéangig gemacht,
da nur so die Informationen Uber die tats&chliche ,Deformationsgeschichte* erhalten
werden konnen und ein vollstadndiger Restart, ausgehend von der letzten mechani-
schen Losung, maglich ist. Jeweils nach der transienten viskoplastischen Rechnung
wird geprift, ob die maximale berechnete Schadigung im Modell ein definiertes Limit
erreicht hat. Falls das Limit erreicht oder tberschritten ist, wird die Losungsschleife
verlassen. Falls das Limit noch nicht erreicht ist, wird Integritat des Bauteils unter-
stellt und die Vernetzung auf die verformte Geometrie verschoben.

Nach der Aktivierung des Submodells fur die Schmelzedeformation erfolgt die Be-
rechnung einer L6sung. Diese ist immer eine statische Lésung, d.h., die Losung ist
unabhangig von der tatsachlichen Schrittweite der globalen PESCOTA-
Lésungsschleife. Nach der Lésung erfolgt eine Verschiebung des Netzes flur das
Schmelzegebiet auf die verformte Geometrie. Mit den verformten Netzen aus der
viskoplastischen mechanischen Rechung und aus der Schmelzedeformationsrech-
nung ist die Vernetzung fur die nachste thermische Rechnung gegeben.

Der hochste Schadigungsgrad in der mechanischen Rechnung ist das Ausstiegskrite-
rium fur die Losungsschleife. Insbesondere bei héheren Schadigungsgraden (>0,5)
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wird mit einer zu grof3en Zeitschrittgrofl3e keine Konvergenz erreicht, unter anderem,
weil in diesem Stadium die Wanddicke signifikant abgenommen hat und damit hohe-
re Spannungen und hohere Dehnraten auftreten. Im PESCOTA-Modell wird daher
die Definition von ein oder zwei Zwischenschadigungsstufen (z. B. 0,4 und 0,7) er-
maoglicht. Nach Erreichen einer Zwischenschadigungsstufe wird eine kleinere Zeit-
schrittgrof3e fur die globale PESCOTA-Schleife vorgegeben. Diese Vorgehensweise
ermdglicht gleichzeitig die Berlicksichtigung der sich zeitlich verstarkenden Rick-
kopplungseffekte zwischen thermischer und mechanischer Analyse. Liegt der maxi-
male Schéadigungsgrad eines Elements uber ,1% wird die Lésungsschleife endgultig
verlassen. Der Behalter hat dann zwar im Modell noch nicht Gber der ganzen Wand-
dicke bzw. Uber alle Elementschichten versagt, aber im Vergleich zum bisherigen
Zeitmal3stab, der in der Regel in Stunden gemessen wird, erfolgt der weitere
Versagensfortschritt mit wesentlich héherer Geschwindigkeit. Das heif3t, dass nach
Versagen bzw. Deaktivierung des ersten Elements ein vollstandiges Versagen im
Minuten- oder Sekundenmal3stab eintritt. Da das Modell aufgrund seiner Vernetzung
nicht dazu geeignet ist, quantitative Aussagen zum exakten Versagensfortschritt an
der Bruchstelle zu liefern, wird die Rechnung hier beendet. Fur die exakte Modellie-
rung der Rissausbreitung ware eine andere Vorgehensweise erforderlich, in dieser
Arbeit sollen jedoch die grundséatzliche Versagensposition und -zeit ermittelt werden.

Im Falle der FOREVER-Experimente wird schlie3lich die thermische Rickdehnung
des Behalters auf ein Umgebungstemperaturniveau von 300 K bestimmt, um die ex-
perimentellen Wanddickenbefunde, die an herausgetrennten Behéltersegmenten
gemessen wurden, zur Validierung heranziehen zu kénnen.

Im Rahmen der Modellvalidierung wurde auch der Einfluss der globalen Zeitschritt-
grolRe fur die Kopplung untersucht. Aufgrund des transienten Kriechvorgangs und der
damit verbundenen Behalterdeformation und Schmelzespiegelabsenkung sollten die
globalen Zeitschritte fir die Kopplung klein sein. Andererseits verlangt der numeri-
sche Aufwand, die Zahl der Kopplungen zu begrenzen. In einer Sensitivitatsanalyse
zur Zeitschrittgrof3e ergab sich, dass eine anfangliche globale ZeitschrittgroRe von
300 s ausreichend ist (vgl. Referenzrechnung in Abschnitt 6.1). In der Vergleichs-
rechnung wurde mit einer Schrittgrof3e von 100 s anstatt der 300 s in der Referenz-
rechnung gerechnet. Alle anderen Parameter entsprachen der Referenzrechnung.
Die Temperaturen zu Beginn der Analyse sind mit den aus der Referenzrechnung
bekannten Werten identisch (s. Tabelle 6.2). Die maximale Behé&lterwandtemperatur
zum Versagenszeitpunkt stimmt ebenso mit der Referenzrechnung Uberein. Die
Versagenszeit wird mit 20.900 s unwesentlich friher erreicht, was zum Teil auf eine
geringere Uberschreitung des Ausstiegskriteriums ,Schadigung® zuriickzufiihren ist,
da eine kleinere Zeitschrittweite geringere Schéadigungsinkremente zwischen zwei
mechanischen Losungen impliziert. Der Einfluss der Zeitschrittweite liegt damit im
Bereich von 1 %, was im Vergleich zu anderen nicht numerischen Einflussgréf3en als
vernachlassigbar gelten kann.
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5 Validierung des numerischen Modells

Wahrend und nach der Entwicklung und Implementierung der verschiedenen in Kapi-
tel 4 beschriebenen numerischen Modelle und Materialdaten erfolgte eine Validie-
rung an Hand von Vergleichsrechnungen mit verschiedenen Experimenten. Wie in
Abschnitt 2.2.2.4 beschrieben, lassen sich die Experimente zur Validierung in 3 Di-
mensionsstufen einteilen. Der in den Experimenten verwendete Stahl ist jeweils in
Klammern angegeben:

e Zunachst belegt ein Vergleich zwischen den als 1-dimensional bezeichneten
Zugversuchen des REVISA-Programms (16MND5) und den entsprechenden
Rechnungen, dass das elastisch-viskoplastische Verhalten, das mit der er-
zeugten Datenbasis berechnet wird, in der Regel als konservativ bezeichnet
werden kann.

e In der nachsten Stufe werden zwei sogenannte Rohrversagensexperimente
zur Validierung herangezogen: der RUPTHER-14-Test (16MND5) und der
MPA-Meppen-Test (20 MnMoNi 5 5).

e Als sogenannte 3-dimensionale Experimente werden die FOREVER-
Experimente (16MND5 und SA 533 B1) zur Validierung verwendet. Das Mo-
dell ist unter der Annahme einer Rotationssymmetrie weiterhin zweidimensio-
nal.

Bei der Validierung der Materialdatenbasis wurde auch untersucht, inwieweit sich
chemisch sehr ahnliche RDB-Stahle unter den betrachteten Bedingungen mecha-
nisch ahnlich verhalten und deswegen mit einer einheitlichen Datenbank simuliert
werden kénnen. Denn einerseits ist die Anzahl der zur Verfigung stehenden Experi-
mente fir die einzelnen Stahle, Anordnungen und Belastungen begrenzt, und ande-
rerseits zeigt sich, dass die Unterschiede im mechanischen Verhalten innerhalb einer
Stahlsorte zumindest in derselben Grél3enordnung liegen, wie die Unterschiede der
hier betrachteten niedriglegierten Stahle untereinander (vgl. Abschnitt 2.2.2.3).

Die FOREVER-Experimente dienen nicht nur der Validierung der mechanischen Mo-
delle, sondern auch der Validierung der thermischen Modelle und der Kopplung zwi-
schen beiden. Die Validierung der thermischen Modelle ist teilweise bereits in den
Abschnitten 4.2.1 und 4.2.4 beschrieben.

5.1 Einachsige Kriechversuche

Das Kriechmodell und die Kriechdatenbasis wurden parallel zu ihrer Entwicklung an
Hand der einachsigen Kriechversuche des REVISA-Programms /SAI 1998/ validiert.
Prinzipiell lassen sich individuelle Kriechversuche beliebig genau nachrechnen, wenn
das Kriechmodell oder die Kriechdatenbasis entsprechend angepasst werden (vgl.
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Bild 5.1. Kriechversuch bei 1100 °C und einer Nominalspannung von 4 MPa des
REVISA-Projekts sowie ANSYS-Rechnungen mit unterschiedlicher Modellierung des
tertiaren Bereichs.

Abschnitt 4.1.4.2). In Bild 5.1 ist dies fur einen REVISA-Test mit einer Nominalspan-
nung von 4 MPa bei einer Temperatur von 1.100 °C demonstriert.

Die Kurve ,REVISA 4 MPa“ gibt den Verlauf im Test wieder. Ausgehend von einer
Anpassung der Kriechdatenbasis im primaren und sekundéaren Bereich, der hier etwa
bis zu einer wahren Dehnung von 10 % reicht, wurde in den Rechnungen der tertidre
Bereich mit verschiedenen Ansatzen modelliert. Die Kurve ,ANS CDB-PS 4 MPa“
stellt das numerische Ergebnis dar, das sich ergibt, wenn eine Fortdauer der sekun-
daren Kriechdehnrate fir gréf3ere Dehnungen in der Datenbasis abgelegt ist. Es ist
zu erkennen, dass die vom Code bericksichtigte geometrische Kriechbeschleuni-
gung aufgrund der Abnahme des Probenquerschnitts nicht ausreicht, um das tertiare
Verhalten richtig zu beschreiben.

Wesentlich besser wird der tertiare Bereich beschrieben, wenn in der Kriechdaten-
bank eine Erhdhung der Dehnrate mit steigender Dehnung vorgegeben wird (ent-
spricht d3>0 in Gl. (2.15), Kurve ,ANS CRDB-PST 4 MPa*). Allerdings ist es schwie-
rig den besten Dehnraten-Dehnungs-Zusammenhang zu ermitteln (vgl. Abschnitt
4.1.4.2), so dass kurz vor Versagen der Probe eine leichte Abweichung festzustellen
ist, die jedoch fur die Versagenszeit insgesamt nicht relevant ist.

Die beste Ubereinstimmung wird mit der Schadigungskopplung (vgl. Abschnitt
4.1.4.2, Gl. (4.10)) erzielt (L ANS CRDB-PS-DMG 4 MPa"). Deswegen wird in dieser
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Bild 5.2: Vergleich des in den REVISA-Tests experimentell ermittelten Kriechverhal-
tens fur den Stahl 16 MND5 und des mit der erzeugten Kriechdatenbasis berechneten
Kriechverhaltens flr ein Temperaturniveau von 700 °C.

Arbeit in der Regel dieses Modell mit der entsprechenden Kriechdatenbasis verwen-
det.

Die genaue Anpassung aller REVISA-Tests wurde bei der Entwicklung der Kriechda-
tenbasis nicht angestrebt, unter anderem, weil fir jedes Spannungs-Temperatur-
Niveau nur ein Versuch durchgefthrt wurde (vgl. Abschnitt 2.2.2.3). Stattdessen wur-
de wegen der zu erwartenden Streuung in der Kriechdatenbasis ein konservatives
Verhalten im Vergleich zu den REVISA-Kriechversuchen zugrundegelegt. Bild 5.2
zeigt das gemessene Kriechverhalten und die sich mit der verwendeten Kriechdaten-
basis ergebenden Kriechkurven fur verschiedene Spannungen bei einer Temperatur
von 700 °C. Der Vergleich der numerischen Simulationen mit allen zur Verfligung
stehenden Kriechversuchen des REVISA-Programms wird in Bild 10.13 bis Bild
10.20 im Anhang dargestellit.

Aufgrund der hier beschriebenen prinzipiell konservativen Auslegung der Kriechda-
tenbasis ist fur die Simulation komplexerer Kriechvorgénge ebenfalls ein konservati-
ves Verhalten zu erwarten, sofern die simulierten Temperaturen tatsachlich mit den
realen Temperaturen tbereinstimmen.
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5.2 Ubertragbarkeit der Materialdatenbasis

Fur die Reaktordruckbehélter von Leichtwasserreaktoren werden niedriglegierte, ver-
gutete Feinkornbaustahle verwendet. Je nach Standort und Bauzeit des Kraftwerks
befinden sich unterschiedliche Stahle im Einsatz. Da die Entwicklung der LWR und
die damit verbundene Werkstoffentwicklung ihren Ursprung in den USA hat, lehnen
sich die in anderen westlichen Landern verwendeten Werkstoffe und Werkstoffnor-
men an die amerikanische ASTM-Norm (American Society for Testing and Materials)
an. In den Regelwerken werden zum einen Grenzen fir die chemische
Zusammensetzung und zum anderen die anzuwendende Warmebehandlung
vorgegeben. In der Literatur wird h&ufig auf eine Entsprechung zwischen dem dort
beispeilsweise betrachteten franzdsischen oder deutschen Stahl und einer
amerikanischen Norm verwiesen /AZO 1996/, /RUO 1996/, /KRI 1999/, IMER 2002/,
wobei die Angaben teilweise differieren. Tabelle 5.1 gibt eine Ubersicht zur
vorgeschriebenen chemischen Zusammensetzung in den entsprechenden Normen
(fett dargestellt). Angegeben sind jeweils die unteren (sofern vorgegeben) und die
oberen Grenzwerte der wichtigsten Elemente.

In dieser Arbeit ist von Interesse, inwieweit es maoglich ist, eine gemeinsame Materi-
aldatenbasis fur die verschiedenen Stahle zu verwenden. Der amerikanische Stahl
SA 533 B1, der beispielsweise fur den RDB von TMI und in den LHF- und OLHF-
Experimenten verwendet wurde, wird fur den deutschen Stahl 20 MNnMoNi 55 als
vergleichbar angesehen /RUO 1996/. Merkert /MER 2002/ ordnet den deutschen
Stahl als vergleichbar zum amerikanischen SA 508 CI.3 ein. Diesen Stahl bezeich-
nen Masson et al. /IMAS 2002/ wiederum als vergleichbar mit dem franzdsischen
Stahl 16MND5, der in franzdsischen DWR, den meisten FOREVER-Experimenten
und den RUPTHER-Experimenten verwendet wurde. Der in deutschen LWR verwen-
dete Stahl mit der deutschen Bezeichnung 22 NiMoCr 3 7, behandelt in der Risiko-
studie B /GRS 1989/, wird als vergleichbar zum amerikanischen SA 508 Cl.2 einge-
ordnet /AZO 1996/. Allgemein lasst sich feststellen, dass die chemische Zusammen-
setzung in den verschiedenen Normen relativ aquivalent ist, wobei die grof3ten Un-
terschiede fur die Legierungselemente Mangan und Nickel bestehen.

Die Tabelle 5.1 gibt einen Uberblick Uber die chemische Zusammensetzung der
Stahle in den verschiedenen Experimenten. EC3b und EC4 sind FOREVER-Tests,
die in Abschnitt 5.4 behandelt werden (vgl. auch Tabelle 5.3). In der Tabelle sind
auch die Materialwerte des betrachteten RUPTHER-Experiments /MON 1999/ sowie
der LHF- und OLHF-Versuche /CHU 1999/, /IMON 2000/ aufgefthrt. Je nach Ent-
nahmeort der untersuchten Probe und des angewendeten Analyseverfahrens muss
mit leichten Abweichungen in der chemischen Zusammensetzung gerechnet werden.
So stammen beispielsweise die Werkstiicke fur das FOREVER-EC4 und die OLHF-
Tests aus derselben Charge. Die jeweiligen Massenanteile der Elemente Phosphor,
Schwefel und Chrom scheinen das zu belegen, wahrend insbesondere die Messwer-
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te fur Nickel, Molybdan und Kupfer Abweichungen von mehr als 10 % aufweisen. All-
gemein gilt, dass die Elemente Phosphor, Schwefel und Kupfer als Verunreinigungs-
elemente bezeichnet werden, wahrend die Ubrigen in der Tabelle aufgefihrten Ele-
mente als Legierungselemente bezeichnet werden. Es lasst sich jedoch festhalten,
dass alle Materialchargen weitestgehend der ASTM Norm SA 533 B1 entsprechen.
Lediglich bei den Elementen Chrom und Nickel weisen die Proben teilweise etwas
hohere Gehalte auf, als nach der Norm vorgesehen ist.

Tabelle 5.1: Zulassige und tatsachliche chemische Zusammensetzung der verschie-
denen betrachteten Stahle. (RCCM: franzésische Norm; VdT: VdTUV-Werkstoffblatt
366; ,...“: keine Angabe)

Gewichtsanteile [%] C Si Mn P S Cr Ni Mo Cu

16MND5 RCCM min 0,100 | 1,150 | ... 0,500 | 0,450

16MND5 RCCM max 0,200 (0,300 |1,550 | 0,008 | 0,008 |0,250 | 0,800 |0,550 | 0,080

RUPTHER (16 MND5) 0,170 | 0,251 | 1,440 | 0,004 | 0,002 | 0,200 (0,750 |0,510 | 0,010

FOREV EC2 (16 MND5) |0,141 |0,232 1,230 | 0,010 | 0,004 |0,252 |0,510 |0,463 | 0,090

FOREV EC3b (16MND5) | 0,138 | 0,230 | 1,190 | 0,009 | 0,004 |0,251 |0,523 | 0,466 | 0,091

20MnMoNi55 KTA min |0,170 | 0,150 |1,300 | ... 0,500 | 0,400

20MnMoNi55 KTA max |0,230 | 0,300 | 1,500 |0,012 |0,008 | 0,200 |0,800 |0,550 |0,120

MPA (20 MnMoNi 5 5) 0,210 | 0,240 | 1,480 | 0,008 | 0,005 | 0,200 (0,800 |0,520 | 0,070

SA 533 B1 ASTM min 0,130 | 1,070 | ... 0,370 | 0,410

SA 533 B1 ASTM max 0,250 | 0,450 | 1,620 |0,035 0,035 |... 0,730 |0,640

FOREV EC4 (SA533 B1) | 0,155 0,252 | 1,120 | 0,012 | 0,001 | 0,046 |0,417 | 0,424 |0,028

LHF (SA 533 B1) 0,170 | 0,200 | 1,220 | 0,006 | 0,010 |0,100 0,670 | 0,550 | 0,009

OLHF (SA 533 B1) 0,172 10,286 | 1,290 | 0,013 | 0,001 | 0,046 {0,520 | 0,490 | 0,021

SA 508 Cl. 2 ASTM min |... 0,150 | 0,500 | ... 0,250 | 0,500 | 0,550

SA 508 Cl.2 ASTM max |0,270 | 0,400 | 1,000 | 0,025 |0,025 | 0,450 |1,000 | 0,700

SA 508 Cl. 3ASTM min |... 0,150 | 1,200 | ... 0,400 | 0,450

SA 508 Cl. 3 ASTM max |0,250 | 0,400 | 1,500 |0,025 |0,025 |0,250 {1,000 | 0,600

22NiMoCr37 VdT min 0,170 | 0,100 | 0,500 | 0,008 | 0,008 |0,250 (1,200 |0,500 | 0,120

22NiMoCr37 VdT max | 0,230 | 0,350 | 1,000 | 0,020 |0,015 | 0,500 | 1,400 | 0,620 |0,200

15Mo3 DIN 17 177 min |0,120 {0,170 | 0,500 | ... 0,250

15Mo3 DIN 17 177 max |0,200 | 0,370 {0,800 | 0,040 |0,040 |... 0,350

Der zweite wesentliche Einflussfaktor auf die Festigkeitseigenschaften der RDB-
Stahle im Ausgangszustand, d.h. vor einer Belastung bei hohen Temperaturen, ist
die Warmebehandlung. Von ihr hangt die sich einstellende Gefugestruktur des
Werkstlicks ab. In Tabelle 5.2 sind die Behandlungsvorschriften der deutschen und
franzosischen Regelwerke fir die entsprechenden Stahle angegeben. Diese
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Warmebehandlungen wurden jeweils fur die Werksticke aus den entsprechenden
Stahlen im Vorfeld der betrachteten Experimente durchgefiihrt. Zusatzlich sind in der
Tabelle die geforderten Festigkeitseigenschaften angegeben. Fir alle hier genannten
RDB-Stahle wird eine bainitische Gefligestruktur angestrebt /RUO 1996/, /SAI 1998/.
Diese Struktur wurde bei den metallographischen Nachuntersuchungen im FZR auch
als Ausgangsgefuge fur die FOREVER-Tests festgestellt /MUL 2000/, /MUL 2001/.

