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Kurzfassung

Senada Maksic

Transiente Druckfelder in zweiphasigen Stromungen

Fiir den sicheren Betrieb von Kernkraftwerksanlagen ist die Vorhersage der thermo- und
fluiddynamischen Vorgidnge in den Anlagekomponenten mit Hilfe experimentell
iiberpriifter theoretischer Methoden wesentlich, da hiermit gefdhrliche Betriebszustinde
erkannt werden konnen. Daher werden hypothetische Storfélle in Kernreaktoren mit dem
Einsatz von immer aufwéndigeren numerischen Methoden und Techniken untersucht. Die
Entstehung, Ausbreitung und Diampfung von DruckstoBen, die einem Storfall folgen, kann
durch ein mehrdimensionales Formulieren der Bilanzgleichungen fiir Masse, Impuls und
Energie fiir komplexere Apparate berechnet werden. Insbesondere ist fiir zweiphasig
durchstromte Rohrleitungsnetze und Apparate eine mehrdimensionale Abbildung der
Phasengrenzfliche bedeutsam, da hiermit auch die Vorginge mit asymmetrischer

Phasenverteilung berechnet werden konnen.

Im Rahmen der hier vorliegenden Arbeit werden mit dem Einsatz von numerischer
Stromungssimulation die Storfille in einem Druckwasserreaktor untersucht, bei welchen es
aufgrund eines gestorten thermodynamischen Gleichgewichts zum Phasenwechsel kommit.
Nach einem Rohrversagen tritt infolge der Wasseriiberhitzung die Entspannungs-
verdampfung auf. Die Druckentlastungswellen werden durch die sich entwickelnde
Dampffront in ihrer Ausbreitung gestort. Der verdampfende Massenstrom wird in
Abhéngigkeit des thermisches Nichtgleichgewichts in Form von Wasseriiberhitzung
berechnet.

Der Kontakt von unterkiihlter Fliissigkeit mit dem Dampf fiihrt im Fall der ECC
(Emergency core cooling) Einspeisung oder beim Fluten einer mit Dampf gefiillten Leitung
zur schlagartigen Kontaktkondensation. Der kondensierende Massenstrom wird in
Abhiangigkeit des thermischen Nichtgleichgewichts in Form von Wasserunterkiihlung
berechnet. Wiarme- und Stoffaustausch werden durch die turbulenten Schwankungs-
bewegungen intensiviert. Daher wird der kondensierende Massenstrom als eine Funktion
der turbulenten Mikrostrukturen in Grenzflichenndhe berechnet. Hierfir wird die
Turbulenz mit dem k-¢ Modell beschrieben. Es wird gezeigt, dass die Intensitit der
kondensationsbedingten Druckstdfe, sowie ihre Ausbreitung, im Wesentlichen von der

Phasengrenzfliche bestimmt werden.

Stichworte: Transiente Druckfelder, numerisches Berechnen, thermisches Nicht-

gleichgewicht, Rohrversagen, Entspannungsverdampfung, direkte Kontaktkondensation



Abstract
Senada Maksic

Transient pressure fields in two-phase flows

The prediction of the thermodynamical and fluiddynamical phenomena with theoretical
models, which are proofed by experiments is fundamental for safety operating of the
nuclear power plants. Therefore hypothetical accidents in nuclear power plants are
calculated with always more detailed numerical methods and techniques. The propagation
of the pressure waves following an accident could be calculated for more complicated
geometries of apparatus, if the transport equations for mass, momentum and energy are
formulated multi-dimensionally. Especially for the two-phase flow it is important to
resolve the distribution of the phases not only in one dimension. Thus it is possible to
calculate flows with a non-symmetrical interface.

In the present work several accidents in pressurized water reactor are calculated, in which
following by the thermodynamical non-equilibrium the phase change is occurring. The
pipe breakage results in the fast depressurization, which leads to the flashing flow. The
steam generation rate is hereby the function of the thermodynamical non-equilibrium,
which is measured with the superheat of water.

The contact of subcooled water with the steam during the ECC (Emergency core cooling)
injection or during the flooding of a pipe results in a violent contact condensation of the
steam. The condensation rate is calculated as a function of the thermodynamical non-
equilibrium, which is in this case measured by the subcooling of the water. The transport
of heat and mass over the interface is intensified by the action of the turbulent motion in
the vicinity of the interface. According to this the heat transfer coefficient for the direct
contact condensation is calculated depending on the turbulent micro structures under the
interface. There are resolved with the aid of the k-¢ model. It is shown, that the intensity
of the water hammer, the propagation and the damping of the pressure waves is

determinated with the interaction of the pressure waves and the interface.

Keywords: Transient pressure fields , numerical calculation, thermodynamical non-

equilibrium, pipe break, flashing flow, direct contact condensation



VI

Inhaltsverzeichnis
1. FOrmelZeiChen iieiieinneniinninnecnnecnnncninnscssseessseessessssesssessssessssssssssssassssessans VIII
2. Einleitung .1
3. Stand der FOrsChung.....iiiiiniiicnisnnnicnissnnicssssnsncssssssscssssssssssssssssssssssssssssssssssssssasss 2
3.1 Druckentlastung und Blasenbildung ...........ccccoeeieriiiiiiiniieiieieceeeeeeee e 2
3.1.1 Berechnung der Entspannungsverdampfung............cccoeeevveeviiiiniieecniieeceieeens 4
3.2 Kontaktkondensation und FIUten............cccoeeviiiiiiiiiiiiecie e 10
3.2.1 Kondensationsbedingter Wasserhammer .............ccccoeceevieniiinienieeniiene, 11
322 Berechnung der direkten Kondensation ............cccccceeeiienieniieniencieeniee, 16
33 Schallgeschwindigkeit in zweiphasigen Stromungen .............ccccceeeeveeeieerieenenne. 21
Q. ZICISCIZUNG ....uuueeienrrinnrrininniissnnicssnriossssiossssncsssssssssssssssssssssesssssesssssesssssssssssosssssssnsssses 23
5. Blasenstromung infolge Entspannungsverdampfung ..........cccccceeeverecssnrcscnrcssnescsnns 25
5.1 Das Euler-Euler Modell..........cooooiiiiiiiiiiiinieeeseeceeeeeeee e 26
5.1.1 MaSSENDIIANZ ....c.eiiiiiieieeiiee e 27
5.1.2 IMPUISDIIANZ ... e 28
5.1.3 ENergiebilanz. .........cooiieiiiiiiiiieee e 29
5.1.4 Bilanz der Blasenanzahl .............ccccooiiiiiiiniiniiiiiiccccceeeeee 30
5.2 Berechnung des Dampfmassenstroms...........c.cecveeieerieeiienieenieenie e eve e 31