Aufgrund der Unterschiede in der Warmebehandlung ist die Festigkeit von 16 MND5
geringfugig niedriger als die von 20 MnMoNi 5 5, dafur weist 16MND5 eine etwas
hohere Duktilitat auf.

Tabelle 5.2: Warmebehandlung und mechanische Eigenschaften bei Raumtempera-
tur (RT) fur L6MND5 und 20 MnMoNi 5 5; WK — Wasserkihlung , LK — Luftkiihlung,
OK — Ofenkihlung.

Material 16MND5 20 MnMoNi 55
Abschrecken 885 °C (8,7 h); WK 920°C (6,5h); WK
Anlassen 644 °C (9 h); LK 657 °C (9 h); LK
Spannungsarmgliihen | 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 %
Einschnirung (bei RT) | 73 % 64 ...69 %

Aus den bisherigen Ausfihrungen wird deutlich, dass sich die einzelnen Stahle un-
terscheiden. In Abschnitt 2.2.2.3 wurde bereits gezeigt, dass die Streuung selbst in-
nerhalb einer Stahlsorte von Charge zu Charge in der gleichen Grof3enordnung liegt
wie zwischen unterschiedlichen Proben der hier erfassten RDB-Stahle (vgl. Bild 2.6
auf S. 23). Hinzu kommt, dass der Einfluss der Warmebehandlung bei Temperaturen
oberhalb der Austenitisierungstemperatur (ca. 1.150 K), wie sie insbesondere bei den
FOREVER-Experimenten und in Teilbereichen des prototypischen Szenarios vor-
herrschen, relativ schnell zuriickgeht bzw. aufgehoben wird. Somit sollten verschie-
dene Stéhle bei geniigend konservativer Auslegung der Datenbasis in begrenztem
Umfang mit einem Modell behandelt werden kénnen.

Einen weiteren Beleg fur die Zulassigkeit dieser Annahme zeigt der Vergleich der
Festigkeiten in Bild 4.6 auf Seite 66. Hier sind von der MPA /OBS 1989/ und von der
CEA /SAI 1998/ ermittelte Festigkeitswerte fir 20 MNMoNi 5 5 bzw. 16MND5 darge-
stellt: Die beiden Kurven fur den deutschen Stahl wurden mit Dehnraten von 2,5 bzw.
50 %/min ermittelt, wahrend die Dehnrate fur den franzdsischen Stahl 1 %/min be-
trug. Der Vergleich zwischen den Werten fir die beiden Stahle lasst sowohl die Aus-
sagen Uber den Zusammenhang zwischen Dehnrate und Festigkeit im Allgemeinen
(vgl. Abschnitte 2.2.2.2 und 4.1.4.1) als auch zur Ahnlichkeit der beiden Stahle plau-
sibel erscheinen. Die Kriecheigenschaften der beiden Stahle wurden von Krieg et al.
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/KRI 1999/ untersucht. Es ergab sich eine prinzipielle Vergleichbarkeit im untersuch-
ten Temperaturbereich von 750 °C bis 850 °C.

5.3 Rohrversagensexperimente

Zum Zwecke der Validierung des numerischen Modells wurden auch Posttest-
Rechnungen fiir sogenannte Rohrversagensexperimente durchgefuhrt. Die Motivati-
on fur die Durchfihrung solcher Experimente liegt darin, Erkenntnisse Uber das
Kriechverhalten der betrachteten Stahle unter komplexeren Spannungszustanden als
in den einachsigen Zugversuchen zu gewinnen.

Im Vergleich zu den einachsigen Zugversuchen und den sehr komplexen FOREVER-
Experimenten stellen die Rechnungen zu den Rohrversagensexperimenten eine Zwi-
schenstufe dar. Denn wéhrend bei der Simulation von einachsigen Zugversuchen
davon ausgegangen werden kann, dass die gemessenen Temperaturen tatsachlich
homogen in der Probe vorliegen, fihren die weder durch Messungen (vgl. Abschnitt
3.3.5) noch durch Rechnungen exakt bestimmbaren Temperaturfelder (vgl. Abschnitt
5.4.2.1) bei den integralen FOREVER-Experimenten zu grol3en Unsicherheiten im
gesamten thermo-mechanischen Verhalten. Es bestand die Erwartung, dass das
Problem einer exakten Ermittlung des : Argondruckleitung
Temperaturfelds bei Posttest-Rechnungen
fur die Rohrversagensexperimente in ge- |Wasserkihlung
ringerem Umfang auftreten wirde und
dass damit eine Analyse der rein mechani- |
schen bzw. materialtechnischen Effekte

moglich wirde. Es treten allerdings auch

. L . . . Aluminium-
hier signifikante Unsicherheiten im tran- stab

Thermoelemente

sienten Temperaturfeld auf, wie im Fol- :

. : : 16MND5-Rohr 88.9
genden diskutiert wird. ] s

_ _ Induktions S
5.3.1 Die RUPTHER-Experimente spule T——| . AR . ~
Das betrachtete RUPTHER-14-Experiment e 7%
wurde von der CEA in Frankreich durchge- | {P=~°5%" .

fuhrt /MON 1999/. In Bild 5.3 sind die we- ;
sentlichen geometrischen Daten dieses in S
horizontaler Ebene rotationssymmetrisch :
aufgebauten Experiments wiedergegeben. :
Die dargestellte vertikale Anordnung der

externen Induktionsspule verursachte ein yeerﬁi:f;‘;g’:;;fb'ﬁng
Temperaturfeld in dem Rohr aus 16 MND5,

dessen Verteilung rotationssymmetrisch zu

Bild 5.3: Aufbau und Abmessungen des
RUPTHER- Experiments.
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Bild 5.4: ANSYS-Simulation des RUP- Bijid 5.5: Aufnahme des RUPTHER-14-
THER-EXperimentS, VerSChiebung [m] des Rohrs nach Versuchsende.

Rohrs.

erwarten ist. In vertikaler Richtung stellt sich ein glockenférmiger Temperaturverlauf
ein, dessen Maximum sich in der Mitte der Induktionsspule befinden sollte. FUr das
Temperaturfeld liegen somit 2 Symmetrien vor: eine Rotationssymmetrie um die ver-
tikale Achse des Rohres und eine Spiegelsymmetrie in bezug auf die horizontale E-
bene in der Mitte der Anordnung.

Die aus dem beschriebenen Temperaturfeld resultierende Kriechverformung bei ei-
ner Innendruckbelastung kann daher so erwartet werden, wie sie in Bild 5.4 beispiel-
haft fur eine ANSYS-Rechnung dargestellt ist. Bild 5.5 ermdglicht den Vergleich mit
dem experimentellen Befund. Fur die Versagensposition ergibt sich in Experiment
und Rechnung eine vertikal zentrierte Lage. Im Experiment hat sich jedoch keine ro-
tationssymmetrische Verformung eingestellt. Wird die Seite mit den grof3ten Verfor-
mungen und der Versagensstelle im Experiment mit der berechneten Verformung
des rotationssymmetrischen Modells verglichen, stimmen Verformung und
Versagensposition quantitativ sehr gut Uberein.

Bild 5.6 gibt den geplanten Temperatur- und Druckbelastungsverlauf und die gemes-
sene beziehungsweise berechnete Durchmesserzunahme in der Mitte des Rohres
wieder. In den Rechnungen wurde das Temperaturfeld nicht numerisch ermittelt,
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Bild 5.6: Zeitlicher Verl

auf der gemessenen und der berechneten Rohraufweitung,

der Temperatur und des Drucks mit verschiedenen Materialparametern.

sondern entsprechend der Messwerte vorgegeben. Obwohl verschiedene Randbe-

dingungen angewendet

und leichte Temperaturvariationen vorgenommen wurden,

war es nicht moglich, exakt die experimentell ermittelte Zeitabhangigkeit der Verfor-

mung mit dem FE-Mode

Il zu erhalten.

Die Ursache fir diese Abweichung wird eher in nicht gentigend exakten Messdaten
des Experiments und eventuell vorliegenden Material- bzw. Werkstiickanomalien
vermutet als dem Modell zugeschrieben. Insbesondere der Temperaturverlauf zu

Beginn der Hochtem-
peraturphase scheint
von  Einschwingvor-
gangen beeinflusst
worden zu sein (vgl.
Bild 5.7), die mdgli-
cherweise in den
Messungen nicht ge-
nau genug wiederge-
spiegelt werden.

AulRerdem kénnen
geringe  Fertigungs-
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o
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Bild 5.7: Gemessener Temperaturverlauf an verschiedenen
Umfangspositionen im vertikalen Zentrum des RUPTHER-
Rohres /MON 1999/.
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messenen Werten beigetragen haben, denn eine Stitzwirkung des umgebenden Ma-
terials, wie in dickwandigen Strukturen beobachtet, ist hier nicht zu erwarten.
Schliel3lich kann eine gegenseitige Beeinflussung der lokalen induktiven Heizleistung
und der Verformung des Rohres vorgelegen haben. Insgesamt erscheint der Ver-
gleich zwischen Experiment und Rechnung zufriedenstellend.

5.3.2 Das MPA-Meppen Experiment

Das MPA-Meppen-Experiment wurde 1988 von der MPA mit Mitteln des BMFT auf
einem Testgeldnde der Bundeswehr in Meppen durchgefuhrt /OBS 1988/. Im Ver-
gleich zum RUPTHER-Experiment
handelt es sich hier mit einer Wanddi- Aufhdngung
cke von 47 mm im Versagensbereich
um eine relativ dickwandige Struktur
(s. Bild 5.8). Das MPA-Experiment
weist auch sonst eine grolRere Di-
mension auf. Verwendet wurde der | Erweiterungs-
deutsche Stahl 20 MnMoNi 55. Die | stlick ~
ermittelte chemische Zusammenset-
zung des Versuchsrohres st in
Tabelle 5.1 unter ,MPA* angegeben. — ‘@

2700

Auch bei diesem Experiment erfolgte
eine induktive Beheizung des mittle- Testrohr i 47
ren Rohrabschnitts. Allerdings war der \ Y|
Druck deutlich héher (vgl. Bild 5.9). Er ) .
sollte mit 163 bar den vollen Betriebs- Material: .
druck eines DWR simulieren. Demge- 20 MnMoNi 55 X
geniiber war das maximale Tempera- | Ap=164 bar
turniveau mit rund 1000 K deutlich | T,,=739°C 2 700
niedriger als im  betrachteten
RUPTHER-Test. Zusatzlich war das ;
Rohr mit einer Warmeisolation umge-
ben, daher sollten die diskutierten
Temperaturmessfehler aufgrund der _
geringeren Warmestrome ebenfalls | Erweiterungs-
geringer ausfallen und prinzipiell eine | stick \
geringere Unsicherheit auf der ther- 65
mischen Seite der Simulation ermdg- g
lichen. Im Gegensatz zum RUP-
THER-Test wurde jedoch der Druck
weitgehend konstant gehalten und die
Temperatur transient erhoht.

Y

2700

2700

Bild 5.8: Geometrie des MPA-Meppen-
Experiments.
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Bild 5.9: Berechnete und gemessene radiale Verschiebung des Rohres bei y=0
(Bild 5.8) uber der Zeit sowie Verlauf von Druck und Temperaturlast, MPA-
Meppen-Experiment.

Diese Vorgehensweise fuhrt jedoch wiederum zu dem bereits im Zusammenhang mit
den LHF- und OLHFTests beschriebenen Effekt (vgl. Abschnitt 2.2.2.4), dass geringe
Temperaturanderungen erhebliche Anderungen im mechanischen Verhalten implizie-
ren. Wie in den Simulationen fir das RUPTHER-Experiment wurde die gemessene
Temperaturverteilung im mechanischen Modell vorgegeben. Wie die in Bild 5.9 dar-
gestellten Kurven belegen, verlaufen die transienten Vorgange zunachst tber einen
langen Zeitraum mit geringer Geschwindigkeit und schlagen dann bei Erreichen der
hochsten Temperaturen in einen instabilen Zustand um. Dieses Verhalten wird zwar
prinzipiell von den Rechnungen wiedergegeben, aber ein quantitativer Vergleich der
Versagenszeiten ist nicht sinnvoll, weil sich das Experiment insgesamt tber einen
langen Zeitraum erstreckte, aber die wesentlichen Vorgénge erst mit Erreichen der
hohen Temperaturen kurz vor Ende des Versuchs stattfanden. Trotzdem kénnen die
erzielten Ergebnisse der FE-Rechnungen /WIL 2002b/ als sehr zufriedenstellend be-
zeichnet werden.

5.4 Die FOREVER-Experimente

Zur zusammenhangenden Validierung der in dieser Arbeit entwickelten Modelle wer-
den die FOREVER-Experimente herangezogen. Die FOREVER-Experimente wurden
in den Jahren 1999 bis 2002 an der Koéniglichen Technischen Hochschule, KTH,
Stockholm, am Lehrstuhl fur Kernkraftsicherheit durchgefuhrt /SEH 2003/. In den Ex-
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perimenten wird das Verhalten einer Bodenkalotte unter Einfluss eines beheizten
Schmelzesees und erhdhten Innendrucks untersucht. Bislang sind die FOREVER-
Experimente die einzigen skalierten sogenannten integralen Schmelzerickhaltungs-
versuche. Wie in Kapitel 3 herausgearbeitet wurde, ist eine direkte Ubertragbarkeit
der in den Versuchen gewonnenen Ergebnisse auf ein prototypisches Szenario be-
reits allein aufgrund der Skalierungsmissverhaltnisse nicht gegeben. Hinzu kommen
weitere versuchstechnische Abweichungen zum prototypischen Szenario, wie in Ab-
schnitt 6.1 diskutiert wird. Trotzdem waren die Experimente sehr hilfreich bei der
Entwicklung und Validierung des integralen numerischen Modells. Im Folgenden
werden zunéachst die Experimente und die wesentlichen Ergebnisse beschrieben.
Danach werden ausgewahlte thermische und mechanische Aspekte zwischen den
Rechnungen und den Experimenten verglichen.

5.4.1 Allgemeiner Experimentaufbau

Bei den FOREVER-Experimenten wurde der RDB-Boden im geometrischen Mal3stab
von ca. 1:10 nachgebildet (vgl. Bild 5.10). Der Behélter besteht aus einem zylindri-

schen Teil (Material 15Mo03)
und einer angeschweil3ten Druckregelung Glnlc:hstrumqualla Einfiilléffnung

Halbkugel (Material 16MND5 / Flansch
bzw. SA 533 B1). Der nomi- | E><{J==] * /
nale Innenradius des Behal- [: :

ters ist 188 mm, die Wanddi- [:: . : ]

cke ca. 15 mm.

Als Schmelzesimulat wird ein ! e Schacht
bindres Salz (70 Massepro- '

zent CaO, 30 Masseprozent l Zylinder
B,O3) mit einer Schmelztem- : 4 15Mo3

peratur von ca. 1000 °C ver-
wendet. Die Einkopplung der

. . . : s=15mm
Warmeleistung erfolgt mit ; ™
einer Kanthal®Wendel und ' |
. . _ : |_— Isolation
kann eine Warmeleistung von : i

bis zu 45 kW erzeugen. Mit
Hilfe eines Argonsystems
kann ein Behalterinnendruck
von maximal 40 bar erzeugt
werden.

Schweillnaht
Heizstabe
Bodenkalotte
16MNDS5

Wegaufnehmer

Die maximale Schmelzetem- i
peratur ist ca. 1350 °C, die i D,=406mm %Thamualamanh
maximale  Wandtemperatur

im heillen Fokus liegt bei Bild 5.10: Prinzipskizze der FOREVER-Experimente.
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1100 °C, der korrespondierende maxi-
male Warmestrom durch die Wand be-
tragt ca. 140 kw/mz. Diese Grolen sind
Anhaltswerte, die zwischen den einzel-
nen Tests je nach Heizleistung und Aus-
fuhrung variieren kénnen. Tabelle 4.1
auf Seite 59 gibt einen Uberblick der
wesentlichen thermischen Parameter
des FOREVER-Schmelzesimulats.

Die Temperaturbelastung fuhrt in Kom-
bination mit einem Innendruck zum Be-
halterversagen (Kriechbruch). Dieses
Behalterversagen soll entsprechend
dem sich einstellenden Temperaturprofil
in der Wand im kugelférmigen Teil (also
unterhalb der Schweil3naht zwischen
Kalotte und Zylinder) erfolgen. Zur Auf-
zeichnung der transienten thermischen
und mechanischen GroéRen waren die
Behalter mit Thermoelementen und

Wegaufnehmern instrumentiert (vgl. Bild == - e
Bild 5.11: Behélter des Experiments C2

5-10und Bild 5.11). nach dem Versuch, in dem kein Versagen
Ein wesentlicher Unterschied zwischen erreicht wurde.

dem zeitlichen Ablauf der FOREVER-

Experimente und mdéglichen realen schweren Unféllen ist, dass zuné&chst ein statio-
nares Temperaturfeld angestrebt wurde, um dann durch einen erhdhten Innendruck
den Kriechvorgang einzuleiten. Demgegenuber ist im prototypischen Szenario davon
auszugehen, dass, falls ein Innendruck herrscht, dieser von vornherein besteht, wah-
rend die Temperaturen erst nach Verlagerung des Coriums in die Bodenkalotte an-
steigen und dadurch der Kriech- bzw. Plastifizierungsvorgang eingeleitet wird.

Das FOREVER-Programm bestand aus drei Phasen. Zunachst wurden Experimente
mit einer ungestorten Bodenkalotte durchgefuhrt. Ziel dieser Tests war es, einen
Kriechbruch des Behalters durch hohe Temperatur- und Druckbelastung im Bereich
der Bodenkalotte herbeizufihren. Es zeigte sich, dass dies aufgrund der extremen
Belastung fur die Versuchseinrichtungen und des gleichzeitig begrenzten Budgets
nicht immer gelang. Tabelle 5.3 gibt einen Uberblick uber alle durchgefiihrten
FOREVER-Experimente, wahrend zum Vergleich in Bild 5.12 die im FZR untersuch-
ten Behéaltersegmente abgebildet sind. Die Tests C1 bis EC2 und EC4 gehorten kon-
zeptionell zur ersten Serie.

In der zweiten Phase wurden Durchdringungen aus Inconel im Bereich der Kalotte
angebracht, wie sie den Instrumentierungsstutzen bei franzdsischen Reaktoren ent-
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sprechen. Die Stutzen waren im gleichen Mal3stab skaliert wie der Behélter und wa-
ren auf vergleichbaren polaren Positionen mit Inconel-Schweil3nahten eingebracht.
Es sollte festgestellt werden, ob der Behdlter im Bereich der Stutzeneinbindungen,
die allerdings in Bereichen mit niedrigerer Temperatur liegen, oder im ungestorten
Kalottenbereich des heil3en Fokus versagt. Die Experimente EC3a und EC3b gehor-
ten zu dieser Phase.

Tabelle 5.3: 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/ 15Mo3 an Test des Experimentauf- |-
1999 SchweilRnaht baus, kein BV
C2 06/ 16MND5 |an verstarkter Heizer, Hei- |-
1999 SchweilRnaht zerausfall, kein BV
EC1 03/ 16MND5 |Uber BV in WEZ-OS Schweil3- |rau
2000 SchweiRnaht naht
EC2 11/ 16MNDS5 |unter neue Heizerform, rau
2000 SchweiRnaht BV deutlich unter
Schweil3naht
EC3a |05/ 16MND5 |an/uber Durchfiihrungen, BV in rau
2001 SchweilRnaht WEZ-OS Schweil3naht
EC3b |08/ 16MND5 |unter Durchfiihrungen, rau
2001 Schwei3naht BV deutlich unter
Schweil3naht
EC4 |02/ SA533B1 |unter ungestorte Bodenkalotte, |scharf
2002 SchweilRnaht BV deutlich unter
Schweil3naht + friher als
erwartet
EC5 06/ 16MND5 |an/unter Spaltkihlungsversuche, |-
2002 Schweil3naht kein Spalt beobachtet,
EC6 |12/ |16MND5 |an/unter kein BV :
2002 Schweil3naht

In der dritten Phase sollte die Mdglichkeit einer Spaltkiihlung untersucht werden. Da-
zu wurden Uber einen bestimmten Zeitraum Kriechbedingungen im Behélter erzeugt,
um dann nach einer signifikanten Kriechdehnung den Behalter innen mit Wasser zu
fluten. Sollte sich ein Spalt zwischen Schmelze und Behélterwand ergeben, so kénn-
te das Wasser hier eindringen und die Wand von innen kuhlen. Die Experimente EC5
und EC6 gehorten zu dieser Serie. Zwar konnte hier trotz fortgesetzter Heiz- und
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Bild 5.12: Aufnahme der im FZR untersuchten Bodenkalottensegmente der
FOREVER-Experimente C1 bis EC5.

Druckbelastung kein Behélterversagen erreicht werden, doch die Ursache lag nicht in
einer auftretenden Spaltkiihlung. Weder durch Beobachtungen wahrend des Experi-
ments noch durch die Befunde der Nachuntersuchung am zerlegten Behalter konn-
ten Hinweise auf einen mdglichen Spalt gefunden werden. Hingegen waren die
Warmeverluste an die Wasservorlage Uber der Schmelze bei der bereitgestellten
Heizleistung zu hoch, um die zum Kriechversagen innerhalb eines Uberschaubaren
Zeitrahmens notwendigen Temperaturen im Bereich des hei3en Fokus aufrechterhal-
ten zu kdnnen. Diese Experimente werden in dieser Arbeit nicht zur Validierung be-
nutzt.

Das Experiment C1 wird ebenfalls nicht zur Validierung herangezogen, weil in dem
Experiment kein Behélterversagen angestrebt und auch nicht erreicht wurde. Viel-
mehr sollten der gesamte Aufbau und das Prozedere getestet werden, weshalb so-
wohl der Behdlterzylinder als auch die Kalotte aus dem preiswerteren deutschen
Stahl 15Mo3 gefertigt waren. Hierbei handelt es sich um einen allgemeinen Druckbe-
halterstahl, der relativ zu den hier betrachteten RDB-Stahlen eine geringere Festig-
keit aufweist. Die vorgeschriebene chemische Zusammensetzung ist in Tabelle 5.1
angegeben. Die Kalotten der FOREVER-Behalter wurden im Tiefziehverfahren aus
den in der Tabelle angegebenen RDB-Stahlen gefertigt. Die Kalotten waren jeweils
an einen Zylinder aus 15Mo3 geschweil3t, weil diese Zylinder aus einem Standard-
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rohr gefertigt werden konnten. Hierbei wurde davon ausgegangen, dass das zu un-
tersuchende Behélterverhalten nicht unzuldssig beeinflusst wird, weil der Bereich des
heiRen Fokus unterhalb des Ubergangs Zylinder - Kalotte liegen sollte.

Das Experiment C2 war das erste, fur das erfolgreich Posttest-Rechnungen durchge-
fuhrt wurden /WIL 2001/. In diesem Experiment wurden signifikante Kriechdehnun-
gen erreicht, allerdings trat aufgrund eines Ausfalls des Heizers kein Versagen ein
(vgl. Bild 5.11). Ursache war ein Durchbrennen der Heizwendel im oberen Bereich,
weil die dort freigesetzte Warme durch den absinkenden Schmelzespiegel nicht mehr
an die Schmelze abgegeben werden konnte.

Um ein erneutes Versagen der Heizwendel in den weiteren Experimenten zu verhin-
dern, wurde einerseits eine verbesserte Heizwendel eingefuhrt und andererseits et-
was mehr Schmelze in die Kalotte eingefillt, um die thermische Dehnung und die
damit verbundene Schmelzespiegelabsenkung zu kompensieren. Da die Schmelze
nur extern erzeugt werden kann und die Massenverluste in Tiegel und Einfullschacht
(vgl. Bild 5.10) nicht exakt vorherbestimmt werden kdénnen, kam es in zwei Experi-
menten zu einem unerwinschtem Versagen im Bereich der Warmeeinflusszone der
Schweil3naht, weil die Schmelze zu hoch im Behélter stand. Damit fallen die betref-
fenden Experimente EC1 und EC3a fiur eine Validierung aus, weil einerseits keine
Materialdaten fur die Schwei3naht implementiert wurden und andererseits das unter-
schiedliche Ausdehnungsverhalten der beiden Stahle im zylindrischen und hemi-
spharischen Teil zu weiteren Unsicherheiten im numerischen Modell fuhrt.

Damit verbleiben die in Tabelle 5.3 fett hervorgehobenen Experimente EC2, EC3b
und ECA4 fur die folgende Diskussion der Modellvalidierung. In Bild 5.13 ist zur Ver-
anschaulichung eine Aufnahme des Behalters im Experiment EC2 kurz nach Beginn
des Schmelzeaustritts dargestellt. Die Aufweitung des Behalters (,bulging®) im Ver-
gleich zur urspringlichen Form und der Versagensort deutlich unterhalb der
Schweil3naht sind eindeutig zu erkennen.

Die folgende Diskussion
des Experiments EC2 und
der Vergleich mit den
Rechnungen erfolgt aus-
fuhrlicher als fur die Expe-
rimente EC3b und EC4, auf
deren Besonderheiten zu-
satzlich eingegangen wird.

Versagen und Beginn des Schmelzeaustritts.
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5.4.2 FOREVER-EC2

Der Vergleich zwischen Experiment und Rechnung kann jeweils an thermischen und
mechanischen GroRRen erfolgen. Wie in den vorhergehenden Kapiteln erlautert, sind
diese GroRRen teilweise voneinander abhangig, so dass es schwierig ist, Ursache und
Wirkung immer exakt einander zuzuordnen. Hinzu kommt, dass es sich bei den ge-
messenen GroR3en teilweise um indirekte GrolRen handelt oder prinzipielle Effekte,
wie der in Abschnitt 3.3.5 beschriebene Thermoelementeffekt, zu beachten sind.

5.4.2.1 Analyse der Temperaturen

In Bild 5.14 ist der zeitliche Verlauf der Heizleistung im Experiment EC2 dargestellt.
Bei der folgenden Diskussion ist zu beachten, dass die Heizleistung nicht automati-
siert erfasst, sondern handschriftlich festgehalten wurde. Offensichtlich entspricht die
dargestellte Leistung nicht immer der tatsdchlichen Warmeleistung. Die numerische
Simulation bertcksichtigt hingegen exakt den im Diagramm dargestellten Leistungs-
verlauf.

Aufgrund einer Fehlschaltung in der elektrischen Anlage gelang es im Experiment
nicht, direkt nach dem Einfillen der Schmelze — zu erkennen an den Temperaturspit-
zen der Messwerte nach ca. 500 s — die geplante Heizleistung von 38 kW in die
Schmelze einzukoppeln. Aus der Vielzahl der gemessenen Temperaturen an ver-
schiedenen Positionen werden drei zur Diskussion ausgewahlt. Die betrachteten

1100 L 40
I Heizlgistung (rechte Achse) \\5/\_..-——_._ 1
1000 | ’ — 35
I Temperatur an Pogition 70°: / 1
i Experiment - Rechnung /WW ]
900 | f / { 30
M j /// T | B
- 1 =,
o 800 ———— — Tempet o
= \ Position 90° ] E
. * Experiment 1 2
® 700 ~Rechnung 20 ©
AN I
£ \ ] Z
200 [ el - . N ot ot 15
| \\ ]/ Temperatur an Positjon 0° 1
W 2 {Behaltersiidpol):
\U v\\. Exmetifment ]
200 \ sperifnent 10
Rechnlng ]
a0 L L. . e N A A R . 15
0 3600 7200 10800 14400 18000 21600 25200

Zeitskala im Experiment t [s]

Bild 5.14: Zeitlicher Verlauf der Heizleistung und der gemessenen und mit dem
PESCOTA-Modell berechneten Aul3entemperaturen an den Positionen 0°, 70° und
90° im Experiment EC2.
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Temperaturen wurden an der Behélteraul3enseite an den Positionen 0°, 70° und 90°
gemessen. Die Position 0° entspricht dem Behélterstidpol. Die 90°-Position ent-
spricht dem Ubergang Kalotte - Zylinder bzw. der SchweiRnaht. Die 70°-Position liegt
ca. 70 mm tiefer und weist aufgrund ihrer Lage im Bereich des heiRen Fokus (vgl.
Bild 4.14) die hochsten Temperaturen auf.

Der Einfullvorgang wurde in der Rechnung nicht simuliert. Stattdessen wurde ein sta-
tionares Temperaturfeld fir den Behalter mit eingefillter Schmelze bei der anfangli-
chen Warmeleistung von 25,5 KW bestimmt. Die gemessenen und berechneten
Temperaturen fallen dann zunéchst ab, weil die Leistung von ca. 20 kW nicht aus-
reicht, um das anfangliche Temperaturniveau bei den gegebenen aul3eren Randbe-
dingungen aufrecht zu erhalten. Deutlich zu erkennen ist die dreimalige vollstandige
Abschaltung der Heizung.

Der transiente Temperaturabfall bei abruptem Ausschalten des Heizers und der
Temperaturanstieg durch abruptes Einschalten des Heizers kdénnen durch die nume-
rische Simulation nicht vollstandig wiedergegeben werden. Dies kann daran liegen,
dass das instationare Krustenwachstum aufgrund der Hysterese, die zur Erhaltung
der numerischen Stabilitat fur die Erstarrungstemperatur vorgegeben wurde, nicht
richtig wiedergegeben wird. Ein weiterer Grund liegt in der diskreten Elementdicke
entlang der Behélterwand, welche es nicht erlaubt, ein kontinuierliches Krusten-
wachstum zu simulieren. Au3erdem kann es durch unterschiedliches Dehnungsver-
halten der Kruste und der Behéalterwand im Experiment zu einem zusatzlichen Kon-
taktwarmeubergangswiderstand kommen, der in der Rechnung nicht beriicksichtigt
wird. Ein weiterer Einflussfaktor kann durch einen temperatur- und zeitabhangigen
Emissionskoeffizienten gegeben sein.

In Bezug auf das prototypische Szenario werden diese Unzulénglichkeiten bezuglich
hochtransienter thermischer Vorgange hingenommen, weil dort ein abruptes Aus-
schalten oder Einschalten der Warmequellen nicht auftritt.

Nach ca. 12.000 s konnte schlie3lich eine Warmeleistung von etwa 38 kW bis zum
Versagen des Behdlters erzeugt werden. Ein Effekt, der sowohl im Experiment als
auch in der Rechnung beobachtet werden kann, ist, dass sich die Temperaturmaxi-
ma wahrend der Aufheizphase umso friiher einstellen, je néher die betrachtete Posi-
tion am hei3en Fokus liegt. Ein zweiter Effekt lasst sich wahrend der Hochbeanspru-
chungsphase beobachten: Obwohl die Heizleistung zwischen 14.400 s und 21.600 s
auf nahezu konstant hohem Niveau bleibt, fallen die Temperaturen ab, nachdem sie
ihr jeweiliges Maximum erreicht haben. Eine Ursache ist, dass sich die aul3ere Behal-
teroberflache und die Schmelzeseeoberflache ausdehnen und damit die Warmeuber-
tragungsflache vergrol3ert wird. Gleichzeitig verringert sich die Behalterwanddicke,
wodurch der Warmedurchgangswiderstand verringert wird. Im Experiment kann der
Vorgang noch durch einen Anstieg des Emissionskoeffizienten tGberlagert werden. In
der Rechnung ist die Emissivitat jedoch konstant zu 0,75 angenommen. Fir die Posi-
tion 90° ist die Temperaturabnahme am deutlichsten, hier ist zusétzlich zu beobach-



5 Validierung des numerischen Modells 117

ten, wie sich der Schmelzespiegel und der hei3e Fokus absenken und von der 90°-
Position entfernen.

Die beschriebene Temperaturabnahme ist in der Rechnung zwar schwéacher ausge-
pragt als im Experiment, aber qualitativ besteht eine Ubereinstimmung. Bei einfach
gekoppelter Rechnung, d.h., einer transienten Temperaturfeldbestimmung und nach-
folgender Kriechrechnung ohne Ruckwirkung der Verformungen auf die thermische
Rechnung, kann dieser Effekt nicht berticksichtigt werden.

Die hier gemachten Ausfiihrungen belegen, wie schwierig eine Betrachtung der vie-
len miteinander verbundenen Vorgange ist. Wie gut das berechnete Temperaturfeld
mit der tatsdchlichen Temperaturverteilung Ubereinstimmt, zeigt sich zusatzlich zu
den bisherigen Temperaturvergleichen in der folgenden Diskussion der mechani-
schen Ergebnisse, die wesentlich durch das vorliegende Temperaturfeld beeinflusst
werden und somit eine indirekte Beurteilung der ermittelten Temperaturen ermdgli-
chen.

5.4.2.2 Analyse der mechanischen Gri3en

Der Vergleich der mechanischen Ergebnisse erfolgt an indirekten Grof3en, da in den
Experimenten keine lokalen Dehnungen, sondern globale Verschiebungen gemessen
werden. Fur den Zeitpunkt, zu dem das Experiment endete, kbnnen zuséatzlich noch
die lokale Wanddickenabnahme und metallographische Befunde zur Validierung des
numerischen Modells herangezogen werden.

Bild 5.15 zeigt den zeitlichen Verlauf der Gesamtverschiebung des Behéltersidpols
im Experiment und in zwei Rechnungen. Diese Grol3e eignet sich besonders zur
Analyse des Behélterverhaltens, weil nahezu samtliche Vorgange, die in hoher lie-
genden Bereichen stattfinden, sich direkt oder indirekt auf die Position des nicht in
seiner Verschiebung behinderten Kalottenzentrums auswirken. Zusatzlich zum be-
reits in Bild 5.14 dargestellten Verlauf der Heizleistung ist in Bild 5.15 der vom Mess-
datensystem automatisch erfasste Behaltertiberdruck wiedergegeben. Die dargestell-
ten Rechnungen unterscheiden sich nur in der Emissivitat von 0,7 bzw. 0,75.

Aufgrund der nicht vollstandig verfigbaren Heizleistung wurde im Experiment ver-
sucht, den Kriechvorgang durch einen héheren Druck als den geplanten 25 bar ein-
zuleiten. Dies ist nur ansatzweise im Zeitbereich von 8.500 s gelungen.
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Bild 5.15: Zeitlicher Verlauf von Druck, Heizleistung und gemessener Gesamtver-
schiebung des Behaltersudpols. Vergleich mit 2 Rechnungen mit unterschiedlichen
Emissivitaten von 0,7 und 0,75.
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Bild 5.16: Verschiebungsgeschwindigkeit des Behaltersiidpols im Experiment EC2
und in der Rechnung mit einer Emissivitat von 0,75.
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In den Rechnungen zeigt sich, dass das Zusammenwirken von Materialdatenbasis,
Temperaturfeld und mechanischem Modell fur das betrachtete Szenario so ausgelegt
ist, dass eine gute Ubereinstimmung zu den im Experiment beobachteten Vorgangen
erreicht wird. Ausgehend von einer geringfligig zu grof3 bestimmten thermischen
Ausdehnung des Behélters wird in der Rechnung zwischen ca. 4.500 s und 10.800 s
ein schwacher Kriechvorgang bei Dricken von Uber 30 bar bestimmt. Gleichzeitig
wird im Modell wahrend der ersten Stunde trotz einer Heizleistung von im Mittel
20 kW und Driicken von 24 bis 28 bar keine kriechbedingte Verschiebung registriert,
was sich mit dem Experiment deckt.