VI

53 Berechnung der Keimbildungsrate............coccvveeiiiieiiieeiiieciee e 32
5.4  Berechnung der Phasengrenzflache............cccccoovieiiiiiiniiieniieeeeee e 36
5.5 Das “Volume of Fluid Model™ ............oooiiiiiieeeeeeee e 38
5.6  Thermodynamische Zustandsgleichungen .............cccoeceeevieniienieeciienieeieee e, 40
5.7 LOsungsSmethOde. ........ceeiviieiiiieiieeee e e 40
6. Berechnung der direkten Kondensation ............ccoeeicvveccssericssnncscnncssnncssnsecssssecsnnn 43
6.1 Massen- und Impulsbilanz der Strdmung mit direkter Kondensation.................. 47
6.2  Berechnung des turbulenten TransportStroms.............cceeeveerveerieniieeniieneeenieeennenn 48
6.3 RechenmethOdik .......c..oviiiiiiiiee e 50
6.4 Stabilitit der LOSUNG .....ooevuiieiiiieciie ettt et es 51
7. Blasenstromung bei Entspannungsverdampfung.........cccccceeecvercccercssnrcssnnscscnnscsnnns 52
7.1 Berechnung der Strémung durch eine konvergent-divergente Diise.................... 52
7.2 Berechnung der Strdémung durch eine abrupte Rohrerweiterung......................... 60
7.3 Berechnung der Stromung infolge eines Rohrbruchs im Sperrwasserkiihler....... 69
8. Separierte Zweiphasenstromungen mit direkter Kondensation.........ccccceeveverennes 76
8.1  Notkiihleinspeisung in den kalten Strang der UPTF Anlage .........ccccceceveriennnn. 76
8.2  Fluten einer mit Dampf gefiillten Leitung..........ccccveviieiiinieiiiieieeieeieeieees 83
9.  ZuSaMMENTASSUNG c..cuuererrrrersriessariosssriossssesssssesssssessssssssssossssssssssssssssssssssssssssssssasssssns 89
10. LiteraturverzeiChnis ... ecieeiieeiieiisinseinsnennnecsensnensseinecsssecssesssesssesssessssesssees 91



1. Formelzeichen

Lateinische Symbole

s
»

=

> T QM

=

=8

vz:g.z.r‘WWH

Nks

p R o

&

“Ex=E<<scHa0R

>
<

Einheit
m/s

m
m?/m3

kJ/(kg/K)
m

1/s

N

N

9,81 m/s’
m

kJ/kg
kJ/kg
kJ/kg
1/(m?s)
m?/s?
J/K

m

kg/s
kg/(m3s)
1/m’
1/m?

Pa

W/m?
kJ/(kgK)

VIII

Bedeutung
Schallgeschwindigkeit
Querschnittsfliche

spezifische Phasengrenzflache
Widerstandsbeiwert der Blasen
Spezifische Warmekapazitit

Rohrdurchmesser

Reibungskoeffizient

Maximale Frequenz der Blasenablosung
Widerstandskraft
Oberflachenspannungskraft
Erdbeschleunigung

Hohe

Spezifische Enthalpie

Totalenthalpie

Verdampfungsenthalpie

Keimbildungsrate

turbulente kinetische Energie

Boltzmann Konstante k=1,38066 102 J/)K
Rohrlidnge

Massenstrom

Massenstromdichte

Anzahldichte der Blasen
Keimstellendichte

Druck

Wirmestromdichte

Gaskonstante

Kritischer Blasenradius
Blasenabloseradius

Radius

Quellterm fiir allgemeine TransportgroBBe @
Zeit

Temperatur

Geschwindigkeit
Schwankungsgeschwindigkeit
Volumen

Spezifisches Volumen
Aktivierungsenergie zur Keimbildung
Kartesische Koordinate

Gitterweite in x-Richtung

Kartesische Koordinate

Gitterweite in y-Richtung



Griechische Symbole
Symbol Einheit
o -

o W/(m2K)
r kg/(sm?)
A

€ Wikg

7 -

n Pas

) s

A W/(mK)
N m?/s

p kg/m’

c N/m

= m

T N/m?

o

Indices

Zeichen

0

BI

b,p

D

f

h

I

L,n

In, out

K

p, W, e

s, sat

T

max

min

U

w

IX

Bedeutung

Volumenanteil
Wirmeitibergangskoeffizient
Volumetrische Massenstromdichte infolge
Verdampfung /Kondensation

Differenz

Dissipation der turbulenten kinetischen Energie
Widerstandszahl

Dynamische Viskositit

Kolmogorov Zeitskala Gl. (6.9)
Wirmeleitfahigkeit

Kinematische Viskositit

Dichte

Oberfliachenspannung

Umfang

Schubspannung

Allgemeine Transportgrofie

Bedeutung
Anfangswert

Blase
Blasen/Pfropfen
Dampf

Fliissigkeit
homogen
Phasengrenzfldche
Ortschritt, Zeitschritt
Eintritt, Austritt
Kern der Stromung
Punkt, west, east
Séttigung
turbulent

maximal

minimal
Uberhitzung

Wand



Kennzahlen
Kennzahl Bedeutung
\\Y%
Gb = —R Gibbs-Zahl
kT,
u2
Fr=— Froude-Zahl
gD
D
Nu = OLT Nusselt-Zahl
Cp (T =T,
Ja=—2"1 (T -T.) Jakob-Zahl
P Ahfg
Re = puD Reynolds-Zahl

u



2. Einleitung

In Anlagen der chemischen Industrie, in Kraftwerksanlagen, sowie in Anlagen fiir den
Transport von Gasen und Fliissigkeiten kénnen schnelle Anderungen von Druck oder
Temperatur zum thermodynamischen Nichtgleichgewicht fiihren und einen Phasenwechsel
zur Folge haben. Das Nichtgleichgewicht resultiert aus der Tragheit und der begrenzten
Fihigkeit von Fluiden den schnellen Anderungen mit der Einstellung von Gleichgewichten
zu folgen. So entstehen durch plotzliche Entspannung von Fliissigkeiten nach einem
Rohrbruch  Druckentlastungswellen, die sich von der Bruchstelle aus mit
Schallgeschwindigkeit fortpflanzen. Durch die schnelle Druckabsenkung kann die
Sattigungslinie unterschritten werden, so dass die Fliissigkeit {tiberhitzt und der
Siedevorgang verzogert wird. Die thermische Energie wird hierbei bis zum Zeitpunkt des
Siedebeginns gespeichert und anschlieend im Laufe des explosionsartigen Siedevorgangs
verbraucht. Diese Art der Verdampfung ist durch eine Expansion des zweiphasigen
Volumens gekennzeichnet und wird Entspannungsverdampfung genannt. Analog dazu kann
ein plotzlicher Kontakt zwischen unterkiihlter Fliissigkeit und Dampf eine schlagartige
Kondensation hervorrufen. Dies fiihrt zu einer schnellen Anderung des Drucks, welche sich

in Form eines DuckstoBes durch das Stromungssystem ausbreitet.

In beiden dargestellten Fillen ist eine Kopplung zwischen der thermischen und der
mechanischen Energie vorhanden. Bei einer erzwungenen plétzlichen Anderung einer
Energieform geht diese in die andere solange iiber, bis durch Prozesse des Phasenwechsels
und der Dissipation der Gleichgewichtzustand erreicht ist. Die Energiedissipation wird in
einer zweiphasigen Stromung von der Form der Phasengrenzfliche stark beeinflusst. Um
den Einfluss der rdumlichen Phasenverteilung auf Entstehung, Ausbreitungs-
geschwindigkeit und Déampfung der Druckstéfe zu beriicksichtigen, ist fiir die
Modellierung der genannten thermofluiddynamischen Vorgédnge eine instationdre sowie
mehrdimensionale Beschreibung notwendig. Die Transportgleichungen zur Beschreibung
der Stromung werden hierfiir mit Hilfe des Zweifluidmodells fiir beide Phasen in einem
mehrdimensionalen Koordinatensystem formuliert. Die Massenstrome, die im Laufe des
thermodynamischen Phasenwechsels ausgetauscht werden, werden in Abhéngigkeit des
thermischen Nichtgleichgewichts formuliert. Durch das Losen der Gleichungen ergeben

sich die transienten Druckfelder in zweiphasigen Stromungen.



3. Stand der Forschung

Im folgenden Abschnitt wird der Stand der Forschung zu transienten Druckfeldern in
zweiphasigen Stromungen mit dispergierten Phasen beschrieben. Insbesondere wird die
Literatur zur Blasenstromung infolge einer Entspannungsverdampfung und den daraus
resultierenden transienten Druckfeldern kritisch referiert. Der Stand der Forschung auf dem
Gebiet transienter Druckfelder in zweiphasigen Stromungen mit Kontaktkondensation wird
in Abschnitt 2.2 dargestellt. Zu diesem Thema werden die bekannten experimentellen und
theoretischen FErgebnisse kritisch analysiert. In Abschnitt 2.3 wird neben der

Geschwindigkeit der Ausbreitung, die Ddmpfung von Druckwellen untersucht.