Nach 11.700 s wurde im Experiment eine Heizleistung von 35 kW erreicht, die dann
bis nach 12.800 s auf die geplante Leistung von 38 kW erhdht werden konnte. Diese
Leistung wurde nahezu konstant bis zum Behélterversagen aufrechterhalten. Obwohl
zu Beginn der Hochleistungsphase zusétzlich ein hoher Druck von Uber 35 bar
herrschte, erfolgte zunachst nur ein sehr geringer Dehnungszuwachs. Dies ist in Bild
5.16 gut zu erkennen: Dargestellt sind die gemessene und die berechnete Verschie-
bungsgeschwindigkeit des Behéltersidpols. Zum Vergleich sind der Leistungs- und
Druckverlauf ebenfalls dargestellt. In diesem Diagramm ist zur besseren Ubersicht-
lichkeit nur die Rechnung mit einer Emissivitat von 0,75 dargestellt. Diese wurde ge-
wahlt, weil sie das spate Behélterverhalten bis zum Bruch umfasst.

Aufgrund eines Lecks im Argon-Druckhaltesystem schwankte der Druck wahrend der
Hochleistungsphase. Entsprechend o6ffnete und schloss sich das Druckregelventil
fortwahrend. Dieser Vorgang war nicht beabsichtigt, ermoéglicht aber im Nachhinein
eine Analyse, wie sensitiv der Behalter auf Druckschwankungen von 5-10 % des
Nenndrucks reagiert. Die Sensitivitat zeigt sich insbesondere kurz vor dem Behalter-
bruch. Das FE-Modell verhalt sich bezuglich der Verschiebungsgeschwindigkeit na-
hezu identisch zum Experiment. Angesichts der vielen Einflussgréf3en ist das ein U-
berzeugendes Ergebnis.

In den Rechnungen bestehen verschiedene Mdglichkeiten, ein friiheres bzw. ein spéa-
teres Versagen als im Experiment herbeizufuhren. Falls das berechnete Tempe-
raturfeld dem tatsachlichen Temperaturfeld im Experiment entspricht, ist aufgrund
der Auslegung der Kriechdatenbasis in der Rechnung tendenziell ein friheres Ver-
sagen als im Experiment zu erwarten (vgl. Abschnitt 5.1). In dem hier dargestellten
Beispiel fuhrt ein Emissionskoeffizient von 0,7 zu einem deutlich friheren Versagen
(vgl. Bild 5.15), wahrend ein Koeffizient von 0,75 bereits zu einem spéateren
Versagenszeitpunkt fihrt, als er im Experiment beobachtet wurde. Ursache ist, dass
der niedrigere Koeffizient zu geringfligig héheren Temperaturen in der Behalterwand
fuhrt, was eine geringere mechanische Festigkeit zur Folge hat. Die Unterschiede im
mechanischen Verhalten beschleunigen sich tber den zeitlichen Verlauf des Krie-
chens durch den Geometrieeffekt selber. Diese Beobachtung gilt auch, wenn andere
EinflussgroRen wie beispielsweise Wanddicke, Innenradius, Umgebungstemperatur
oder elektrischer Wirkungsgrad der Heizung geringfligig geandert werden.
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Die oben angefiihrten Einflussgrof3en haben zwar einen signifikanten Einfluss auf die
Versagenszeit, aber nahezu keinen Einfluss auf die finale Behaltergeometrie bzw.
den Versagensort. Das verdeutlichen die endgultigen Verschiebungen in Bild 5.15.
Demgegeniber haben die Schmelzespiegelhéhe oder mdgliche Unterstiitzungen der
Bodenkalotte nicht nur einen Einfluss auf die Versagenszeit, sondern auch auf die
Geometrie des Behélters zum Versagenszeitpunkt. Insofern lassen sich zwei Grup-
pen von Einflussparametern unterscheiden: diejenigen, die sowohl die Versagenszeit
als auch den Modus beeinflussen, und diejenigen, die im Wesentlichen nur die Zeit
beeinflussen.

In Bild 5.17 ist die Gesamtverschiebung an der BehalteraulRenseite fir verschiedene
Experimente und Rechnungen wiedergegeben. Fur das Experiment EC2 sind jeweils
die Verschiebungen nach 18.000 s und zum Versagenszeitpunkt nach 24.150 s dar-
gestellt. Gemessen wurde an verschiedenen polaren Positionen jeweils zweier sich
genau gegenuberliegender Meridiane, hier als ,left* und ,right* bezeichnet. Bis zum
Zeitpunkt 18.000 s wird eine nahezu symmetrische Verformung des Behalters beo-
bachtet. Die berechnete Verschiebung, fur die eine ideale Symmetrie vorausgesetzt
wird, weicht im heif3en Fokus (ca. 180 bis 250 mm vom Kalottenzentrum) von der
gemessenen ab. Im Zentrum der Kalotte und im Bereich der Schweil3naht sind die
Verschiebungen hingegen identisch (vgl. a. Bild 5.15, Kurve ,epsext 0.75% 18.000 s).
Geringfligige Abweichungen in der Symmetrie verursachen eine sich verstarkende
Asymmetrie. Dieser Vorgang ist &hnlich dem oben genannten Beschleunigungseffekt
bei unterschiedlichen Einflussfaktoren. Zum Versagenszeitpunkt im EC2-Experiment
hat sich eine deutliche Asymmetrie eingestellt. Die berechnete Behalterverformung
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Bild 5.17: Gemessene und berechnete Verschiebung an der Behalteraul3enseite.
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stimmt nahezu exakt mit der Verschiebung der starker verformten Seite des Experi-
ments Uberein.

Zum Vergleich sind in Bild 5.17 die Verschiebungen der jeweils starker verformten
Seite aus den Experimenten EC3b und EC4 abgebildet. Die entsprechenden
Versagenszeiten in den jeweiligen Tests kénnen der Legende entnommen werden.
Es zeigt sich, dass der Verlauf der Verschiebungen in allen Experimenten mit niedri-
gem Schmelzespiegel (vgl. Tabelle 5.3) qualitativ Gbereinstimmt.

Fur die bisher diskutierten Grof3en liegen zeitabhangige experimentelle Ergebnisse
vor. Nach Beendigung und Zerlegung des Behalters kdnnen weitere Grofien zum
Vergleich herangezogen werden, allerdings kann hier nur der Endzustand des Expe-
riments betrachtet werden. Bild 5.18 zeigt die Wanddickenabnahme der Behélter-
wand entlang eines Meridians ausgehend vom Zentrum der Kalotte Uber die
Schweil3naht bis in den Zylinder. Fur die Experimente wurde die Wanddicke vor dem
Versuch mittels Ultraschall an den im Diagramm durch Symbole bezeichneten Posi-
tionen festgestellt. Nach dem Experiment wurde der Behélter in Segmente zerlegt
(vgl. Bild 5.12) und die Wanddicke an denselben Stellen erneut gemessen. In dem
Diagramm ist ebenfalls die berechnete Wanddickenabnahme aus einer Simulation
abgebildet. Um die thermische Dehnung zurtickzurechnen, wurde nach der Lésung
zum Versagenszeitpunkt ein Lastschritt zur Simulation einer Abkihlung des Behél-
ters auf Raumtemperatur durchgefuihrt. Diese Losung ist hier dargestellt.

Im Zentrum der Bodenkalotte und im Bereich der Schweil3naht stimmen die Ergeb-
nisse tberein. Der absolute Betrag der Wanddickenabnahme im Bereich des heil3en
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Bild 5.18: Gemessene und berechnete Wanddickenabnahme nach Versagen des
Behalters.
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Fokus wird von der Rechnung mit 5,5 mm im Vergleich zu EC2 (5,64 mm) und EC3b
(6,18 mm) sehr gut wiedergeben. Die Position der héchsten Wanddickenabnahme
und damit der Versagensposition wird geringflgig zu tief bestimmt. Im Experiment
EC2 wurde ein horizontaler, sich etwa tber ein Drittel des Behalterumfangs erstrec-
kender Riss ca. 60 mm unterhalb der Schweif3naht festgestellt. In der Rechnung be-
findet sich die Versagensposition etwa 80 mm unter der Schweif3naht (vgl. a. Bild
5.19). Beim prinzipiell ahnlichen Experiment EC3b befand sich der Riss, der ver-
gleichbar zu EC2 ausgestaltet war, ca. 75 mm unter der Schwei3naht. Die Wand-
dickenabnahme im Test EC4 ist deutlich gro3er als bei den anderen Kurven. Dieser
Befund wird spater diskutiert.

5.4.2.3 Analyse der Schadigung

Eine weitere Mdglichkeit des Vergleichs der numerischen Ergebnisse mit den Expe-
rimenten ergibt sich mit den im FZR durchgefluhrten metallographischen Analysen
und mit dem in den Rechnungen bestimmten Schadigungsparameter /WIL 2004/.

Das Bild 5.19 zeigt beispielhaft die Verteilung der Kriechdehnung (links) und der Ma-
terialschadigung (rechts) zum Versagenszeitpunkt in einer Rechnung. Die maximale
Dehnung tritt an der Behélterinnenseite im Bereich des heil3en Fokus auf, wahrend
die maximale Materialschadigung an der AuRenflache zu finden ist. Dies ist auf die
hohe Triaxialitdt des Spannungszustandes in diesem Bereich zurlckzufihren (vgl.
Glgn. (4.18) und (4.19)).
Bei Rechnungen mit [

]
110647

a
050807

Vernachlassigung des o 101813 C 221295
Triaxialitatsfaktors ist die B ;3356 B ii;ggz
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lokale Verteilung der
Materialschadigung (in
Form von Kriechporen)
qualitativ gut mit dem in | -
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modell  korrespondiert 5y 0.45) und der Schadigung (rechts, max. 0.9993) zur
(vgl. Bild 5.20und Bild perechneten Versagenszeit t = 4:05h (38 kW, 25 bar, Ex-
5.21). Das verwendete periment EC2)

anfangliches
Schmelzegebiet

Schmelzegebiet bei
Versagenseintritt

Versagensbeginn




5 Validierung des numerischen Modells 123

Bild 5.21: Metallographische Aufnahme des EC2-
711181 | Behalterstahls auf Hohe der Versagensposition:

%52 | links Innenseite, rechts AuRenseite.
801415
gg}g?g Schadigungsmodell mit Triaxialitatsfaktor bewirkt,

89165 dass das Aufreil3en des Behélters — wie im Expe-

gg};ég riment bestatigt — an dessen AuRenfliche be-

981884 | ginnt.

0CECOCEN

: : 5.4.3 FOREVER-EC3b
Bild 5.20: Berechnete Verteilung

der Schadigung (Detail). Die Befunde im Experiment EC3b sind &hnlich zu

EC2, obwohl in diesem Experiment Durchdrin-
gungen aus Inconel zur Simulation der Instrumentierungsstutzen eingeschweifdt wa-
ren, wie sie in franzésischen Reaktoren angeordnet sind. Aufgrund ihrer tiefen Positi-
on unterhalb des heil3en Fokus haben die Durchdringungen jedoch keinen Einfluss
auf die Versagensform. Im 2D-FE-Modell werden die Durchdringungen nicht bertck-
sichtigt.

Das Experiment EC3b ist das einzige der hier betrachteten Experimente, bei dem wie
geplant zunachst ein anndhernd stationares Temperaturfeld bei einer Heizleistung
von 38 kW erzeugt wurde, um dann einen Innendruck von 25 bar aufzubringen und
den Kriechvorgang einzuleiten (vgl. Bild 5.22).

Wahrend des Kriechvorgangs kam es zweimal zu einer Unterbrechung der Heizung,
weil eine Sicherung ausgetauscht werden musste. Diese Unterbrechungen waren
jedoch kurz und fanden bei einem hohen Gesamttemperaturniveau statt. Dadurch
kam es nicht oder nur minimal zu einer Krustenbildung entlang der gesamten Behal-
terinnenwand, deshalb zeigt die Simulation mit dem Modell fir die Ein- und Auss-
chalttransienten eine bessere Ubereinstimmung als im Falle von EC2.

Im Gegensatz zu den Rechnungen fur EC2 fiuhrt in den Rechnungen fir EC3b ein
Emissionskoeffizient von 0,75 zu einem konservativen Versagenszeitpunkt (vgl.
Rechnung ,PESCOTA _93%). (Die Nummer der Rechnung ,93" weist auf das verwen-
dete Eingabedatenfile hin und ermdglicht somit eine Unterscheidung zwischen den
einzelnen Rechnungen.) Insgesamt ist der Vergleich zwischen Rechnung und Expe-
riment sehr zufriedenstellend.
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Bild 5.22: Zeitlicher Verlauf von Druck, Heizleistung und gemessener Verschie-
bungsgeschwindigkeit des Behalterstidpols im Experiment EC3b und in einer Rech-
nung mit einer Emissivitat von 0,75.

5.4.4 FOREVER-EC4

Der Test EC4 war das einzige Experiment der FOREVER-Reihe, bei dem die Bo-
denkalotte aus dem amerikanischen Stahl SA 533 B1 gefertigt war. Aufgrund des
Experimentaufbaus und des zeitlichen Ablaufs ware zu erwarten gewesen, dass sich
ahnliche Ergebnisse einstellten wie im Test EC2 (vgl. Bild 5.23). Der Behalter ver-
sagte jedoch friher und mit einer auffallig anderen Bruchform im Vergleich zu allen
anderen FOREVER-Tests.

In den Rechnungen wurde die Emissivitat auf Werte von 0,7 bzw. 0,65 gesenkt. Erst
der niedrigere Wert fiihrt zur Ubereinstimmung in der Versagenszeit. Die globale Be-
halterverformung wird wie bisher gut wiedergegeben. Im Diagramm sind zum Ver-
gleich die Verschiebungen am Sidpol (0°) und nahe der Schwei3naht (84°) wieder-
gegeben. Die Position 84° weist geringere Werte auf, weil sie die Verschiebungen
oberhalb des heil3en Fokus wiedergibt. Die Wanddickenabnahme im Bereich des
Risses ist im Experiment grol3er als in der Rechnung (vgl. Bild 5.18).

Neben der Emissivitat kommen auch andere Faktoren fur das beobachtete zeitliche
Verhalten in Betracht. Werden die an der Behalteraul3enwand gemessenen Tempe-
raturen verglichen (s. Bild 4.14 auf S. 85), fallt auf, dass der hei3e Fokus in EC4
raumlich hoher lag als in EC2 und die absoluten Temperaturen gréf3er waren als in
EC3b. Eine Ursache hierfur kénnte die Isolation im Behélter gewesen sein (vgl. Bild
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Bild 5.23: Zeitlicher Verlauf von Druck, Heizleistung und gemessener Gesamtver-
schiebung des Behéltersiidpols im Test EC4. Vergleich mit 2 Rechnungen mit unter-
schiedlichen Emissivitaten von 0,7 und 0,65.

5.10), die in den vorhergehenden Experimenten jeweils wiederverwendet wurde.
Durch den mehrfachen Ein- und Ausbau sowie wahrend der Tests nutzte sich die
Isolation ab, deswegen wurde sie bei EC4 durch eine neue ersetzt, was zu einem
geringeren Warmeverlust an der Schmelzeseeoberflache gefiihrt haben kénnte.

Variationsrechnungen bezlglich der Bruchdehnung haben gezeigt, dass diese zwar
einen signifikanten Einfluss auf die endgultige Wanddicke im Versagensbereich hat,
gleichzeitig aber kaum einen Einfluss auf die Versagenszeit, weil der Dehnungszu-
wachs kurz vor Versagen des Behélters aufgrund der geometrischen Beschleunigung
des Vorgangs sehr grof3 ist.

Fur die Modellvalidierung an Hand der FOREVER-Experimente lasst sich abschlie-
Rend festhalten, dass das gekoppelte Modell prinzipiell in der Lage ist, die Behélter-
deformation exakt zu beschreiben bzw. vorherzusagen. Unsicherheiten beziglich der
Versagenszeit resultieren im Wesentlichen aus den nicht exakt bekannten Material-
parametern.
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5.5 Metallographische Untersuchungen

Im FZR wurden weitergehende metallographische Untersuchungen vorgenommen,
um Hinweise fur das unterschiedliche Verhalten der Stahle in den Experimenten EC2
bzw. EC3b (jeweils 16MND5, vgl. Tabelle 5.3, S. 112) und EC4 (SA 533 B1) zu fin-
den. Diese Untersuchungen dienten nicht direkt einer weiteren Validierung des nu-
merische Modells, geben aber einen Eindruck davon, wie stark die Materialeigen-
schaften von geringen Schwankungen der chemischen Zusammensetzung der Stah-
le abhéngen kdnnen.

In Bild 5.24 und Bild 5.25 sind geéatzte Schliffe der Bruchpositionen von EC3b bzw.
EC4 abgebildet. Unter Beriicksichtigung des unterschiedlichen Mal3stabs fallt auf,
dass sich das Material in EC4 wesentlich duktiler verhalten hat als in EC3b. In belden
Proben ist noch die Zeilenstruktur des Gefliges zu 3
erkennen, die aus dem Herstellungsprozess durch
Walzen herrihrt.

Ausgehend von der Hypothese von Mongabure (vgl.
Abschnitt 2.2.2.3) wurde der Schwefelgehalt als Ur-
sache fur das unterschiedliche Verhalten in Betracht
gezogen. Werden die Angaben in Tabelle 5.1 vergli-
chen, fallen die héheren Werte im Falle von EC2 und
EC3b auf. Allerdings liegen bereits samtliche Schwe-
felgehalte der untersuchten Proben im Vergleich zur
amerikanischen Norm SA 533 auf einem niedrigen
Niveau.

Bild 5.24: Gefugeaufnahme (geatzt) an der Bruchpo- Bild 5.25: Gefugeaufnahme
sition von EC3b; die gesamte verbliebene Wanddicke (geatzt) an der Bruchposition
ist dargestellt; links - Innenseite, rechts - AuRenseite. von EC4; links - Innenseite.
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Vessel Wall Inside Vessel Wall Inside
Vessel Wall Outside _ 2 mm Vessel Wall Outside 2 mm
Bild 5.26: Baumann-Replika EC3b. Bild 5.27: Baumann-Replika EC4.

In Bild 5.26 und Bild 5.27 sind Baumann-Replika der Wandquerschnitte der Experi-
mente EC3b und EC4 dargestellt. Hierzu wird mit Hilfe von Photopapier, das mit ei-
ner 5%igen schwefligen Séure getréankt ist, ein Abdruck hergestellt, der Schwefelseg-
regationen im Metallgeflige sichtbar macht. Im Falle von EC3b sind diese Segregati-
onen deutlich als braune Flecken zu erkennen. Dagegen zeigt das Bild fur EC4 kaum
Schwefelausscheidungen an. Die Ergebnisse der Untersuchungen an den
FOREVER-Behéltern bestatigen damit die Hypothese von Mongabure, dass der
Schwefelgehalt insbesondere bei Temperaturen oberhalb des Austenitisie-
rungspunkts die Duktilitat des Materials entscheidend beeinflusst.
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6 Betrachtung eines prototypischen Szenarios

Trotz der umfangreichen Arbeiten zur Validierung der thermischen und mechani-
schen Modelle und der gekoppelten Simulation sind die Modellierung, die Rech-
nungsdurchfiihrung und die Ergebnisanalyse fur ein prototypisches Modell mit gro-
Ren Unsicherheiten behaftet. Diese rihren zum einen aus den Besonderheiten des
experimentellen Aufbaus, die so im prototypischen Szenario nicht vorkommen. Aus-
gehend von den FOREVER-Experimenten zéhlen dazu die Uber der Schmelze ange-
brachte Isolation und die inhomogene Warmefreisetzung in der Schmelze. Im Rah-
men einer Sensitivitdtsanalyse wird die Auswirkung dieser skalierungsunabh&ngigen
Unzulanglichkeiten der FOREVER-Experimente in Abschnitt 6.1 diskutiert.

Zum anderen tritt, wie bereits im Rahmen der Skalierungsbetrachtung (vgl. Abschnitt
3.7) deutlich gemacht wurde, als wesentlicher Unterschied zwischen den FOREVER-
Experimenten und dem prototypischen Szenario ein teilweises Abschmelzen der
RDB-Wand auf. In Abschnitt 6.2 wird beschrieben, wie dieser Vorgang modelliert
wird. Allerdings ist eine Validierung nicht mdglich. In Abschnitt 6.3 folgen die Ausfih-
rungen zur Simulation des prototypischen Szenarios.

6.1 Sensitivitatsanalyse fur das FOREVER-Szenario

Bei einer direkten Umstellung des Simulationsmodells vom FOREVER-Szenario auf
ein prototypisches KONVOI-Szenario mit vollstdndig abgeschmolzenem Kern und
ohne Wiederbespeisung des RDB mit Kuhlwasser andern sich viele Eingangsgrof3en
gleichzeitig. Deswegen wurde das FOREVER-Modell schrittweise an ein prototypi-
sches Modell angenahert. Hinzu kommt, dass bei einer evolutiondren Modellentwick-
lung vom validierten FOREVER-Modell zum prototypischen Modell die neu zu imp-
lementierenden Einzelmodelle bzw. zu berlcksichtigenden Randbedingungen sepa-
rat auf ihre Zuverlassigkeit und Plausibilitat untersucht werden kénnen.

In einer Sensitivitdtsanalyse sollen daher Informationen tber die Auswirkung einzel-
ner wesentlicher Modellanderungen gewonnen werden. Dazu wird zunachst ein
FOREVER-Referenzszenario definiert und simuliert. Im Vergleich dazu wird als erste
wesentliche Modellanderung untersucht, wie sich ein FOREVER-Behalter ohne Ein-
bauten wie Isolation und Heizungsvorrichtung verhalten héatte. Eine weitere Anderung
betrifft die Modellierung der Warmefreisetzung.

6.1.1 Referenzrechnung

Fur die Referenzrechnung werden die Randbedingungen zugrundegelegt, die fur die
FOREVER-Experimente vorgesehen waren: Eine konstante Warmefreisetzung von
38 kW im Schmelzesee und nach Erreichen eines stationdren Temperaturfelds ein
Differenzdruck von 25 bar. In Tabelle 6.1 sind weitere Eingangsgroéf3en der Referenz-
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rechnung zusammengefasst, deren Bedeutung teilweise in den folgenden Abschnit-
ten diskutiert wird. Die hier aufgefihrten Werte entsprechen den Werten der Skalie-
rungsdiskussion in Kapitel 3. Weitere Abmessungen und Einflussfaktoren kdnnen
Tabelle 3.1 entnommen werden.

Tabelle 6.1: Eingangsgrof3en flur die Referenzrechnung.

EingangsgrofRe Symbol / Einheit |Wert
Heizleistung Q [kw] 38
AulRenradius der Warmefreisetzungszone rwrz [M] 0,135
Behalteriberdruck pi [bar] 25
Schmelzevolumen V [m] 0,014
Emissionskoeffizient innen und aufRen el-] 0,75
globale Zeitschrittgrof3e zu Beginn Aty [S] 300

Die Ergebnisse der Referenzrechnung sind in Tabelle 6.2 (S. 132) zusammen mit
den Ergebnissen der weiteren Sensitivitatsrechnungen wiedergegeben. Die hdchste
Temperatur in der Behalterwand Ty maxo betragt zu Beginn der Rechnung ohne Be-
ricksichtigung der thermischen Ausdehnung des Behélters 1.357 K. Nach der ersten
Kopplung ergibt sich ein stationdres Temperaturfeld, dessen maximale Behalter-
wandtemperatur sich auf 1.320 K belauft. Das bedeutet, dass sich aufgrund der Ge-
ometriednderung, deren wesentliche Effekte in der VergroR3erung der Schmelzesee-
oberflache, der VergroRerung des Warmestrahlungshohlraums und der Behélterau-
Renoberflache bestehen, eine absolute Temperaturabsenkung bezogen auf die
hdchste Temperatur in der Behalterwand von 37 K ergibt.

Im weiteren Verlauf der Rechnung sinkt diese Maximaltemperatur weiter ab, bis sie
zum Versagenszeitpunkt i nach 21.150 s einen Wert Ty max il VON 1.289 K erreicht.
Die weitere Temperaturabsenkung wird zuséatzlich zu den schon genannten Geomet-
rieeffekten, die sich weiter verstarken, durch die Wanddickenabnahme und die damit
verbundene Reduzierung des thermischen Widerstands der Wand verursacht.

Die maximale externe Wandtemperatur Ty exmaxo liegt etwa auf gleicher Hohe wie
die maximale interne Temperatur. Die Differenz zwischen beiden Temperaturen kor-
respondiert indirekt zum maximalen externen Warmestrom. Der in Tabelle 6.2 ange-
gebene Warmestrom qwmaxo Wurde jedoch entsprechend der externen Temperatur,
der Umgebungstemperatur, des Warmeubergangskoeffizienten und der Emissivitat
bestimmt.

Die Temperatur im Zentrum der Schmelzeseeoberflache Tys center0 gibt eine Orientie-
rung Uber die Bedingungen fir den Strahlungswarmetransport innerhalb des Behal-
ters. Allerdings ist die Temperatur kein zuverlassiger Indikator fur den Gesamtwar-
mestrom von der Schmelzeseeoberflache. In der Referenzrechnung fallt die Tempe-
ratur von 1.608 K auf 1.536 K, wéhrend der Warmestrom von 9,26 kW auf 11,93 kW
ansteigt. Diese gegenlaufige Entwicklung kann mit der Vergrél3erung der Schmelze-



130 6 Betrachtung eines prototypischen Szenarios

seeoberflache und der VergroRerung des Strahlungswarmehohlraums, verursacht
durch Behalterausdehnung und Schmelzespiegelabsenkung, erklart werden.

6.1.2 Einfache Kopplung

Bei der einfachen Kopplung wird der Effekt der Temperaturabsenkung aufgrund der
Behalterverformung nicht bertcksichtigt, weil mit dem zu Beginn ermittelten Tempe-
raturfeld bis zum Versagenszeitpunkt gerechnet wird. Die maximale Behalterwand-
temperatur betrdgt somit durchgehend 1.357 K. Es ergibt sich eine Versagenszeit
von 8.550 s, das ist deutlich weniger als die halbe Versagenszeit der Referenzrech-
nung. Zusatzlich zum reinen Temperaturunterschied wird diese Beschleunigung der
Versagenszeit auch durch die Lage des Temperaturfelds verursacht. In der gekop-
pelten Rechnung sinkt der hei3e Fokus zu tieferen polaren Positionen der Bodenka-
lotte, was zu gunstigeren Spannungszustanden fuhrt (vgl. Kesselformeln).

Im Vergleich lasst sich festhalten, dass die einfache Kopplung zu sehr frihen
Versagenszeiten fuhrt. Die berechnete Versagensposition wird bei gleichem Aus-
gangsschmelzespiegel wahrscheinlich hdher liegen als die tatsachliche.

6.1.3 Behalter ohne Einbauten

Da flr 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 (vgl. Bild 3.1). Diese Konstella-
tion ist in den FOREVER-Experimenten nicht gegeben. Dort befand sich eine Isolati-
on Uber der Schmelze, zum einen, um die Einbauten zu schitzen, und zum anderen,
um die notwendige 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 6.2 wiedergegebenen Werte fur die maximale Behalterwandtemperatur:
1.279 K und 1.211 K fur den Beginn der Rechnung vor bzw. nach der thermischen
Ausdehnung. Die Versagenszeit wird gegenuber der Referenzrechnung aufgrund
dieser niedrigen Temperaturen auf 87.000 s mehr als vervierfacht. Die weitere Tem-
peraturabnahme auf 1.207 K bis zum Versagen ist allerdings vergleichsweise gering,
was mit der geringen relativen Volumenzunahme des bereits zu Beginn sehr grol3en
Strahlungswarmehohlraums zu erklaren ist. Der Effekt des grof3en Hohlraums auf
den Warmestrom von der Schmelzeseeoberflache ist deutlich zu erkennen: Unter
Berucksichtigung der Anfangsausdehnung steigt der Warmestrom von 11,93 kW auf
17,2 kW. In Relation zur insgesamt in der Schmelze freigesetzten Warmeleistung von
38 kW bedeutet dies, dass der Anteil des uber der horizontale Schmelzeoberflache
abgefuhrten Warmestroms von 31,4 % auf 45,3 % steigt.
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6.1.4 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 rdumliche Gebiet, in dem sich
die Heizstabe befanden, entsprach einer Halbkugel, allerdings mit kleinerem Radius
als dem Innenradius der Bodenkalotte, um einen Kurzschluss zur Behalterwand zu
vermeiden. Im Modell fir die FOREVER-Versuche wurden nicht die diskreten Heiz-
stabe simuliert, sondern eine homogene Warmequellenverteilung innerhalb des
Radius der ,Warmefreisetzungszone” gerechnet. Die so - insbesondere in der Behél-
terwand - bestimmten Temperaturverteilungen stimmen gut mit den experimentell
gemessenen Uberein, wenn der prinzipielle Messfehler durch die Positionierung der
Thermoelemente bertcksichtigt wird (vgl. Abschnitt 3.3.5).

Im prototypischen Fall wird die Warmefreisetzung bei einer anndhernd homogen ver-
mischten Schmelze ebenfalls als homogen verteilt angenommen. Wird eine gleich-
mafig verteilte Warmefreisetzung fur FOREVER simuliert, resultiert daraus eine ge-
ringere Warmequelldichte als bisher. Insbesondere die Warmefreisetzung am Stdpol
der Kalotte fuhrt hier zu groReren Warmestrémen durch die relativ kalte Behalter-
wand. Wie zu erwarten ist, sinken damit die maximalen Behalterwandtemperaturen.
Die in Tabelle 6.2 wiedergegebenen Werte von 1.349 K bzw. 1.309 K zu Beginn der
Rechnung liegen geringfugig unter den Werten der Referenzrechnung. Der weitere
Temperaturabfall wahrend der gekoppelten Rechnung ist etwas gréf3er als in der Re-
ferenzrechnung, weil sich der Effekt des erhohten Warmedurchgangs durch die unte-
ren Kalottenbereiche verstarkt, je tiefer der Schmelzespiegel sinkt. Die Versagenszeit
verlangert sich durch diese niedrigeren Temperaturen um etwa 20 %.

6.1.5 Kombination von Warmefreisetzung in gesamter Schmelze
und fehlenden Einbauten

Die Kombination aus den bereits diskutierten Modellanderungen bezlglich des War-
mefreisetzungsgebiets einerseits und der fehlenden Einbauten andererseits lasst
einen weiteren Temperaturabfall und damit eine noch langere Versagenszeit erwar-
ten. Die berechneten Temperaturen liegen bei 1.274 K und 1.199 K zu Beginn der
Analyse, sinken dann nur noch geringfugig auf 1.195 K. Die Oberflachentemperatur
im Zentrum des Schmelzesees liegt etwas unter der Temperatur in der Rechnung
ohne Einbauten aber begrenzter Warmefreisetzungszone. Die maximale Wandtem-
peratur sinkt bis zum Versagen nur noch geringfiigig auf 1.195 K. Die Versagenszeit
liegt bei tiber 100.000 s.
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6.1.6 Zusammenfassung der Sensitivitatsanalyse

Tabelle 6.2 fasst die Ergebnisse der Rechnungen mit den verschiedenen Modellan-
derungen zusammen. Es lasst sich festhalten, dass insbesondere der Effekt eines
grof3en Hohlraums Uber der Schmelze zu einer deutlichen Veranderung der Warme-
strome und zu einer Temperaturabsenkung fuhrt und infolgedessen zu wesentlich
spateren Zeitpunkten ein Behéalterversagen eintritt.

Grundsatzlich wird noch einmal deutlich, dass Temperaturschwankungen im hei3en
Fokusbereich von wenigen Prozent zu sehr grof3en Versagenszeitdnderungen fuhren
konnen.

Tabelle 6.2 : Zusammenfassung der Rechnungen zur Sensitivitatsanalyse. In den
entsprechenden Feldern steht oben jeweils der Wert ohne Berlcksichtigung der Be-
halterausdehnung und unten jeweils der Wert nach deren Beriicksichtigung.

Rechnung: Referenz- | kleinere | einfache ohne |[homogene |ohne Einb.,
rechnung | Zeitschritt- | Kopplung | Einbau- | Warme- mit hom.
Grole: weite ten guellen WqQ.
Tw,max,0 1.357 1.357 1.357 1.279 1.349 1.274
K] 1.320 1.320 - 1.211 1.309 1.199
Tw,ext,max,0 1.282 1.282 1.282 1.215 1.276 1.211
K] 1.250 1.250 - 1.155 1.249 1.145
Qw,max,0 124,2 124,2 124,2 101,1 121,7 99,9
[KW/mZ] 112,6 112,6 - 85,5 112,3 80,8
Twms center,0 1.608 1.608 1.608 1.485 1.583 1.465
K] 1.536 1.536 - 1.392 1.518 1.370
Quis 9,26 9,26 9,26 13,58 8,80 12,96
[kW] 11,93 11,93 - 17,20 11,32 16,34
Tw,maxail / [K] 1.289 1.289 1.357 1.207 1.272 1.195
trail / [S] 21.150 20.900 8.550 87.000 25.100 104.000
6.2 Modellierung der Behalterwandablation
Ein wesentlicher Unterschied des prototypischen Szenarios zur FOREVER-

Anordnung ist das hohere Temperaturniveau. Dies erfordert die zusatzliche Modellie-
rung des Aufschmelzens der Stahlwand, der sogenannten Ablation.

Die Ablation wird im thermischen und im mechanischen Submodell (vgl. Abschnitt
4.4) getrennt beriicksichtigt. In beiden Submodellen werden vor der Lésung des ak-
tuellen Zeitschritts alle Elemente identifiziert, die mindestens einen Knoten mit einer
Temperatur oberhalb der Solidustemperatur besitzen. Diesen Elementen werden in
der thermischen Rechnung die Materialeigenschaften der an sie angrenzenden
Schmelzezone (vgl. Abschnitt 4.2.2) zugeordnet.

Im mechanischen Submodell wird diesen Elementen ein fiktives Material zugeordnet,
das einen im Vergleich zum RDB-Stahl um mehrere GréfRenordnungen reduzierten
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Elastizitatsmodul besitzt. So wird strucT1

gewahrleistet, dass die mechani- | SLEVENS
schen Eigenschaften des Ge-
samtmodells der nicht aufge-
schmolzenen Wand entspre-
chen, wahrend gleichzeitig die
Netzverformung auch fur das
aufgeschmolzene Gebiet mitbe-

rechnet wird.

Bild 6.1 zeigt den Bereich der
Bodenkalotte des mechanischen
Modells. Die aufgeschmolzenen
Elemente sind hell dargestellt. Im
Bereich des heiRen Fokus be-
tragt die Wanddickenabnahme
etwa die Halfte der urspringli-
chen Wanddicke. Erstarrungs-
vorgdnge zu spateren Zeiten
werden nicht berlcksichtigt, un-
ter anderem, weil die Materialei-
genschaften der wiedererstarrten
Bereiche nicht bekannt sind.

Bild 6.1: Ausschnitt des mechanischen Modells
mit Beriicksichtigung der Ablation. Hell dargestell-
te Elemente gelten als abgeschmolzen.

6.3 Das prototypische Szenario

Fur das prototypische Szenario wird ein Druckwasserreaktor vom Typ KONVOI mit
maoglichst hohem Abbrand betrachtet. Die Abmessungen und weitere Eingangsgro-
Ren werden in Kapitel 3 behandelt.

Der RDB von KONVOI-Anlagen ist aus dem Werkstoff 22 NiMoCr 3 7 gefertigt. Fur
diesen Werkstoff wird in einem Vorhaben der Reaktorsicherheitsforschung (Projekt-
Nr. 1501257) bei der MPA Stuttgart zur Zeit eine Kriechdatenbank entwickelt. Diese
Daten konnten im Rahmen der vorliegenden Arbeit noch nicht angewendet werden.
Allgemein weist der Werkstoff 22 NiMoCr 3 7 jedoch eine hdhere Zeitstandfestigkeit
auf als die Werkstoffe 20 MnMoNi 5 5 /OBS 1989/ bzw. 16MND5. Daher wird in die-
ser Arbeit die Kriechdatenbank der letztgenannten Stahle verwendet.

Fir die weiteren Betrachtungen kann das prototypische Szenario in vier Falle unter-
gliedert werden:

e trockenes Niederdruckszenario,
e trockenes Hochdruckszenario,

¢ Niederdruckszenario mit Aul3enflutung,
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e Hochdruckszenario mit Aul3enflutung.