3.1 Druckentlastung und Blasenbildung

Ein Phasenwechsel vom fliissigen in den gasformigen Zustand (Bild 3.1) kann durch das
Erhitzen der Fliissigkeit oder durch das Senken des Drucks herbeigefiihrt werden. Verlduft
die jeweilige Zustandsdnderung sehr schnell, kann die Sattigungslinie tiberschritten werden,
ohne dass eine Aktivierung der Siedekeime stattfindet. Das fliissige Wasser wird durch die

schnelle Drucksenkung, dargestellt in Bild 3.1, in den thermisch instabilen Zustand 2

gebracht. Die Uberhitzung des Wassers im Punkt 2, ist ein MaB fiir das thermische
Nichtgleichgewicht und gleichzeitig das Potenzial zur Bildung der Dampfphase. Die daraus
resultierende schnelle Verdampfung erfolgt aus der Tendenz den Gleichgewichtszustand

wieder zu erreichen und wird Entspannungsverdampfung genannt.

A A

P p
KP KP

flussig 1

gasformig 2

» »
> >

T T

Bild 3.1: P-T Phasendiagramm des Wassers (KP — der kritische Punkt)



In Bild 3.2 ist ein Rohrbruch schematisch dargestellt, der durch das Ansprechen einer
Berstscheibe am Ende des Rohres modelliert werden kann. Zum Zeitpunkt t=0 ist das
Wasser im Rohr unterkiihlt, es befindet sich jedoch unter einem hoheren Druck und héherer
Temperatur als das Wasser im Behélter. Wird die Berstscheibe am Ende des Rohres
entfernt, so folgt eine schnelle Druckentlastung und Beschleunigung des Wassers aus dem
Ruhezustand. Die schnelle Drucksenkung fiihrt zur Uberhitzung des urspriinglich
unterkiihltes Wassers, wodurch die Siedekeime an der Wand des Rohres oder im Kern der
Fliissigkeit aktiviert werden. An stabilen Siedekeimen setzt durch die Wirkung der
Uberhitzungswirme das Blasenwachstum gefolgt vom Blasenablosen an. Die Blasen
werden konvektiv in den Behélter transportiert und werden dort der Wirkung von

Druckentlastungswellen ausgesetzt.

Px I,

P Ls ..

P

Bild 3.2: Schematische Darstellung von Rohrbruch

Das in Bild 3.2 dargestellte Szenario kann bei Storfillen in Anlagen der chemischen
Industrie, in konventionellen Kraftwerken, sowie als sogenannter doppelseitiger Bruch in
kerntechnischen Anlagen auftreten. Droht eine chemische Reaktion einen unkontrollierten
Verlauf zu nehmen, so wird gezielt eine Druckentlastung des chemischen Reaktors iiber
eine Entlastungsarmatur initiiert [1, 2]. Da der ausstrémende Massenstrom nicht grof3er sein

kann als der kritische, muss der Entlastungsquerschnitt entsprechend dimensioniert sein,



um die Integritdt des Reaktorbehélters zu garantieren. In der nuklearen Sicherheitstechnik
ist es notwendig den ausstromenden Massenstrom nach einem hypothetischen Rohrbruch
zu berechnen, um den Integrititsnachweis fiir den Behilter zu erbringen. Durch plétzliche
Entspannung des im Primérkreiskauf von Druckwasserreaktoren befindlichen Kiihlmittels
entstehen nach einem Rohrbruch Druckentlastungswellen, die sich von der Bruchstelle aus
mit Schallgeschwindigkeit fortpflanzen und auf das Rohrleitungssystem und die Einbauten
mechanische Belastungen ausiiben [3]. Es ist daher notwendig die Druck- und die
Geschwindigkeitsfelder nach einem hypothetischen Rohrbruch, oder gezielter

Druckentlastung zu berechnen.

3.1.1 Berechnung der Entspannungsverdampfung

Der Prozess der Entspannungsverdampfung infolge einer plotzlichen Druckentlastung kann
auf numerischem Wege berechnet werden. Hierfliir muss im zweiphasigen Stromungsfeld
die Bildung und das Wachstum von Blasen moglichst genau beschrieben werden, da diese
das Stromungsfeld und somit auch den Druckverlauf beeinflussen. Bekannte Ergebnisse zur
Blasenbildung wéhrend der Entspannungsverdampfung sind auf theoretischem oder
experimentellem Gebiet vorhanden. Nach Katz [4] konnen durch eine isobare Erhitzung
unter Laborbedingungen Temperaturen bis zu 88%-90% der kritischen Temperatur erreicht

werden, ohne dass davor die Siedekeime aktiviert werden.

I Spinodal Linie fur
Flussigkeit

Y

Bild 3.3: Theoretische Grenze fiir die homogene Keimbildung



Gemidll der kinetischen Theorie der Fliissigkeit [5] liegt die Grenze zur homogenen
Keimbildung im p,v-Diagramm an der Spinodallinie im metastabilen Fliissigkeitsbereich.
Dies wird tendenziell durch Messungen von Linhard [6] bestétigt. Im p,v-Diagramm
(Bild 3.3) ergibt sich die Spinodallinie durch Verbindung der Minima der theoretischen

Isothermen ((8p / GV)T =0). Homogene Keimbildung findet nur in einer reinen Fliissigkeit

allein infolge der thermischen Schwingungen der Molekiile statt. Die anschlieBende

Verdampfung verlduft spontan und stellt ein Gefdhrdungspotenzial dar.

Bartak [7] fiihrt experimentelle Untersuchungen zum LOCA - Storfall (Loss of Coolant
Accident) im Druckwasserreaktor durch. Der Anfangsruck betrdgt hierbei 16 MPa und die
Temperatur 300° C. Die spontane Dampfentwicklung im Laufe der Druckentlastung fiihrt
er auf die homogene Keimbildung zuriick, obwohl sich der thermodynamische Zustand des
Wassers im metastabilen Bereich weitentfernt von der Spinodallinie befindet. In diesem
Fall diirfte daher eine heterogene Keimbildung vorliegen. Als Siedekeime dienen
submikrone Festpartikeln oder Gasblasen, die in Fliissigkeit selbst oder in feinen
Wandspalten vorzufinden sind (Bild 3.4). In Anwesenheit der Fremdkeime wird die
Wirkung der intermolekularen Krifte im Wasser geschwicht. Die Arbeit gegen die
Oberflachenspannungskrifte

W =4nR% o 3.1
cr cr ( )

wird dadurch gesenkt, womit die notwendige Energie zum Erzeugen einer stabilen Blase in
Form der Uberhitzung sinkt [5]. In der GI. (3.1) wird mit R., der kritische oder der kleinste

stabile Blasenradius bezeichnet und mit ¢ die Oberflaichenspannung.

Ps
P

homogen heterogen heterogen

Bild 3.4: Homogene und heterogene Keimbildung



Linhard [6] beschreibt die heterogene Keimbildung bei der isobaren Zustandsdnderung
deutlich unterhalb der kritischen Temperatur. Die Gefidhrdung durch spontane
Verdampfung ist in diesem Fall niedriger. Da feine Gasblasen aus Wasser nur schwer zu
entfernen sind, ist die homogene Keimbildung nur unter Laborbedingungen zu erzielen. In
technischen Systemen mit Phasenwechsel zwischen Flissigkeit und Dampf ist die

heterogene Keimbildung der bevorzugte Blasenbildungsmechanismus.