Wie bereits die einfache Abschéatzung in Abschnitt 3.3.4 gezeigt hat, wird die RDB-
Wand in den trockenen Szenarien unter den angenommenen Randbedingungen in
jedem Fall thermisch versagen. Fir das trockene Niederdruckszenario wurde eine
PESCOTA-Analyse durchgefiihrt. Das Ergebnis stimmt mit der Abschatzung tberein:
Die Behélterwand wird allein aufgrund der thermischen Belastung versagen und zwar
deutlich bevor ein Gleichgewicht zwischen der von innen zugefiihrten und nach
aullen abgegebenen Warmeleistung eintritt, d.h., bevor sich ein stationares
Temperaturfeld in der Wand einstellen kann. Allerdings lassen sich mit dem
vorhandenen Modell keine Aussagen zum Versagenszeitpunkt treffen, da das Modell
nicht far thermisch hochtransiente Vorgange geeignet ist. Insbesondere bei
Transienten mit schnell steigenden Temperaturen wird der Temperaturanstieg im
Modell verzdgert wiedergegeben (vgl. Diskussion des FOREVER-EC2-Experiments
in Abschnitt 5.4.2.1). Prinzipiell wird eine quasi-stationare Losung flr den Beginn der
mechanischen Simulation gesucht, die in diesem Fall jedoch nicht existiert.

Aus friheren Analysen ist bekannt, dass das Temperaturniveau im Schmelzesee
Werte bis zu 3.000 K erreichen kann (vgl. /PAR 1992/). Dieses Temperaturniveau
wurde mit den berechneten Maximalwerten von 2.650 K nicht erreicht. Ursache daftr
ist zum einen, dass die stationdre Losung noch nicht erreicht wurde. Andere Ursa-
chen liegen moglicherweise in den relativ hoch angesetzten Emissionskoeffizienten
und im verwendeten ECCM-Konzept, das insbesondere nicht dazu geeignet ist, hori-
zontale Temperaturunterschiede im Schmelzesee wiederzugeben.

Angesichts der Ergebnisse fur das trockene Niederdruckszenario ertbrigt sich eine
Analyse des trockenen Hochdruckszenarios.

Fur die Szenarien mit AulR3enflutung wurde an der AulR3enseite des Behélters ein
Warmestrom in Abhangigkeit von der Temperaturdifferenz zwischen Wand und sie-
dendem Wasser vorgegeben. Der Zusammenhang entspricht der in Bild 2.7 darge-
stellten Nukijama-Kurve. In keinem Flutungsszenario wurde der kritische Warme-
strom (vgl. Abschnitt 2.2.3) erreicht, d.h., die Behalteraul3enwandtemperaturen liegen
trotz grol3er lokaler Unterschiede des Warmestroms in einem kleinen Temperaturbe-
reich von 373 K bis 398 K (vgl. Bild 2.7, Seite 27).

Im Unterschied zu den FOREVER-Simulationen, bei denen eine konstante Heizleis-
tung angestrebt war, ist fir das prototypische Szenario eine Beriicksichtigung der
abnehmenden Nachzerfallswarme notwendig. Gerade aus der Tatsache, dass die
Zerfallswarmeleistung abnimmt, ergibt sich die Mdoglichkeit fir eine erfolgreiche
Kernschmelzertckhaltung in der Bodenkalotte. Fir die hier diskutierten Analysen
wurde eine Zeitabhangigkeit wie in Bild 3.4 auf Seite 39 dargestellt zugrundegelegt
/GRU 2003/, /KUC 1993/.
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6.3.1 Niederdruckszenario mit
AulRenflutung

Fur das Nieder- bzw. Mitteldruckszenario
werden jeweils konstante Differenzdrticke ANSYS 8.1
Uber der RDB-Wand zwischen 0 und ELEMENTS
25 bar angenommen. Der hydrostatische MAT NUM
Druck, den die Wasservorlage an der
Aul3enseite auf den Behalter ausubt, wird
vernachlassigt.

Bild 6.2 zeigt eine Darstellung des Mo-
dells der thermischen Analyse. Der sich

einstellende Warmestrom an der Behal- | HEATFLUX [m.”mz]

terauBenseite zu Beginn der Simulation -451440

ist ebenfalls dargestellt. Die lokalen - -401293
Warmeflusse werden iterativ fir den je- - -351146
weiligen Lastschritt bestimmt. Deutlich |:| 300999
sichtbar sind die groRen Warmefliisse im |:| -
Bereich des heil3en Fokus. Sie erreichen -250852
Maximalwerte von 451 kW/m®. Im Zent- L] -200705
rum der Bodenkalotte und in den hochge- |:| -150557
legenen Bereichen des Behdlters stellen |:| 100410
sich Warmestrome von weniger als |:| B
50 kW/m? ein. ] - 50263
- 115

In Bild 6.3 ist das sich einstellende Tem-
peraturfeld im gesamten thermischen
Modell wiedergegeben. Die berechneten
Temperaturfelder sind zunéchst unab-
hangig vom aufgepragten Druckniveau.
Der bereits bekannte Einfluss des Emis-
sionskoeffizienten bleibt bei den hohen
Temperaturen bestehen, wobei sein Wert
tendenziell steigt. Fur die hier diskutierten
Analysen wurde ein Koeffizient von 0,8
angenommen.

Bild 6.2: Materialzonen und sich einstel-
lender Warmestrom (aus dem System
abgefuhrte Warmestrome sind negativ)
fur das prototypische Szenario mit Au-
Renflutung.
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In den mechanischen Rechnungen hat sich
ergeben, dass die verbleibende Restwand-
dicke ausreicht, um die mechanischen Las-
ten eines Differenzdrucks von 25 bar dauer-
haft aufzunehmen. Deswegen wird im Fol-
genden das 25-bar-Szenario als oberer
Grenzfall der Nieder- und Mitteldruckszena-
rien diskutiert.

Bild 6.4 zeigt den verbleibenden Wandquer-
schnitt im mechanischen Modell. Aus der
thermischen Rechnung ist bekannt, welche
Elemente als abgeschmolzen bzw. mecha-
nisch nicht relevant zu behandeln sind. Der
scharfe Einschnitt auf Hohe der Schmelze-
seeoberflache ist deutlich zu erkennen. In
dem Bild ist zusatzlich die Temperaturvertei-
lung in der Wand dargestellt. Die Zeitskala in
der folgenden Diskussion beginnt mit der
vollstandigen Ausbildung des Kernschmel-
zesees und bereits erfolgter Ablation der
Wand.

BUOREOEN

ELEMENTS
TEMPERATURES
TMIN=381.42
TMAX=1620

381.42

519.02

656.621
794.222
931.823
1069
1207
1345
1482
1620

I000EEONN

Bild 6.3: Temperaturfeld des gesam- Bild 6.4: Elementplot des mechanischen
ten Modells vor Beginn der mechani- Modells mit Temperaturfeld [K] zu Beginn der
schen Simulation. mechanischen Simulation.
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Bild 6.5: Gesamtverschiebungen [m] nach Bild 6.6: Schadigung [-] nach 600 s.
600 s.

Nach der ersten transienten Kopplung stellt sich eine maximale Verschiebung von
etwa 27 mm ein (vgl. Bild 6.5). Die Vergleichsspannungen erreichen Maximalwerte
von 465 MPa an der BehélterauRenseite im oberen Bereich des heilen Fokus. Auch
bei den hier vorherrschenden Temperaturen von weniger als 600 K bedeutet dies
eine deutliche Uberschreitung der Streckgrenze (vgl. Bild 4.5). Dies fiihrt zu plasti-
schen Dehnungen und zur Schadigung des Werkstoffs. In Bild 6.6 ist der Schadi-
gungszustand im Bereich der Bodenkalotte dargestellt. Die héchste Schadigung von
8,3 % tritt im oberen Bereich des heif3en Fokus an der Wandinnenseite auf und wird
durch Kriechen und Plastifizierung hervorgerufen.

Aus der Spannungsverteilung und der Schadigungsverteilung lasst sich jedoch nicht
entnehmen, wie hoch die tatsachliche Belastung lokal ist, gemessen an der lokalen
Tragfahigkeit der RDB-Wand. D.h., Spannungs- und Schadigungsverteilung sind zu-
nachst nur bedingt Indikatoren fur ein mogliches lokales Versagen, weil die Informa-
tion Uber die temperaturbedingte Belastbarkeit nicht gegeben ist. Da bei der Analyse
der FOREVER-Experimente jeweils vom Endzustand ,Versagen“ ausgegangen wer-
den konnte, reichte es aus, allein den Schadigungsgrad D zum Versagenszeitpunkt
zu betrachten. Der Schadigungsgrad erlaubt jedoch keine direkte Aussage zur mo-
mentan lokal vorliegenden Festigkeit im Werkstuck bzw. Bauteil. Es ist moglich, dass
ein hochgeschadigter Bereich eine hohere Festigkeit aufweist als ein gering gescha-
digter Bereich (vgl. ,Verfestigung* Abschnitte 2.2.2.1 und 4.1.4.1). Fir das prototypi-
sche Szenario werden jedoch auch Lésungen ohne Versagen bestimmt. Die hierbei
auftretenden Schadigungen lassen nur bedingt Aussagen uber ein verbleibendes
Festigkeitspotenzial zu.

Deswegen wurde der sogenannte ,Belastungsintensitatsquotient® (LIQ, Last-
Intensitats-Quotient) definiert. Dieser Quotient spiegelt das Verhéltnis von lokaler
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Spannung und der zur lokalen Temperatur korrespondierenden Zugfestigkeit wieder.
Er kann auch als Kehrwert des im Konstruktionswesen verwendeten Sicherheitsfak-
tors betrachtet werden. LIQ-Werte nahe 1 bedeuten, dass das Material an seine
Versagensgrenze stof3t. Dies ist ein Indikator fir instantanes Versagen. Allerdings
kann durch Spannungsumlagerungen in Bereiche mit noch verfligbarer Beanspru-
chungsreserve der Zustand stabilisiert werden. Sind keine weiteren Bereiche mit Be-
anspruchungsreserven vorhanden, so ist ein instantanes Versagen sehr wahrschein-
lich.

Der LIQ stellt im Gegensatz zum Schadigungsparameter keine absolute Information
fur ein Versagen dar, unter anderem, weil LIQ-Werte von 1 in der Rechnung nicht
erreicht werden kdnnen. Aber insbesondere im Vergleich zwischen verschiedenen
Belastungen bzw. Szenarien liefert der LIQ Anhaltswerte fir eine hohere oder gerin-
gere Versagenswahrscheinlichkeit. Wahrend der Schadigungsparameter im Wesent-
lichen auf der bereits erreichten Dehnung beruht, ist der LIQ bezogen auf die aktuelle
Spannung und Temperatur. Daher kann der LIQ insbesondere im Zusammenhang
mit den hier vorherrschenden Spannungs-Dehnungs-Verlaufen (vgl. Bild 4.6) eine
vorauseilende Information liefern.

Bild 6.7 zeigt die Verteilung des Belastungsintensitatsquotienten nach 600 s in der
KONVOI-Simulation mit 25 bar. Der Maximalwert liegt bei 0,82 auf der Behalterin-
nenseite nahe dem Kalottenzentrum. Gleichzeitig steht jedoch der gesamte restliche
Wandquerschnitt noch fiur eine erhebliche Belastungserhéhung zur Verfigung. Im
Bereich des heif3en Fokus liegen Quotienten von bis zu 0,6 vor, so dass ein promp-
tes Versagen des Behalters unter diesen Umstanden ausgeschlossen werden kann.
Zum Vergleich: In den Rechnungen zu den FOREVER-Experimenten lagen die ma-
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Bild 6.9: Kriechvergleichsdehnung [-] Bild 6.10: Schéadigung [-] nach 25 h.
nach 25 h.

ximalen LIQ-Werte selbst zum Versagenszeitpunkt bei 0,6, was gleichzeitig bestatigt,
dass es sich in den FOREVER-Tests um einen Kriechbruch handelt.

In Bild 6.8 sind die Kriechvergleichsdehnungen nach 600 s dargestellt. Aufgrund der
Temperaturverteilung findet Kriechen nur im Bereich der Behalterinnenseite statt. Auf
der Aulienseite liegen die Temperaturen unterhalb der kritischen Temperatur flr
Kriechen. Der auf der Innenseite ablaufende Kriechvorgang ist ein Relaxationsvor-
gang: Sobald die Spannungen aus dem Bereich mit hohen Temperaturen umgelagert
sind in die kuhleren AuRenwandbereiche mit hoher Festigkeit, findet kein weiterer
nennenswerter Kriechvorgang statt. Bild 6.9 zeigt zum Vergleich die Kriechdehnun-
gen 25 Stunden nach Beginn der Belastung der Bodenkalotte durch die Kernschmel-
ze. Zusammen mit der Analyse der in Bild 6.10 dargestellten Schadigungsverteilung
nach 25 Stunden lasst sich festhalten, dass fur das KONVOI-Szenario mit Auf3enflu-
tung und einem konstanten Differenzdruck von 25 bar eine erfolgreiche Schmelze-
rickhaltung in der Bodenkalotte moglich ist. Die Maximaltemperatur in den mecha-
nisch relevanten Behalterwandbereichen ist nach 25 Stunden von anfanglich 1620 K
auf 1100 K abgesunken. Erstarrungsvorgange auf der Innenseite der Behalterwand
werden fur die mechanische Festigkeit nicht bertcksichtigt.

6.3.2 Hochdruckszenario mit Auf3enflutung

Fir das Hochdruckszenario wird unterstellt, dass keine Druckabsenkung erfolgt und
im RDB ein Druck von 163 bar vorliegt. Dieser Druck wird konservativ als Differenz-
druck aufgebracht. Ebenso wie im Niederdruckszenario wird auch der hydrostatische
Druck der Wasservorlage auf der Aul3enseite des Behalters vernachlassigt.
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Das Hochdruckszenario stellt fur das |, |
numerische Modell einen Grenzfall dar; NODAL SOLUTION |
deswegen sind die auf der Grundlage | sus=es |
der erhaltenen Ergebnisse getroffenen [V %7 "=
g g 155.739 .163E+08
Aussagen vorsichtig zu bewerten. Auf- | & ek Teae-0p
epr J190E+09
grund der hohen Plastifizierung und 264E403
der damit einhergehenden numerisch SyE0S
. . .508E+09
unglnstigen  Spannungs-Dehnungs- STIE+09
Beziehung (vgl. Bild 4.6 auf Seite 66,
insbesondere den Spannungs-Deh-
nungs-Verlauf zwischen den Stitz-
punkten des ANSYS-Materialmodells
in der Hochspannungslage) war es
schwierig, in den einzelnen Lastschrit-
ten Konvergenz zu erreichen.
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Selbst.bei einem Druck von 163 bar Bild 6.11: Vergleichsspannungen und
wurde in den gekoppelten Rechnungen pyyckbelastung im Hochdruckszenario.
kein Versagen erreicht, sofern eine

Ldsung erreicht wurde. Allerdings wird die folgende Diskussion zeigen, dass keine
Beanspruchungsreserven verbleiben und ein Versagen wahrscheinlich ist, falls das
Modell teilweise nicht-konservativ ist oder geringfligig hohere Belastungen auftreten.

Bild 6.11 zeigt die aufgebrachte Druckbelastung inklusive hydrostatischer Kompo-
nente und die sich nach 600 s einstellenden Vergleichsspannungen in der Bodenka-
lotte. Die Maximalspannung von 571 MPa liegt nahe der Zugfestigkeit des Materials
in der betrachteten Zone. Der aul3ere Wandbereich im heil3en Fokus hat nur noch
eine geringe Beanspruchungsreserve, wie an der Verteilung des Belastungsintensi-
tatsquotienten LIQ in Bild 6.12 zu erkennen ist. Die innen liegende Wandschicht
weist zwar nominal noch Beanspruchungsreserven auf, aber die absoluten Span-
nungswerte, die hier aufgrund der hohen Temperaturen noch zur Verfigung stehen,
sind vernachlassigbar im Vergleich zu den Spannungen im auf3eren Wandbereich. In
Bild 6.13 ist die nach 600 s erreichte Schadigung dargestellt. Die gro3te Schadigung
von ca. 30 % wird an der BehalteraulRenseite im Bereich des heiRen Fokus erreicht
und ist auf plastische Deformation zurtickzufihren.

Wegen der weiter innen stattfindenden Kriechvorgdnge und der damit einhergehen-
den Spannungsumverteilung zur &uf3eren Wandschicht steigen die Spannungen in
der &ulReren Schicht weiter an. Die Analyse der zeitlichen Entwicklung des LIQ er-
gab, dass der maximale LIQ von 0,968 nach 1410 s erreicht wird. Bild 6.14 gibt die
Verteilung des Belastungsintensitatsquotienten im Bereich des hei3en Fokus fiur die-
sen Zeitpunkt wieder. Danach sinkt der jeweilige Maximalwert in den weiteren Last-
schritten langsam ab, weil die Temperaturen aufgrund der nachlassenden Nachzer-
fallswarme abnehmen und damit die Festigkeit der Struktur wieder zunimmt.
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Bild 6.12: Verteilung des LIQ [-] nach Bild 6.13: Schadigungsverteilung [s] nach

600 s.

600 s.

Der Effekt sinkender Temperaturen aufgrund der nachlassenden Nachzerfallswarme
hat nach etwa 3600 s spurbar zu einer ,Entschéarfung” der Spannungssituation ge-
fuhrt, wie in Bild 6.15 zu erkennen ist. Der kritische Zeitpunkt in der Rechnung liegt
damit zwischen 1.200 s und 1.500 s.
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Bild 6.14: Verteilung
des LIQ nach 1410 s.

Die maximale Schadigung nimmt hingegen weiter zu (vgl.
Bild 6.16), allerdings nicht im kritischen &uf3eren Wandbe-
reich, sondern in dem durch Relaxation, d.h. dem durch
Dehnungszuwachs bei gleichzeitiger Spannungsabnahme
gekennzeichneten Innenwandbereich. Nach Abschluss der
Relaxation findet also keine weitere Schadigung in diesem
Bereich statt.

Werden die Schadigungsverteilungen in FOREVER und im
ND- und HD-Szenario verglichen, féllt auf, dass die hochs-
te Schadigung bei FOREVER (Bild 5.20) und im frihen
HD-Szenario (nach 600 s, Bild 6.13) jeweils an der Aul3en-
seite auftritt, wahrend im ND-Szenario (Bild 6.6 und Bild
6.10) die maximale Schadigung auf der Innenseite auftritt.
Ursache hierfur ist, dass das Material an der Aul3enseite
aufgrund seiner niedrigeren Temperatur in der Regel eine
kleinere Bruchdehnung aufweist als das Material auf der
Innenseite. Gleichzeitig ist der Spannungszustand an der
Aul3enseite ungunstiger bezlglich des Schadigungszu-
wachses bei einem Dehnungszuwachs (h6here Triaxialitat,
s. Gleichung (4.23) und Abschnitte 4.3.3 und 5.4.2.3). Wird
die Behalterwand nun so belastet, dass an einer bestimm-
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Bild 6.15: Verteilung des LIQ [-] nach Bild 6.16: Verteilung der Schadigung [-]
einer Stunde. nach einer Stunde.

ten Hohenposition Uber der gesamten Wanddicke keine oder nahezu keine Bean-
spruchungsreserven verbleiben, wird die Wand Uber ihrem gesamten Querschnitt
gedehnt. Also muss aufgrund der oben dargestellten Zusammenhénge die maximale
Schadigung an der AulRenseite auftreten. Dieser Fall ist in den FOREVER-
Experimenten und im prototypischen HD-Szenario gegeben.

Tritt demgegenuber eine Belastung ein, bei der noch erhebliche Beanspruchungsre-
serven vorhanden sind, so zwingt die Bauteilzone mit der héheren Festigkeit, also die
Aul3enseite, der Bauteilzone mit der geringeren Festigkeit eine Verformung auf. Die-
se Verformung bzw. Dehnung kann zu héheren Schadigungen fiihren. Dieser Fall
trifft auf das prototypische Niederdruckszenario zu.

Nach der hier diskutierten Simulation ist eine Riuckhaltung der Kernschmelze im RDB
maglich. Der kritische Zeitpunkt liegt etwa zwischen 15 und 30 Minuten nach Beginn
der Simulation, die von einem quasistationaren Temperaturfeld mit bereits teilweise
abgeschmolzener Wand ausgeht. Effekte wie Vibrationen durch den Siedevorgang
an der Aul3enseite oder die von Bui /BUI 2004/ beobachteten Pulsationen eines
komplexen Stromungskreislaufs an der Auf3enseite des RDB bzw. innerhalb des
Containments sind allerdings nicht berucksichtigt.

An dieser Stelle sei nochmals darauf hingewiesen, dass fur diese Analyse unterstellt
wurde, dass mindestens der Warmestrom gemalf der Nukijama-Kurve an der RDB-
Aul3enseite abgefuhrt werden und der entstehende Dampfmassenstrom aus der Re-
aktorgrube entweichen kann.

Das Hochdruckszenario mit 163 bar stellt einen Grenzfall dar; ein Versagen kann
nicht ausgeschlossen werden, insbesondere falls der Kernschmelzesee frither in der
Kalotte ausgebildet wird als nach den angenommenen drei Stunden. Im Hinblick auf
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Leichtwasserreaktoren grof3er Leistung (Pe>1300 MW, z.B. APR1400-Konzept) kann
jedoch festgestellt werden, dass eine Kernschmelzertickhaltung im RDB bei einer
AulRenflutung prinzipiell mdglich ist. Dies gilt insbesondere flr Druckentlastungssze-
narien.
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7 Schlussfolgerungen und Empfehlungen

In diesem Kapitel werden die in den Experimenten und in den numerischen Simulati-
onen beobachteten Vorgange und Ergebnisse zusammenfassend analysiert und
Schlussfolgerungen gezogen. Davon ausgehend werden mdgliche mitigative Malf3-
nahmen flur existierende und zukinftige Leichtwasserreaktoren vorgeschlagen und
diskutiert. AbschlieRend werden Schwerpunkte fir zukinftige Analysen empfohlen,
die die in dieser Arbeit beobachteten Unsicherheiten in der thermischen und mecha-
nischen Simulation verringern werden bzw. eine Berucksichtigung von bisher nicht
modellierten Vorgangen ermdglichen.

7.1 Analyse der Experimente und Rechnungen

Im Folgenden werden die wichtigen Erkenntnisse aus der Beobachtung und Analyse
der FOREVER-Experimente, deren numerischer Simulation und der Simulation der
prototypischen Szenarien festgehalten:

e Ein Kriechprozess tritt in den FOREVER-Tests nur auf, wenn gleichzeitig hohe
Temperaturen (>600 °C) und ein Innendruck von mindestens 1 MPa vorliegen;
wenn nur hohe Temperaturen vorliegen, kommt es lediglich zu einer thermischen
Ausdehnung, da die Gewichtskréafte keine fir einen signifikanten Kriechprozess
notwendigen Spannungen verursachen.

e Im prototypischen Szenario mit Ausbildung eines grof3en Kernschmelzesees in
der Bodenkalotte ist ohne AuRenflutung des RDB von einem frihen thermischen
Versagen (Durchschmelzen) des RDB auszugehen.

e Beim Szenario fur einen LWR vom Typ KONVOI mit hohem Abbrand besteht
lediglich bei einer BehélterauRenkihlung mit Wasser die Mdglichkeit einer erfolg-
reichen Schmelzeruckhaltung.

e Im prototypischen Szenario mit AuRenflutung wird aufgrund der gro3en Warme-
strome im Bereich des heil3en Fokus ein Teil der RDB-Innenwand abgeschmol-
zen, wahrend gleichzeitig an der Aul3enseite so niedrige Temperaturen vorherr-
schen, dass hier kein Kriechen stattfindet, sondern bei entsprechenden Innen-
driicken eine Plastifizierung stattfindet.

e Fir die FOREVER-Experimente und das prototypische Szenario gilt: Wenn der
Kriechprozess bzw. die Plastifizierung einsetzt, ist der Bereich des heil3en Fokus
die Schwachstelle des Behélters. Im Falle der FOREVER-Anordnung kommt es
in diesem Bereich infolge der Wanddickenabnahme zu einer geometrisch beding-
ten Beschleunigung des Kriechens. Im prototypischen Fall ist dieser Bereich
durch den Abschmelzvorgang und die hohen Temperaturen besonders belastet.
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e Das Temperaturniveau und das Druckniveau haben fur beide Anordnungen ei-
nen signifikanten Einfluss auf die Versagenswahrscheinlichkeit bzw. auf die
Versagenszeit, aber kaum einen Einfluss auf die Versagensposition. Diese ist vor
allem von der Hohe des vorliegenden bzw. angenommenen homogenen
Schmelzesees abhéngig. Falls ein Versagen eintritt, ist es im Bereich der hochs-
ten Wandtemperaturen zu erwarten, d.h., im oberen Drittel des Schmelzesees
bzw. der Bodenkalotte.

e Wenn der heil3e Fokus nahe an den zylindrischen Bereich heranreicht oder sogar
im zylindrischen Bereich liegt, versagt der Behalter schneller, weil im Zylinder die
Primarspannungen héher sind als im spharischen Bereich.

e Unterhalb des heiRen Fokus gibt es einen grof3en kugelsegmentférmigen Be-
reich, in dem aufgrund der niedrigeren Temperaturen eine héhere Festigkeit vor-
liegt. Dieses Behéltersegment bewegt sich mehr oder weniger unverformt senk-
recht nach unten.

e FUr das prototypische Szenario mit AuRenflutung gilt, dass ein Versagen des Be-
halters unter der Annahme gleichbleibender auf3erer Randbedingungen innerhalb
der ersten Stunde am wahrscheinlichsten ist. Spater fuihrt die sinkende Nachzer-
fallswarme zu sinkenden Temperaturen und damit zu einer signifikanten Erho-
hung der Strukturfestigkeit.

Aus den oben angeflihrten Beobachtungen kénnen folgende Schliisse gezogen wer-
den:

e Soll die Wahrscheinlichkeit einer erfolgreichen Schmelzertckhaltung im RDB
erhoht werden, so muss der héchstbeanspruchte Bereich entlastet werden.

e Dies kann durch eine Reduktion der thermischen Belastung erreicht werden:
Hierflir sollte nach Mdglichkeit der Zeitpunkt des Beginns der Schmelzerick-
haltung in der Kalotte hinausgezégert werden und/oder das Schmelzeseevo-
lumen sollte vergroRert werden, um geringere Warmeflussdichten zu errei-
chen. Beide Malinahmenziele kdnnten beispielsweise durch vorhandenes Op-
fermaterial erreicht werden.

e Andererseits kann die mechanische Belastung durch Absenken des Innen-
drucks reduziert werden.

e Durch konstruktive Mal3hahmen sollte versucht werden, die Belastung des
hochbeanspruchten Fokus-Bereichs zu reduzieren, indem Krafte bzw. Span-
nungen in Bereiche mit htherem Festigkeitspotenzial umgelenkt werden. (Ei-
ne Mdglichkeit hierzu wird im folgenden Abschnitt dargelegt.)

e Die Tatsache, dass sich das Zentrum der Bodenkalotte nach den gewonnenen
Erkenntnissen im Wesentlichen senkrecht nach unten bewegt, kann auch auf-
grund der grofRen Krafte zur passiven Steuerung von Sicherheitseinrichtungen
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genutzt werden. (Eine Mdglichkeit hierzu wird im folgenden Abschnitt darge-
legt.)
Die in den beiden folgenden Abschnitten dargestellten Einrichtungen sind aus diesen

Schlussfolgerungen hervorgegangen und haben zur Anmeldung und Erteilung von
zwei Patenten gefuhrt /WIL 2002a/ /WIL 2003a/.

7.2 Einfuhrung eines Kriechschemels

Eine konstruktive Einrichtung, die zu einer Verlangerung der Versagenszeit bzw. so-
gar zur Verhinderung des Behélterversagens flhrt, ist der sogenannte ,Kriechsche-
mel“. Eine mdgliche Anordnung eines Kriechschemels zeigt Bild 7.1. Im linken Tell
des Bildes ist der Behalter zu Beginn des Kriech- bzw. Plastifizierungsvorgangs —
unmittelbar nach der Schmelzeseeausbildung — dargestellt. Eine Anordnung von drei
oder mehr Stitzplatten befindet sich zwischen Behalter und Fundament. Zwischen
den Platten und der Behélteroberflache befindet sich ein Spalt, damit wahrend des
normalen Betriebs kein Kontakt vorliegt. Wenn die Plastifizierung stattfindet bzw. der
Kriechprozess voranschreitet, bewegt sich der untere Behalterteil abwarts, bis der
Spalt geschlossen ist (rechter Teil im Bild). Das fiuihrt dazu, dass ein signifikanter Tell
der vertikalen Kréfte von den Platten des Kriechschemels aufgenommen wird, die
aus der Druckbelastung der Flache resultieren, die der vertikalen Projektion des un-
teren Kalottensegments mit hoher Festigkeit entspricht. Damit ist eine Entlastung des
kritischen Bereichs im heil3en Fokus verbunden.

Um den Nutzen eines ,
Kriechschemels  beurteilen —
zu kénnen, wurden zwei :
vergleichbare = FOREVER-
Szenarien gerechnet: eines
mit und eines ohne Kriech-
schemel /WIL 2003b/. Das
2D FE-Modell betrachtet den
Kriechschemel als 360° um- . )
laufende Unterstiitzung. " A\Nasser
Diese Naherung ist gerecht- .

fertigt, da wegen der hohen
Festigkeit der Behalterwand
im unteren Bereich die Zwi-
schenraume in azimutaler
Richtung zwischen den ein-
zelnen Platten Uberbriickt Bild 7.1: Mdgliche Anordnung eines Kriechschemels
werden kénnen. und einer Einrichtung fur eine passive Flutungsauslo-

sung im Falle einer Schmelzeseebildung in der Bo-
denkalotte.

Fundament

Kriech-
schemel Hydrauliksystem
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Bild 7.2: Verlauf der Vergleichsspannung in den am hoéchsten geschadigten Elemen-
ten zweier FOREVER-Szenarien mit und ohne Kriechschemel. (Zusatzlich dargestellt
fur die Rechnung mit Schemel: Vergleichsspannung des Elements, das zuerst Kon-
takt mit dem Schemel bekommt.

In sphérischen Koordinaten wird bezogen auf den kalten Ausgangszustand ein radia-
ler Spalt von 7 mm zwischen Behalterwand und Kriechschemelplatte modelliert. Die
modellierte Stutzwirkung der Platte erstreckt sich Uber einen Polarwinkelbereich von
5° bis 45°, wobei 0° der Sudpolposition entspricht. Es wird Kontakt mit Reibung mo-
delliert, d.h., in tangentialer Richtung ist eine Relativbewegung zwischen Behalter
und Kriechschemelplatte moglich.

Einen Vergleich der Ergebnisse der beiden Szenarien zeigt Bild 7.2. Dargestellt ist
jeweils die von-Mises-Vergleichsspannung der Elemente mit der hochsten Schadi-
gung. Interessanterweise andert sich die Position der maximalen Schadigung nicht,
d.h., die erwartete Versagensposition bleibt die gleiche.

Die rote, gestrichelte Linie ist die Rechnung ohne Kriechschemel, es ergibt sich eine
Versagenszeit von 3:37 h. Die Rechnung zeigt eine Abnahme der Spannung in den
ersten 30 Minuten der Rechnung, was eine Folge der Lastumverteilung durch die
viskoplastische Verformung ist. Danach kommt es zu einem stetigen Anstieg der
Vergleichsspannung aufgrund der Einschniirung im heil3en Fokus bis zum Versagen.
Demgegeniber zeigt die schwarze Kurve den Verlauf fur die Rechnung mit Kriech-
schemel. Es ist eine stetige Abnahme der Spannung Uber 4 h zu sehen, erst danach
kommt es zu einem leichten Anstieg. Das Behalterversagen tritt nach 7:23 h ein. Der
Grund fur die Abnahme der Spannung an der Versagensposition lasst sich an Hand
der grinen Kurve erklaren. Hier ist fur die Rechnung mit Kriechschemel der Verlauf
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Diese einfache Rechnung Bild 7.3: Verteilung von Vergleichsdehnung (rechts,
zeigt, dass mit Hilfe des [-]) und Schadigung (links, [-]) im FOREVER-Szenario

Kriechschemels eine Ver- MitKriechschemel

dopplung der Versagenszeit
erreicht wird, wobei eine mdgliche Aul3enflutung nicht in Betracht gezogen wurde.
Den Effekt der Umverteilung der Beanspruchung durch den Kriechschemel zeigen
auch Bild 5.19 und Bild 7.3. Dargestellt sind Kriechdehnung und Materialschadigung
zur jeweiligen Versagenszeit.
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druckszenario mit Kriechschemel. schemel.
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Fur das prototypische Hochdruck-Szenario mit 163 bar und Aul3enflutung wurde e-
benfalls eine Simulation mit Kriechschemel durchgefuhrt. Die Bedingungen wurden
analog zum FOREVER-Szenario gewahlt, wobei der radiale Abstand im kalten Zu-
stand mit 15 mm vorgegeben wurde. Bild 7.4 zeigt anlog zu Bild 6.11 die Druckbelas-
tung und die Verteilung der Vergleichsspannung im Behélter nach 600 s. Die Maxi-
malspannung liegt mit 519 MPa deutlich niedriger als ohne Kriechschemel, wo
571 MPa berechnet wurden. Dies ist insbesondere unter dem Aspekt der vorliegen-
den Spannungs-Dehnungs-Beziehung erheblich. In Bild 7.5 ist der Belastungsintensi-
tatsquotient fur den gleichen Zeitpunkt dargestellt. Der Maximalwert von 0,906 deutet
auf eine signifikant stabilere Situation hin als im Szenario ohne Schemel (0,957). Der
zeitliche Verlauf der GroR3en verhdlt sich im Szenario mit Schemel ahnlich zum Sze-
nario ohne Schemel. Allerdings bleiben die kritischen Bezugsgrof3en durchgéangig
unter den Werten des Szenarios ohne Schemel.

Unter den modellierten Bedingungen erscheint es damit sinnvoll, die Wahrscheinlich-
keit eines Behalterversagens durch die Installation eines Kriechschemels zu reduzie-
ren. Die konkrete Ausfiihrung kann wahrscheinlich noch optimiert werden, wodurch
das Potenzial fir eine erfolgreiche Schmelzertckhaltung weiter steigen wird.

7.3 Passive Steuerungseinrichtung fir eine Flutung

Eine weitere Mdglichkeit, den Verlauf der spaten Phase eines Kernschmelzunfalls in
der Bodenkalotte des RDB zu beeinflussen, ergibt sich mit der Ausnutzung der Ab-
wartsbewegung des unteren Kalottensegments. Werden an geeigneter Stelle unter-
halb der Kalotte beispielsweise Stabe angeordnet (vgl. Bild 7.1), so kann die Kraft
der sich verlagernden Behélterwand genutzt werden, um tber einen entsprechenden
Mechanismus eine passive Flutung der Reaktorgrube auszulésen. Das Wasser kann
dann z.B. aus dem Containment-Wassertank (In-Containment Refueling Water Sto-
rage Tank — IRWST) in die Reaktorgrube flieRen und steht dann dem Kduhlkreislauf
innerhalb des Sicherheitsbehélters zur Verfigung.

Eine Installation dieser Einrichtung ist allerdings nur sinnvoll, wenn die Zeit zwischen
der Auslésung der Flutung und der Wirkung der vollstandigen Flutung ausreicht, um
ein thermisches Versagen des Behélters zu verhindern bzw. im weiteren Verlauf
noch eine ausreichende mechanische Festigkeit gegeben ist. Die Mdglichkeit einer
Dampfexplosion durch ein Versagen des Behélters mit Schmelzeaustritt in eine Was-
servorlage muss ausgeschlossen werden.

Die Erkenntnis, dass sich das Kalottenzentrum vertikal nach unten bewegt, kann
auch zur Auslésung anderer Mechanismen genutzt werden. Soll beispielsweise si-
chergestellt werden, dass ein moglicherweise noch vorherrschender hoher Druck im
Kahlkreislauf abgebaut wird, so kdnnte eine passive Steuerung, angetrieben durch
die oben genannten Stabe, ein Druckentlastungsventil 6ffnen.
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Die hier beschriebenen Steuerungen konnen durch eine geeignete Ausfiihrung so
ausgelegt werden, dass eine ungewollte Auslosung des konzipierten Mechanismus
beispielsweise durch Redundanz vermieden wird. Eine im entsprechenden Patent
/WIL 2002a/ beschriebene Ausfiihrungsform schlagt hierzu vor, dass eine Flutung
erst erfolgt, wenn beispielsweise 2 von 3 Verschiebungssensoren eine Absenkung
der Bodenkalotte mit bestimmtem Ausmal? registrieren.