Hahne und Barthau [8] untersuchen die Entspannungsverdampfung in Behéltern mit
unterschiedlicher = Beschaffenheit der Wandoberfliche und analysierten die
Ausbreitungsgeschwindigkeit der dabei entstechenden Verdampfungsfront. Die
Keimbildung im Kern der Fliissigkeit iiberwiegt in den Experimenten mit Behéltern aus
Glas. Die Anwesenheit einer Kontaktfliche zwischen Metall und Fliissigkeit fordert die
Keimbildung in Wandniihe und erfordert eine niedrigere Uberhitzung fiir das Einleiten des
Verdampfungsprozesses. Die Ausbreitungsgeschwindigkeit der Verdampfungsfront ist
dabei grofler. Von Ewan and Moodie [9] wird die Blasenbildung im Kéltemittel R11
experimentell untersucht. Das Kaéltemittel wird dabei durch ein Rohr mit quadratischem
Querschnitt mit zwei gegeniiberliegenden Wénden aus Glas und zwei gegeniiberliegenden
Winden aus Metall entspannt. Die Keimbildung erfolgt iiberwiegend an der Metallwand.
Daraus folgern die Autoren, dass in den meisten technischen Systemen, in welchen der
Verunreinigungsgrad der Fliissigkeit nicht extrem hoch ist, die Keimbildung an der Wand
mafgeblich ist. Aus den Untersuchungen zur Druckentlastung im Fall von LOCA (Loss of
Coolant Accident) von Lienhard [10] folgen die Ergebnisse:

e Der Druckabfall wird abrupt durch eine spontane Verdampfung aufgehalten, welche
wiederum einen Druckanstieg zur Folge hat. Danach bleibt der Druck fiir eine
relativ lange Periode konstant

e Der Betrag, um den der lokale Sattigungsdruck wihrend der Druckentlastung
unterschritten wird, ist stark von der Anfangtemperatur des Wassers abhéngig und

weniger vom zeitlichen Druckgradienten ( Ap/At ) sowie der Reinheit des Wassers.

Peterson [11] untersucht Druckentlastungsvorgéinge in Fliissigkeit R11. Er stellt ein
heterogenes Gemisch aus unterkiihlter, geséttigter und tiberhitzter Fliissigkeit in Laufe der
Entspannungsverdampfung fest. Hill und Sturtevant [12] berichten iiber experimentelle
Ergebnisse zur schnellen Entspannungsverdampfung eines weiteren Kiltemittels. Das

vertikale Rohr ist vor dem Bruch der Berstscheibe je zur Hilfte mit fliissigem Kéltemittel



und Kéltemitteldampf gefiillt. Im Laufe der Druckentlastung finden Keimbildung und
Verdampfung an der freien Oberfldche statt. Die mit einer Hochgeschwindigkeitskamera
beobachtete Keimbildungsrate zeigt einen zeitlich und ortlich instationdren Charakter. Die
Blasenbildung setzt an der Wand an (Bild 3.5), wobei 2,35 ms nach dem Bruch der
Berstscheibe die Blasen im gesamten Stromungsquerschnitt anwesend sind. Fiir grofere
Uberhitzungen verliuft die Verdampfung explosionsartig und wird von Aerosolen begleitet,
die durch Blasenzerfall auf der freien Oberfldche gebildet werden. Direkt nach dem Bruch
der Berstscheibe ist der Druckverlauf instationdr. Jedoch 10 ms danach wird ein quasi

stationdrer Druckverlauf beobachtet.

t=1,15ms t=1,55 ms t=1,95 ms t=2,35ms

Bild 3.5: Blasenbildung nach dem Bruch der Berstscheibe in Experiment von Hill und
Sturtevant [12]

Ivashnyov, Ivashneva, und Smirnov [13] unterscheiden zwischen einer schnellen
Verdiinnungswelle, welche sich zu Beginn der Druckentlastung mit der Geschwindigkeit
von 1100 m/s in der Fliissigkeit ausbreitet und einer langsamen Welle, welche vom
Wasserdampfgemisch mit der Geschwindigkeit von 10 m/s ausgeht. In der verdiinnten
Zone, in der die ,langsame* Welle wirkt, wird ein Grossteil der Dampfphase gebildet.
Dadurch entspannt das Gemisch aus dem Zustand des thermischen Nichtgleichgewichts ins
Gleichgewicht. Die ,langsame® Welle wird mit einer Deflagrationswelle dhnlich dem
Verbrennungsprozess verglichen. Hierbei sind anders als bei der Detonation die
Maximaltemperaturen in der Druckwelle nicht geniigend hoch, um den Brennstoff explosiv
zu ziinden, wodurch sich die Brennfront langsamer als die Schallgeschwindigkeit
fortpflanzt [14].

Abuaf [15, 16] untersucht mit experimentellen und theoretischen Methoden die
Blasenbildung in einer konvergent-divergenten Diise mit dem Ziel, den kritischen
Massenstrom eines Wasser-Dampf Gemisches zu ermitteln. Im konvergenten Teil der Diise

wird die Stromung aufgrund der Querschnittsverengung beschleunigt. Dadurch wird der



Druck gesenkt. Bei hinreichendem Unterschreiten des lokalen Sattigungsdrucks beginnt im
engsten Querschnitt der Diise die Entspannungsverdampfung. Darstellungen des
Druckverlaufes in einem p-T Diagramm (Bild 3.6) zeigen, dass in den meisten Féllen die
Séttigungslinie stromabwérts oder in der Nédhe des engsten Querschnitts der Diise

unterschritten wird.

6 | I
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Bild 3.6: Isothermale Entspannungsverdampfung in p-T Diagramm

Puzalovski und Neumann [17] vergleichen gemessene und berechnete Driicke wéhrend
einer Druckentlastung und stellen fest, dass die Phasengrenzfliche ein wesentlicher
Parameter ist. Zur Berechnung der Phasengrenzfliche gehen sie von einem konstanten
Durchmesser der Blasen oder Tropfen aus. Ein Vergleich der so gewonnenen Driicke mit
den experimentellen zeigt zunichst eine Abweichung, die aber durch eine Korrektur des
Durchmessers verbessert wird. Bei nichtvorhandenen experimentellen Ergebnissen bleibt
somit die Frage offen, in welcher Richtung und wie der Blasendurchmesser zu korrigieren
ist. Richter [18] geht in seinen Berechnungen von einer konstanten Zahl an Blasenkeimen
(10"/m?®) aus, wobei der einheitliche Anfangsdurchmesser der Blasen von 2,5 10° m
eingefiihrt wird.

Beim Auswéhlen des Berechnungsmodells fiir Stromungen mit Entspannungsverdampfung
wird oft nach der Lauflinge des Stromungsfelds unterschieden. Das thermische
Nichtgleichgewicht wird nur fiir kurze Lauflingen wie z. B. kurze Diisen formuliert [19],
da hierbei die Verweilzeit kleiner ist als die zum Erreichen des Gleichgewichts. Im
Gegensatz dazu wird fiir lingere Rohre angenommen, dass die Verweilzeit ausreicht, um

das thermische Gleichgewicht zu erreichen [20], [21]. Die fiir die Phasenumwandlung



notwendige latente Wirme ist in diesem Fall sofort und {iberlall im Strémungsfeld
vorhanden. Ab welcher Lauflinge das eine und ab welcher Lauflinge das andere Modell
gilt, wird von Wallis [22], Leung [23] und Fauske [24] untersucht. Hierbei bleibt die Frage
offen, ob die Modellgrenzen unabhingig vom Stromungsmedium und den Driicken gelten.
Modelle, in welchen thermisches Gleichgewicht angenommen wird, werden als stationire
Modelle bezeichnet. Mit ihrer Hilfe sind keine Einsichten in den zeitabhidngigen Verlauf
des Drucks zu gewinnen. Die genannten Modelle sind in der Regel eindimensional
formuliert. Eine plotzliche Anderung des Drucks infolge eines Rohrbruchs breitet sich im
System in Form von Druckwellen aus. Da diese, je nach Berandung des Stromungsfelds
reflektieren konnen, eignen sich die eindimensionalen Modelle nur fiir einfach berandete
Stromungsfelder.

Von Akagawa, Fuji und Ito [25] wird die Ausbreitung der Druckwellen in einer
zweiphasigen Blasenstromung untersucht. Es wird der transiente Druckverlauf in einem
eindimensionalen Stromungsfeld berechnet, das durch ein schnelles VentilschlieBen erzeugt
wird. Die Berechnungen werden mit dem Zweifluidmodell und mit dem Modell fiir
homogene Geschwindigkeitsfelder durchgefiihrt. Der Vergleich der Ergebnisse ergibt fiir
den transienten Druckverlauf keine groBBeren Unterschiede. Daraus wird gefolgert, dass der
Schlupf zwischen der fliissigen und der dampfférmigen Phase die Berechnung der
transienten Druckverldufe in einer Blasenstromung mit geniigender Genauigkeit
vernachléssigt werden kann. Von Feburie, Giot, Granger und Seynhaeve [26] wird das
kritische Ausstromen durch Risse in Rohrwéinden oder Behéltern berechnet. Die
eindimensionale Stromung wird hierbei mit den Transportgleichungen fiir unterkiihlte
Fliissigkeiten, metastabile Fliissigkeiten und fiir gesittigte Dampfe beschrieben. Fiir die
Berechnung des verdampfenden Massenstroms wird das sogenannte Relaxationsmodel
[27, 28] eingesetzt. Der Quellterm flir den Dampfmassenstrom ist eine Funktion der
Relaxationszeit, die aus Experimenten [29] gewonnen wird. Im Modell von Cleaver
[30, 31] wird zunéchst zwischen homogener und heterogener Keimbildung unterschieden.
Es wird jedoch darauf hingewiesen, dass die homogene Keimbildung erst beim Uberhitzen
von mehreren Hundert Grad Kelvin bedeutsam ist. Die heterogene Keimbildung wird an
der Wand, wie auch im Kern der Fliissigkeit analog zur homogenen Keimbildung
berechnet, wozu ein Heterogenitits- und ein Formfaktor eingefiihrt werden. Diese Faktoren
werden variiert, um die experimentellen Daten wiederzugeben. Eine gute Ubereinstimmung

lasst sich nur fiir Driicke in der ersten Phase der Druckentlastung erzielen.
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3.2 Kontaktkondensation und Fluten

Die beim Entspannungsverdampfen gebildeten Dampfblasen oder Pfropfen konnen durch
den konvektiven Transport in einem Stromungsfeld mit kalter Fliissigkeit in Kontakt
gebracht werden. Das thermische Nichtgleichgewicht, welches sich als Unterkiihlung der
Fliissigkeit einstellt, fithrt zur Kontaktkondensation des Dampfes. In Abwesenheit eines
Grenzmediums zwischen den Phasen und durch die Wirkung der turbulenten Fluktuationen
an der Phasengrenzfliche werden Wiarme- und Stoffaustausch zwischen den Phasen
intensiviert. Dadurch treten groBe Kondensationsmassenstrome auf, welche zu stark
transienten Anderungen des Druckes fiihren.

Direkte Kondensation des Dampfes kann in Leitungen fiir den Transport von Gasen und
Fliissigkeiten, in Anlagen der chemischen Industrie oder Kraftwerksanlagen auftreten.
Beim Auslegen der Anlagen und zur Storfallanalyse muss die Integritit der
Rohrleitungsnetze und der Apparate und die Funktionalitit der Notmaflnahmen abgeschétzt
und vorausgesagt werden. Dafiir ist die Kenntnis der bei der Kontaktkondensation

auftretenden transienten Druckfelder notwendig.

Im Druckwasserreaktor stellt das Auftreten eines Rohrbruchs im Primérkreislauf durch den
darauf folgenden Verlust von Kiihlmittel einen besonders schwerwiegenden Storfall dar.
Um in dieser Situation ein Uberhitzen des Reaktorkernes zu vermeiden, wird Kaltwasser
(ECC-Emergency Core Cooling) in den Primirkreislauf eingespeist. Der Kontakt des
Notkiihlmittels mit dem Dampf fiihrt zur schlagartigen Kondensation des Dampfes.
Verursacht durch die Kondensation treten Druckschwankungen auf, welche oszillatorische

Stromungsformen zur Folge haben.

Die Noteinspeisung in einem Druckwasserreaktor wurde mit Hilfe der Testanlage UPTF
(Upper Plenum Test Facility) [32, 33] experimentell untersucht. Die Untersuchungen haben
gezeigt, dass die Zufuhr des Kiihlmittels zum Reaktorkern durch die Kondensation des
Dampfes beeinflusst wird. Class [34] fiihrt Experimente zur Dampfblasenbildung in
Kondensationsbecken durch. Der Dampf wird durch ein Rohr in ein Becken mit kaltem
Wasser geleitet, wobei kurzzeitig schlagartige Kondensationen registriert werden. Das kalte
Wasser wird durch die Drucksenkung im Laufe der Kondensation in das Rohr
hineineingezogen, wo es dann zum UmschlieBen der Dampftasche kommen kann. Die

darauf folgende schlagartige Kondensation wird von einer Druckspitze begeleitet.
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3.2.1 Kondensationsbedingter Wasserhammer

Das Phéanomen der Kontaktkondensation, die Stromungsformen, die zur Entstehung von
groBeren Drucktransienten fiihren, konnen am Beispiel des Flutens einer mit Dampf
gefiillter Leitung untersucht werden. In Bild 3.7 ist eine mit Rohrkriimmer ausgefiihrte
Leitung dargestellt, in die ein konstanter Massenstrom des kalten Wassers eingespeist wird.
Zum Beginn der Einspeisung bildet sich eine Schichtenstromung aus. Infolge der Stromung
im Rohrkriimmer kommt es im weiteren Verlauf zur Bildung von Dampfpfropfen. Der im
Pfropfen eingeschlossene Dampf kondensiert durch den Kontakt mit dem unterkiihlten
Wasser sehr rasch und wird dadurch schnell abgebaut, so dass er kollabiert. Aufgrund der
unterschiedlichen spezifischen Volumina von Dampf und Wasser fiihrt die Kondensation
zundchst zur lokalen Druckabsenkung. Das Wasser wird durch die Wirkung des
Unterdruckes in Richtung der kollabierenden Dampfblase stark beschleunigt. Die darauf
folgende Kollision der Wasserfronten miteinander oder mit der Rohrwand verursacht einen

lokalen Druckanstieg. Dieses Phdnomen ist unter dem Namen Wasserhammer bekannt.

Unterkuhltes
Wasser (M=const)

= — j 1,0
Bildung von i
Dampfpfropfen |

=> schnelle Kondensation

Kollaps von
Dampfpfropfen

Beschleunigung
des Wassers

Bild 3.7: Der volumetrische Wassergehalt beim Einspeisen des kalten Wassers in eine mit

Dampf gefiillte Leitung
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Die plotzliche Kondensation, der von unterkiihlter Fliissigkeit eingeschlossenen
Dampfvolumen, kann somit zum Auftreten von Druckst6Ben in zweiphasig durchstromten
Systemen fithren. Diese breiten sich mit lokaler Schallgeschwindigkeit in den
Rohrleitungen und den angrenzenden Apparaten aus. Die erreichten maximalen Werte des
Drucks betragen oft ein Vielfaches des urspriinglichen Betriebsdrucks und konnen so zum
Bruch von Systemkomponenten wie Apparate- oder Rohrwéinde sowie von Flanschen
fiihren. Kirsner [35] berichtet von einem durch Kondensationsschlag (Wasserhammer)
verursachten Rohrbruch in einer chemischen Anlage. Er skizziert schematisch die
Mechanismen, die zur Entstehung des Kondensationsschlages (Bild 3.8) fiihren. Die Stérke
des Kondensationsschlages fiihrt er auf GroBe der gebildeten Dampfraume, Dampfdruck
und Unterkiihlung der Fliissigkeit zuriick.