7.4 Empfehlungen fur zuklinftige Arbeiten

Die fortschreitende Leistungsfahigkeit sowohl der zur Verfigung stehenden Hard-
ware als auch der Software wird in Zukunft wesentliche Modellerweiterungen erlau-
ben. Insbesondere im Bereich der Software wird die Neu- und Weiterentwicklung von
Analysewerkzeugen und der bereitgestellten Metasprachen wie APDL in noch gro3e-
rem Umfang den Zugriff auf die Entwicklungsarbeit von vielen Mannjahren ermaogli-
chen. Als Beispiele seien hier die automatische Netzgestaltdnderung (mesh
morphing), neue Turbulenzmodelle und die direkte - also nicht sequenzielle - Kopp-
lung genannt.

Wie sich allerdings in dieser Arbeit gezeigt hat, liegt das Problem der Modellierung
komplexer Vorgange haufig nicht in den zur Verfligung stehenden Modellen, sondern
in den anzunehmenden Materialeigenschaften und den grundsatzlich auftretenden
und zu bertcksichtigenden Vorgéngen. Deswegen werden hier Vorschlage fur zu-
kiinftige Experimente, numerische Analysen und Untersuchungen zu wichtigen Mate-
rialeigenschaften gemacht.

7.4.1 Freisetzung gasformiger Spaltprodukte

Eine Fragestellung fur zuklnftige Arbeiten betrifft die Freisetzung der gasférmigen
Spaltprodukte und ihre Berucksichtigung im integralen Modell (vgl. Abschnitt 3.3.1).
Welcher Anteil wird bereits im Laufe der Kernzerstérung und Verlagerung in die Bo-
denkalotte freigesetzt und verbleibt im Kernbereich bzw. im oberen Plenum? Ist es
sinnvoll, fur eine erfolgreiche Schmelzeriickhaltung die Freisetzung der gasformigen
Spaltprodukte aus dem Corium zu begunstigen und damit den Warmeeintrag in die
RDB-Wand zu vermindern? Oder ist es aus radiologischer Sicht besser, moglichst
viele Spaltprodukte im Corium zu halten? Kénnen diese Vorgange beeinflusst wer-
den?

7.4.2 Chemische Wechselwirkungen

Zusétzlich zu den in dieser Arbeit modellierten Abschmelzvorgangen kann die RDB-
Wand durch Diffusionsvorgange, chemische Wechselwirkungen oder die Bildung von
Eutektika erodiert bzw. geschwacht werden. Die Untersuchung dieser Vorgange ist
bereits Gegenstand der aktuellen Forschung. Experimentelle Programme wie
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METCOR /BEC 2004/ oder MASCA /MUL 2003/ sollen Aufschluss tber mégliche
Phanomene und Zusammenhange liefern. Die gefundenen Ergebnisse und Korrelati-
onen kdnnen dann in das integrale Modell implementiert werden.

7.4.3 Kontaktwarmetbergangswiderstand

In dieser Arbeit wurde ein idealer Warmeubergang zwischen eventuell vorliegenden
Krusten und angrenzenden Strukturen modelliert. Die Berticksichtigung des Kontakt-
widerstands zwischen zwei Flachen ist in den Codes durch die Angabe eines Kon-
taktwarmeubergangskoeffizienten moglich. Bisher fehlen jedoch experimentelle Er-
gebnisse, die zumindest eine Abschéatzung des Koeffizienten fur die hier betrachteten
Vorgange ermoglichen.

7.4.4 Emissionskoeffizient

Der Emissionskoeffizient bzw. die damit korrelierten Absorptions- und Reflexionsko-
effizienten stellen eine wesentliche Materialeigenschaft dar. Welche Auswirkungen
unterschiedliche Emissionskoeffizienten bei fest aufgepragten flachenspezifischen
Warmestromen haben, wird in Abschnitt 3.3.3 diskutiert. Auch in den gekoppelten
FOREVER-Nachrechnungen zeigte sich, welchen Einfluss geringe Anderungen der
Emissivitat haben.

Der Emissionskoeffizient ist temperatur- und zeitabhangig /BAU 2003/. Oxidation und
Reduktion der Oberflachen flihren zu einer deutlichen Veranderung der Emissivitat
und damit der Strahlungswarmeubertragung sowohl innerhalb des Behalters als auch
aul3erhalb (im Falle der trockenen Szenarien). In den Rechnungen wurde jeweils ei-
ne konstante Emissivitadt angenommen. Fir eine Verbesserung des Modells sind
nachvollziehbare Einzeleffektexperimente notwendig.

7.4.5 Bericksichtigung der Neutronenversprodung

Die Berlcksichtigung der Neutronenversprodung des RDB-Stahls ist wahrscheinlich
von geringerer Bedeutung fur das Verhalten des RDB. Einerseits findet die Neutro-
nenversprodung im Wesentlichen im zylindrischen Teil des RDB statt, der thermisch
und mechanisch weniger belastet ist als die Kalotte. Andererseits finden in den ther-
misch hochbeanspruchten Bereichen Umwandlungen statt, die vergleichbar sein
konnen zu den Ausheilverfahren, die bereits heute zur Lebensdauerverlangerung von
Druckbehaltern angewendet werden.

Sollten die Festigkeitseigenschaften von Zylinder und Bodenkalotte sich jedoch signi-
fikant unterscheiden, so erscheint eine detaillierte Modellierung sinnvoll.
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8 Schlussbetrachtung

Ausgehend von einem unwahrscheinlichen schweren Unfall in einem Leichtwasser-
reaktor mit Kernschmelze und Bildung eines Schmelzesees in der Bodenkalotte des
Reaktordruckbehalters wird in dieser Arbeit ein integrales Modell entwickelt, das das
Verhalten des unteren Plenums beschreibt. Das Modell erlaubt die Berechnung der
Versagenszeit und des Versagensmodus der Bodenkalotte, die durch einen Schmel-
zesee mit inneren Warmequellen und méglichem Innendruck belastet wird. Es sind
zwei prinzipielle Modellbereiche zu unterscheiden: Die Ermittlung des sich einstellen-
den Temperaturfelds erfolgt mit einem thermischen Modell, wahrend fir die Struktur-
analyse ein mechanisches Modell verwendet wird. Die einzelnen Modellbereiche
werden soweit moglich an Experimenten validiert, bevor sie auf ein prototypisches
Szenario Ubertragen werden.

Im Vorfeld der Modellentwicklung werden die Ausgangssituation des betrachteten
Unfallszenarios und die bisher in den letzten drei Dekaden weltweit durchgefihrten
analytischen, experimentellen und numerischen Untersuchungen betrachtet. An-
schlieBend werden die auftretenden physikalischen Vorgéange analysiert und Einzel-
effekte betrachtet. Gleichzeitig werden Skalierungsunterschiede und -effekte zwi-
schen den in dieser Arbeit betrachteten Experimenten und einem prototypischen
Szenario herausgearbeitet.

Unter Beriicksichtigung der im Vorfeld festgestellten Eingangsgrof3en wird ein inte-
grales Modell entwickelt und sukzessive erweitert. Mit dem thermischen Modell wird
das transiente Temperaturfeld in Schmelze und Behalterwand berechnet. Dies kann
mit dem Modell der effektiven Warmeleitfahigkeit oder im Falle einer einfachen Kopp-
lung mit einem CFD-Modell erfolgen. Mit dem mechanischen Modell wird die
viskoplastische Verformung der Behalterwand simuliert. An Hand der ermittelten Ma-
terialschadigung kénnen Versagenszeit und Versagensposition bestimmt werden.
Das thermische und das mechanische Modell kénnen rekursiv sequenziell gekoppelt
werden, d.h., fur jeden Zeitschritt wird eine thermische und eine mechanische L06-
sung berechnet, wodurch eine wechselseitige Ruckwirkung beachtet wird. Insbeson-
dere werden damit neben der Temperaturabhangigkeit der Materialparameter und
den thermisch induzierten Spannungen im mechanischen Modell auch die Ruckwir-
kungen der Behalterverformung auf die Temperaturfeldberechnung erfasst (Verande-
rung der Schmelzeseegeometrie, Schmelzespiegelabsenkung, Veranderung des
Warmeleitwiderstands bei Reduzierung der Behélterwanddicke, VergréRerung der
effektiven Flache fur Warmeabstrahlung und Konvektion).

Im Bereich der Kriech- und Schadigungssimulation wurden in dieser Arbeit neue Ver-
fahren angewendet. Durch die Anwendung einer von Temperatur, Spannung und
Dehnung abhéngigen Kriechdatenbasis konnte die bei sehr unterschiedlichen Tem-
peraturen, Spannungen und Dehnungen ungeeignete Verwendung einzelner Kriech-
gesetze umgangen werden. Die Entwicklung einer konsistenten Kriechdatenbasis ist
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ein wesentlicher Aspekt dieser Vorgehensweise. In dieser Arbeit wurde aufbauend
auf umfangreichen experimentellen Untersuchungen Dritter eine Kriechdatenbasis flr
einen RDB-Stahl entwickelt und an Hand von Kriechversuchen verschiedener Geo-
metrie und Dimension validiert.

Das gekoppelte thermomechanische Modell zur Beschreibung des Behélterverhal-
tens wurde fur Voraus- und Nachrechnungen der FOREVER-Experimente der KTH
Stockholm verwendet. Der Vergleich zwischen den geometrisch-mechanischen expe-
rimentellen Befunden und den Berechnungsergebnissen weist eine hohe Uberein-
stimmung auf. Das an die viskoplastische Berechnung gekoppelte Schadigungsmo-
dell ist in der Lage, qualitativ und quantitativ Gbereinstimmende Ergebnisse der
Versagensposition im Vergleich zu den zur Verfugung stehenden Experimenten so-
wie deren metallographischer Analyse bereitzustellen. Das FE-Modell kann fur mit-
telskalige Anordnungen als validiert angesehen werden. Unsicherheiten bestehen
bezuglich der Versagenszeit und resultieren im Wesentlichen aus nicht exakt be-
kannten Materialparametern und Randbedingungen.

In einem weiteren Schritt wurde das Modell fir die Simulation prototypischer Szena-
rien erweitert. Dies betrifft hauptsachlich den Vorgang der Behéalterwandablation, der
in den Experimenten aufgrund der niedrigeren Temperaturen nicht auftrat. Die Rech-
nungen wurden fur einen DWR vom Typ KONVOI durchgefuhrt. Hierzu wurden Nie-
derdruck- und Hochdruckszenarien mit einer Auf3enkihlung der RDB-Wand durch
eine Wasservorlage simuliert.

Die wichtigsten Erkenntnisse aus der Beobachtung und Analyse der FOREVER-
Experimente, deren numerischer Simulation und der Simulation der prototypischen
Szenarien lassen sich wie folgt zusammenfassen:

e In klein- bis mittelskaligen Experimenten tritt eine viskoplastische Deformation
der Behalterwand nur auf, wenn gleichzeitig hohe Temperaturen und ein ausrei-
chender Differenzdruck vorliegen.

¢ In einem prototypischen Szenario fur einen LWR mit hohem Abbrand ist lediglich
bei einer Behélteraul3enkiihlung mit Wasser von der Mdglichkeit einer erfolgrei-
chen Schmelzertckhaltung im RDB auszugehen.

e FUr beide Anordnungen gilt, dass der Bereich des heil3en Fokus die Schwach-
stelle des Behélters darstellt. Im Falle der FOREVER-Anordnung kommt es in
diesem Bereich infolge der Wanddickenabnahme zu einer geometrisch bedingten
Beschleunigung des Kriechens. Im prototypischen Fall ist dieser Bereich durch
den Abschmelzvorgang auf der Innenseite besonders belastet.

e Das Temperaturniveau und das Druckniveau haben fiir beide Anordnungen ei-
nen signifikanten Einfluss auf die Versagenswahrscheinlichkeit bzw. auf die
Versagenszeit, aber nur einen begrenzten Einfluss auf die Versagensposition.
Diese ist vor allem von der H6he des Schmelzesees abhéngig. Falls ein Versa-
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gen eintritt, ist es im Bereich der hochsten Wandtemperaturen zu erwarten, d.h.,
im oberen Drittel der Bodenkalotte.

e Unterhalb des heiRen Fokus gibt es einen grof3en kugelsegmentférmigen Be-
reich, in dem aufgrund der niedrigeren Temperaturen eine héhere Festigkeit vor-
liegt. Dieses Behéltersegment bewegt sich nahezu unverformt nach unten.

e Fir das prototypische Szenario mit Aul3enflutung gilt, dass ein Versagen des Be-
halters unter der Annahme gleichbleibender aul3erer Randbedingungen innerhalb
der ersten Stunde nach Ausbildung des Schmelzesees am wahrscheinlichsten
ist. Danach fuhrt die nachlassende Nachzerfallswarme zu sinkenden Temperatu-
ren, was mit einer signifikanten Erhéhung der Strukturfestigkeit einher geht. Da-
mit sinkt die Versagenswahrscheinlichkeit zu spateren Zeitpunkten.

e Die Wahrscheinlichkeit einer erfolgreichen Schmelzeriickhaltung im RDB kann
durch geeignete Mal3nahmen erhoht werden, indem der héchstbeanspruchte Be-
reich entlastet wird. Einerseits kann dies durch eine Reduktion der thermischen
Belastung erfolgen: Erstens sollte der Zeitpunkt des Beginns der Schmelzerick-
haltung in der Kalotte so weit wie mdglich hinausgezégert werden. Zweitens soll-
te das Schmelzeseevolumen nach Moglichkeit vergré3ert werden, um geringere
Warmeflussdichten zu erreichen. Andererseits wirde eine Absenkung des In-
nendrucks die mechanische Belastung reduzieren. Zusatzlich kann durch kon-
struktive Mallnahmen versucht werden, die Belastung des hochbeanspruchten
Bereichs zu verringern, indem die auftretenden Kréfte in Bereiche mit hGherem
Festigkeitspotenzial umgelenkt werden.

e Aus der Tatsache, dass sich das Zentrum der Bodenkalotte nach den gewonne-
nen Erkenntnissen im Wesentlichen senkrecht nach unten bewegt, kann eine
passive Steuerung fir Sicherheitseinrichtungen abgeleitet werden, die beispiels-
weise der Auslésung einer Flutung dient.

e Zwei glltige Patente wurden aus den wahrend dieser Arbeit gewonnenen Er-
kenntnissen abgeleitet. Die beiden vorgeschlagenen Einrichtungen kdnnen die
passive Sicherheit der Anlage im Falle einer Kernschmelze erhdhen: Die erste
reduziert die Maximalspannungen im hochbeanspruchten Bereich des heil3en
Fokus und kann damit ein Versagen verhindern oder zumindest verzogern. Die
zweite Einrichtung ermdglicht eine passive Steuerung zur Auslésung einer Flu-
tung der Reaktorgrube oder anderer, einer erfolgreichen Schmelzertckhaltung
dienender Vorgéange.

Auch im Hinblick auf die Entwicklung zuktnftiger Baulinien kann festgehalten wer-
den, dass eine Kernschmelzertickhaltung im Reaktordruckbehalter auch fir Reakto-
ren grof3er Leistung moglich ist. Somit bliebe im Falle einer Kernschmelze weiterhin
die wichtige Barriere des Reaktordruckbehalters innerhalb des Containments erhal-
ten.
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Bild 10.1: Spannungs-Dehnungs-Kurven (Nominalwerte) des RDB-Stahls
16MNDS?5 bei verschiedenen Temperaturen (CEA-Messung).
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Bild 10.2: Spannungs-Dehnungs-Kurven von 16MND5 bei 20 °C; CEA-
Messung und Modellierung in ANSYS.
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Bild 10.3: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16MND5 bei 200 °C; CEA-
Messung und Modellierung in ANSYS.
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Bild 10.4: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16MND5 bei 400 °C; CEA-

Messung und Modellierung in ANSYS.
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Bild 10.5: Wahre Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16 MND5 bei 500 °C; CEA-
Messung und Modellierung in ANSYS.
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Bild 10.6: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16MND5 bei 600 °C; CEA-Messung

und Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz: Werte aus Kriechversuch.
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Bild 10.7: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16MND5 bei 700 °C; CEA-Messung
und Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz durchgezogen: Kriechversuch.
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Bild 10.8: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16MND5 bei 950 °C; CEA-Messung
und Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz: Kriechversuch bei 1000 °C.
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Bild 10.9: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16MND5 bei 1000 °C; CEA-Messung
und Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz durchgez: Kriechversuch.
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Bild 10.10: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16MND5 bei 1100 °C; Messung und
Modellierung in ANSY'S (gestrichelt); schwarz durchgez: Kriechversuch
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Bild 10.11: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16MND5 bei 1200 °C; Messung und
Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz durchgezogen: Kriechversuch.
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Bild 10.12: Spannungs-Dehnungs-Kurve von 16MND5 bei 1300 °C; Messung und
Modellierung in ANSYS (gestrichelt); schwarz durchgezogen: Kriechversuch.
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Bild 10.13: Kriechversuche mit verschiedenen Nominalspannungen bei T= 600 °C:
Messung und Simulation mit Kriechdatenbasis.
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Bild 10.14: Kriechversuche mit verschiedenen Nominalspannungen bei T= 700 °C:
Messung und Simulation mit Kriechdatenbasis.
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Bild 10.15: Kriechversuche mit verschiedenen Nominalspannungen bei T= 800 °C:
Messung und Simulation mit Kriechdatenbasis.
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Bild 10.16: Kriechversuche mit verschiedenen Nominalspannungen bei T= 900 °C:
Messung und Simulation mit Kriechdatenbasis.
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Bild 10.17: Kriechversuche mit verschiedenen Nominalspannungen bei T= 1.000 °C:
Messung und Simulation mit Kriechdatenbasis.
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Bild 10.18: Kriechversuche mit verschiedenen Nominalspannungen bei T= 1.100 °C:
Messung und Simulation mit Kriechdatenbasis.
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Bild 10.19: Kriechversuche mit verschiedenen Nominalspannungen bei T= 1.200 °C:
Messung und Simulation mit Kriechdatenbasis.

True Strain eps [-]

0.7 |

= = (= =
) L @n =]

=
Mo

Time t [h]
10 20 30 40 50
1 0.7
, T=1300°C ]
0.6
| - - 0.8MPa ANSYS ]
- - 1.5MPa ANSYS 1
- - 24MPa ANSYS (— 0.5
J 4 0MPa ANSYS
. ; ——08MPaREVISA | |
: 7 ——15MPaREVISA | 04
. ; ——24MPaREVISA |
: ; 40MPaREVISA | ]
; / / 1 0.3
’/ 1 —— = 0.2
/ R TR 1 0.1
10
72000 108000 144000 180000
Time t[s]

Bild 10.20: Kriechversuche mit verschiedenen Nominalspannungen bei T=1.300 °C:
Messung und Simulation mit Kriechdatenbasis.
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