Unterkuhlte Flussigkeit Dampf

Isolierter Dampfraum

Kollaps der Dampfblase

Aufprall und Druckstol3

Bild 3.8: Ausbildung des Dampfpfropfens und sein Kollaps im Prozess der direkten
Kondensation des Dampfes nach Kirsner [35]
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Block [36] unterteilt die Strémung mit direkter Kondensation in solche mit Blasenkollaps
und solche mit verteilter Phasengrenzfliche, ohne Blasenkollaps. Er verweist darauf, dass
die Massenstrome bei schneller Kondensation durch gasdynamische GesetzméBigkeiten
begrenzt sind. Die Intensitit der Kondensation ist abhéngig von der Unterkiihlung der
Fliissigkeit und der GroBe der Phasengrenzfliche, wobei der resultierende Massenstrom
den kritischen des Dampfes nicht iibersteigen kann. Die Entstehung von Wasserhammer bei
Kontaktkondensation wird experimentell von Rothe, Wallis und Crowley [37] untersucht.
Die Autoren unterschieden zwischen der Kondensation an einer ruhenden
Wasseroberflache und der Kondensation an einer turbulent gut durchmischten Grenzflache
zwischen Dampf und Wasser. Sie untersuchen die Entstehung des Wasserhammer-
phidnomens in Abhidngigkeit der Phasenverteilung. Als Ergebnis erhalten sie einen
Zusammenhang zwischen dem Druckanstieg und der Ausbildung von den mit Fliissigkeit
eingeschlossenen Dampfpfropfen. Bjorge und Griffith [38] berichten {iber ein analytisches
Modell zur Berechnung von Wasserhammer, welches im Wesentlichen auf der Berechnung
des Ubergangs zwischen geschichteter und Pfropfenstromung basiert. Der
Strémungsiibergang wird nach dem Modell von Taitel und Dukler [39] in Abhédngigkeit der
Froude-Zahl berechnet.

Die Ausbildung von Pfropfen in einer geschichteten Stromung wird ohne Beriicksichtigung
des Wiarme- oder Stoffaustauschs von Banerjee [40] experimentell untersucht. Demnach
fiihrt das Fluten in einer gekriimmten Leitung zu einem hydraulischen Sprung und zur
Bildung von Wellen und Pfropfen an einer anfangs glatten Fliissigkeitsoberflache. Ishii und
Mishima [41] geben das Kriterium fiir die Bildung von Pfropfen in einer horizontalen von
Luft und Wasser durchstromten Rohrleitung an. Choi und No [42] untersuchen die Grenzen
zwischen der Wellen und Pfropfenstromung fiir den adiabaten Fall, der einem Testfall
UPTF (Upper Plenum Test Facility) entspricht. Es wird in den genannten Untersuchungen
zur Bildung von Wellen und Pfropfen stets von einer Luft-Wasser Stromung ohne Warme-
oder Stoffaustausch zwischen den Phasen ausgegangen. Weil das Druckfeld, Stromungsfeld
und die Kondensation stark miteinander gekoppelt sind, sind die Stromungsformen bei
Kontaktkondensation im Wesentlichen durch den Wérme- und Stoffaustausch bestimmt.
Deshalb sind die oben beschriebenen Modelle auf die Strémung mit Kontaktkondensation

nicht {bertragbar. Die Vorhersage von Dampfpfropfen und das Auftreten des
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Wasserhammerphdnomens infolge der Dampfkondensation sind an Hand der genannten

Modelle, nicht moglich.

Der Wasserhammer kann in allen Rohrleitungen bei plotzlicher Anderung der
Stromungsparameter auftreten [43]. Durch das Betétigen von Klappen oder Ventilen, durch
den Ausfall von Pumpen oder durch das Auftreten von Lecks kommt es zu starken
Anderungen der Stromungsgeschwindigkeit der fliissigen und gasférmigen Phase. Durch
das plotzliche Abbremsen oder Beschleunigen der Fliissigkeit werden aufgrund der
Massentriigheit groBe Kriifte wirksam, welche zu starken Anderungen des Drucks fiihren.
Je groBer und schneller die Anderungen der Strdmungsgeschwindigkeit, um so groBer die
Druckspitzen. In Analogie zur Berechnung einphasiger Stromungen wird der
Wasserhammer infolge der Kontaktkondensation oft ohne Beriicksichtigung des
Kondensationsvorgangs selbst berechnet [44]. Dazu werden die Eulersche Gl. fiir die

Fliissigkeit
—+tu—+——+—=0 (3.1)

und die Kontinuitétsgleichung fiir die Fliissigkeit

o, olpu) (3.2)

ot  0ox

fiir charakteristische Losungen in Gleichungen mit einfachen Differenzialen tiberfiihrt :
—+——+—=0. (3.3)

Die Kontinuitdtsgleichung (3.2) wird hierbei unter Verwendung der Schallgeschwindigkeit
fiir Fliissigkeiten (Jp/dp = l/ a’) umgeformt. Mit f wird in Gl (3.3) der

Reibungskoeffizient bezeichnet. Gl. (3.3) gilt jeweils entlang der positiven oder negativen
Charakteristik %:uia. Wird in GIL. (3.3) die Reibung vernachldssigt, so folgt die

Joukowski Formel zur Berechnung der maximalen Druckinderung

Ap=apAu (3.4)
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wihrend der Geschwindigkeitsinderung Au. Wenn alle genanten Einschrinkungen erfiillt
sind, gilt Gl. (3.4). Dabei wird vorausgesagt, dass die Zeit fiir die Anderung der
Geschwindigkeit, wie sie z.B. beim VentilschlieBen verstreicht, kleiner ist, als die Zeit
21 /a. Hierbei wird mit L die Rohrlénge bezeichnet. Eine direkte Abhéngigkeit der Hohe der
Druckspitze von der Liange und der Form der Dampfpfropfen oder der Rohrldnge selbst,
sowie der Intensitdt der Kondensation ist in Gl. (3.4) nicht gegeben. Die Entstehung eines
DruckstoBBes infolge direkter Kondensation ist ein instationdrer Prozess. Um ihn zu
berechnen, muss die Form der Phasengrenzfldche beriicksichtigt werden. Dies ist in der

Joukovski Formel (3.4) nicht gegeben.

Der durch die schlagartige Kontaktkondensation erzeugte Druckstof3 breitet sich abhingig
von der Verteilung der Phasengrenzflache aus und bewirkt instationdre und lokal erhohte
Krifte auf Wiénden des Rohrleitungssystems. Der Druckstol wird hierbei durch die
elastische Verformung der Leitungen geddampft [45], indem ein Teil der Energie durch
Deformation der Leitung dissipiert. Die Druckwellen werden weiter geddmpft durch die
Verdichtungs- oder Entspannungsarbeit der Fliissigkeit und des Dampfes, da auch hierbei
wegen der Irreversibilitdit des Prozesses Reibungsverluste entstehen, wie es bei jeder
Transformation zwischen kinetischer und potentieller Energie der Fall ist. Hierzu
untersuchen Igra und Takayama [46] auf theoretischem und experimentellem Wege die
Wechselwirkung von Druckstéen mit Fliissigkeitssdulen und Tropfen. Sie vergleichen die
fiir eine Fliissigkeitssdule erhaltenen Ergebnisse mit den fiir einen festen Zylinder. Der
Vergleich zeigt bereits nach 40us deutliche Unterschiede im Stromungsfeld. Die
Unterschiede resultieren aus der Deformation der Fliissigkeitssdule in Wechselwirkung mit

der Druckwelle, wodurch letztere geddmpft wird.

Eine Rohrleitung, in der Kontaktkondensation des Dampfes stattfindet, kann durch
Kavitation zusdtzlichen mechanischen Belastungen ausgesetzt sein. Von Mitosek [47]
werden die Kavitationsvorginge infolge kondensationsbedingter Wasserhammereffekte
beschrieben. Wéahrend der schlagartigen Kondensation und der damit verbundenen
Druckabsenkung kann dieser den lokalen Sattigungsdruck unterschreiten. Ist im Wasser
Luft gelost, so konnen Kavitationsblasen entstehen. Beim anschlieBenden Kollidieren der
Wasserséulen steigt der lokale Druck, wodurch das Wasser unterkiihlt wird. Demzufolge
kollabieren auch die Kavitationsblasen und es werden so zusétzliche Belastungen auf

Rohrwinde ausgeiibt. Von Wiederaufschlag oder ,,rebound* wird im Verlauf der Kavitation
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von Kwidzinski und Kardas [48] berichtet. Hiernach verschwindet die kollabierende Blase
nicht sofort, sondern beginnt nach dem ersten Aufschlag wieder kurzzeitig zu wachsen. Es
folgt dann der zweite durch Kollaps verursachte Aufschlag der Wassersdulen in Form eines
Wasserhammers. Dies macht sich durch doppelte Druckspitzen bemerkbar, wobei in der

Regel die erste Druckspitze groBer ist.

3.2.2 Berechnung der direkten Kondensation

Um den Prozess der direkten Kondensation zu berechnen, muss die Verteilung der
Phasengrenzfliche beriicksichtigt werden, da nur so die Ausbildung der Dampfpfropfen
und das Auftreten eines Wasserhammers sowie die Ausbreitung der Drucksto3e berechnet
werden konnen. Die Kontaktkondensation ldsst sich auf numerischem Wege berechnen. Die
mehrdimensionale Abbildung der Phasenverteilung fiihrt zu einer Verbesserung der
Ergebnisse verglichen mit der bisher angewendeten eindimensionalen Beschreibungsweise.
Fiir das Berechnen des Massenstromes, welcher im Laufe der Kondensation zwischen den

Phasen ausgetauscht wird, miissen:

e die lokale Unterkiihlung der Fliissigkeit,
e der lokale Wérmetibergangskoeffizient und

e die GroBe der Phasengrenzfldche

berechnet werden (Bild 3.9).

Phasengrenzflache

Bild 3.9: Direkte Kondensation an unterkiihlter Fliissigkeit
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Zur Berechnung des Wirmeiibergangskoeffizienten bei Kontaktkondensation konnen
empirische Modelle [49, 50] herangezogen werden. Hierbei ist zu beriicksichtigen, dass sie
oft nur auf ein begrenztes Spektrum der Stromungsparameter oder nur auf eine bestimmte
Geometrie des Stromungskanals anwendbar sind. Es wird deshalb nach einem Modell
gesucht, mit dem der Wérme- und Stoffaustausch bei Kontaktkondensation ohne den

Einsatz von empirisch zu ermittelnden Koeffizienten beschrieben werden kann.

Fuji und Akagava [51] fithren experimentelle Untersuchungen zum Wasserhammereffekt in
einer Blasenstromung des Kiihlmittels R-113 durch. Die experimentellen Ergebnisse
werden mit berechneten verglichen, welche mit einem eindimensionalen Zweifluid-Modell
unter Berticksichtigung von thermischem und mechanischem Nichtgleichgewicht erzielt
sind. Zur Berechnung der Kondensationsmassenstrome werden die aus Druckmessungen
gewonnenen Koeffizienten verwendet, die jeweils als Funktionen von Druck und

eingesetztem Fluid empirisch ermittelt werden.

Von Sursock und Duffey [52] wird die Kondensation von Dampfblasen in einer
unterkiihlten Fliissigkeit mit experimentellen und theoretischen Methoden untersucht.
Hierbei wird ein Dampfstrahl in einen mit unterkiihltem Wasser befiillten Behélter geleitet
mit dem Ziel den Wérmeiibergangskoeffizienten fiir die direkte Kondensation zu messen.
Aus den Ergebnissen folgt, dass die Kondensation des Dampfes nicht homogen und
spontan, sondern heterogen auf vorhandenen Phasengrenzflichen bereits existierender
Blasen stattfindet. Der auftretende Kondensationsmassenstrom ist dabei geringer als der fiir

den homogenen Fall, der mit der kinetischen Theorie [5] berechnet wird.

In seinen Messungen zur Kondensation von Dampf an einem vertikal abflieBenden und
turbulent stromenden Fliissigkeitsfilm verweist Banerjee [53] auf den Zusammenhang
zwischen der viskosen Dissipation in einer turbulenten Stromung und dem gemessenen
Kondensationsmassenstrom. Sonin, Shimko, und Chun [54] untersuchen Instabilitidten beim
Kondensieren von Dampf in einer turbulent strémenden Fliissigkeit. Die Kondensation des
Dampfes wird in einer unterkiihlten, turbulent stromenden Fliissigkeit dann instabil, wenn
der Turbulenzgrad der Fliissigkeit einen Grenzwert {iiberschreitet. Oberhalb des
Grenzwertes, welcher von der Unterkiihlung der Fliissigkeit abhdngig ist, treten sehr kurze
Kondensationssto3e von hoher Intensitit auf. Von Sursock und Duffey [52] wird die

Kondensation von Dampfpfropfen der GroBenordnung von 1 m experimentell in Rohren
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mit dem Ziel untersucht, den Einfluss der Kondensation auf das Stromungsfeld zu
beschreiben. Glatte Phasengrenzen haben wegen ihrer geringen Ausdehnung einen geringen
Kondensationsmassenstrom zur Folge. Steigt der Turbulenzgrad des Wassers, so wird die
freie Oberfliache gestort und es kommt zu Instabilititen und zur Wellenbildung [55]. Die
Storungen an der freien Oberfliche konnen zur verstirkten Injektion von Dampf unter die
freie Wasseroberflidche fithren. Hierdurch wird die Phasengrenzflache vergréfert und die
Kondensation verstirkt. Da der Kondensationsmassenstrom durch die Dampfzufuhr
begrenzt ist, kann mit vergroBerter Phasengrenzfliche die Schallgeschwindigkeit des

Dampfes erreicht werden.

Der Stofftransport aufgrund der Kondensation, bedingt durch Temperaturgradienten,
verlauft dhnlich zum Stofftransport aufgrund der Absorption bedingt durch
Konzentrationsgradienten. Von Fortesque [56], Banerjee [53] und Lamonte [57] wird zur
Berechnung des durch Absorption ausgetauschten Massenstroms das Modell verwendet, in
welchem der Stoffiibergangskoeffizient in Abhédngigkeit der Turbulenz an der
Phasengrenzfliche berechnet wird. Der Stoffaustausch wird durch die Turbulenz

intensiviert, weshalb bei seiner Berechnung ein direkter Zusammenhang zwischen beiden

GroBen aufgestellt wird.

Flussigkeit

Bild 3.10: Stofftransport durch Turbulenz an der Phasengrenzfldche (Fortescue [56])

Die Absorption von Gasen in einer turbulenten Stromung in Abwesenheit dullerer, durch
das Gas erzwungener Schubspannungen in der Phasengrenzfliche wird von Theofanous,
Houze, und Brumfield [58] diskutiert. Die berechneten Absorptionsmassenstrome werden
mit den experimentell erhaltenen verglichen. Eine gute Ubereinstimmung wird zwischen
theoretischen Ergebnissen, welche die Turbulenz beriicksichtigen, und experimentellen

erzielt, wenn es sich um Stromungen mit freier Grenzfliche, Rohrstromungen mit



19

geschichteter Phasengrenzfliche, Blasen oder Strahlstromungen handelt. Es wird
festgestellt, dass der Stofftransport im Prozess der Absorption von der
Oberflachenspannung nicht wesentlich beeinflusst wird. Duffey und Hughes [59]
untersuchen die Gasabsorption mit Hilfe des Oberflachenerneuerungsmodells. Der
Gasstrom parallel zur welligen Fliissigkeitsstromung verstirkt die Turbulenz in der
Flissigkeit. Diese bewirkt, dass die mit der absorbierten Komponente beladene Fliissigkeit
von der Oberflidche in die unteren Fliissigkeitsschichten transportiert wird. So wird durch
die Turbulenz die fliissigkeitsseitige Konzentrationsdifferenz in Oberflaichenndhe und der
daraus resultierende Stofftransport verstirkt. Aus der Losung der Transportgleichung fiir
molekulare Diffusion folgt die umgekehrte Proportionalitidt des Absorptionsmassenstroms
mit der fiir die Diffusion charakteristischen Zeit (Bild 3.11), die der Kolmogorov-Zeit [60]
gleichgesetzt wird. Duffey und Hughes [59] berechnen die Kolmogorov-Zeit auf

empirischem Wege.

Sonin [61] fiihrt eine Literaturiibersicht zur Definition des Warmeiibergangskoeffizienten
bei der Kontaktkondensation durch. Die Abhédngigkeit der Wirme- oder
Stoffiibergangskoeffizienten von der Turbulenz wird von vielen Autoren angenommen,
wobei die Unterschiede in der Definition dieser Abhdngigkeit liegen. Der Wéirme-
iibergangskoeffizient wird bei einigen Modellen von den Makrowirbel [56] und bei anderen
Modellen [57, 53] von den Mikrowirbel (Bild 3.11) der Kolmogorov Gréfe [60] abhingig

gemacht.

Mikrowirbel

/ u’

Charakteristische
Zeit fur molekulare
Diffusion

T~ |/

Bild 3.11: Wirkung der Mikrowirbeln an der Phasengrenzfléche
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In seinem sog. ,,Eddy-Cell“ Modell beschreibt Lamont [57] den Einfluss der kleinsten
Wirbeln auf den Wiarme- und Stofftransport an Phasengrenzfldchen. Er vergleicht diese mit
der Wirkung von grofleren Wirbel und der Wirkung von Oberflichenspannungskriften. Mit
der Annahme, dass auf dem Lidngenmalstab der Mikrowirbel die Phasengrenzfldche eben
erscheint, folgert er, dass die Oberflichenspannungskrifte im Kondensationsmodell,
welches auf Mikrowirbeln basiert, vernachldssigt werden konnen. Aus dieser Betrachtung
folgt weiter, dass das Kondensationsmodell basierend auf den Mikrowirbeln unabhingig
von der Form der Phasengrenzfliche ist. Es kann sowohl fiir die Berechnung der

Kondensation in geschichteten wie auch in Blasenstrémungen angewandt werden.

Hobbahn [62] berechnet die Kontaktkondensation im UPTF Versuch. Da die Leitung als
eindimensional angenommen wird, kann die Form der Phasengrenzfliche nur abgeschétzt
werden. Der Wirmeiibergangskoeffizient der Kontaktkondensation wird in Abhéngigkeit
der Turbulenz der Stromung berechnet. Die fir den molekularen Transport in
Phasengrenzflachennidhe maligebliche Zeitskala wird in Abhdngigkeit der Dissipation der
turbulenten Energie berechnet. Die Werte fiir die Dissipation der turbulenten Energie
werden mit Hilfe empirischer Modelle berechnet. Ruile [63] misst den Warmeiibergang fiir
die Kontaktkondensation im Gleich- und Gegenstrom. Die Modelle zur Berechnung der
Wirmeiibergangskoeffizienten als Funktion der Stromungsgeschwindigkeit des Dampfs
fiihren zu einer Abweichung von gemessenen Werten. Zur besseren Ubereinstimmung
filhren die berechneten Ergebnisse auf der Basis von Modellen mit beriicksichtigter

Turbulenz [64, 65].

Hein, Karl and Ruile [66] berichten iiber Experimente zum Einfluss der Turbulenz auf den
Wirmeiibergang und auf die Intensitdt der Kondensation. Hierbei wird ein einstellbares
turbulentes Stromungsfeld mit Hilfe eines Turbulenzgitters erzeugt. Die Ergebnisse werden
mit den Berechnungsergebnissen verglichen, welche durch den Einsatz unterschiedlicher
Kondensationsmodelle erzeugt werden. Eine bessere Ubereinstimmung mit den
Messergebnissen wird bei den Kondensationsmodellen erreicht, in welchen der
Stofftransport basierend auf den Mikrowirbeln berechnet wird. Die GroBle der
Mikrowirbeln wird in Abhéngigkeit der Dissipation der turbulenten Energie berechnet,
wobei die Autoren darauf verweisen, alle denkbaren Quellen der Dissipation zu

beriicksichtigen.
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3.3 Schallgeschwindigkeit in zweiphasigen Stromungen

Die Schallgeschwindigkeit ist die Ausbreitungsgeschwindigkeit von kleinen
Druckstorungen (dp = p, —p,) in einem kompressiblen Fluid.

a’ =limw’ :d_p’ (3.5)

pop: dp

In GI. (3.5) wird mit w die Bewegungsgeschwindigkeit der Stoffront bezeichnet. Wéhrend
die Schallgeschwindigkeit in einphasigen Systemen als thermodynamische Zustandsgrof3e
definiert und berechnet werden kann (Gl. 3.5), entzieht sich die Schallgeschwindigkeit in
zweiphasigen Systemen der einfachen Beschreibungsweise. Breitet sich ein Druckstof3 in
einer zweiphasigen Stromung aus, so dndert sich seine Ausbreitungsgeschwindigkeit in
Abhingigkeit vom Gasgehalt und der Form der Stromung entlang seines Weges. Eine
Druckwelle wird teilweise an der Oberfldche von Blasen reflektiert (Bild 3.12). Forster [67]
untersucht experimentell die Ddmpfung der DruckstoBe an einer Luftblase, die sich in einer
geneigten mit Wasser gefiillten Leitung befindet. Aus den Messungen folgt, dass allein die
GroBBe der Phasengrenzfliche und nicht das Volumen der Blase fiir die Reflexion der

Druckwelle entscheidend ist.

Bild 3.12: Reflexion einer Druckwelle durch Wechselwirkung mit einer komprimierenden
Blase

Bereits geringe Anteile ungeldster Gase erhohen die Kompressibilitit des Gemisches, ohne
dessen Dichte merklich zu reduzieren. Zielke [68] vergleicht Blasen mit Federn, die durch
thre Kompression die potentielle Druckenergie aufnehmen, wodurch der Druckstof3
gedampft wird. Die Kompressibilitit eines zweiphasigen Gemisches, das Gasblasen

beinhaltet, ist unabhingig von der Kompressibilitdt der Fliissigkeit und durch die Gasphase
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bestimmt [69]. Die Masse dagegen ist in der Fliissigkeit konzentriert. Somit ist der Trager
der potentiellen Energie die Gasphase, wihrend die kinetische Energie von der
Fliissigphase getragen wird. Giihlan [69] untersucht die Wechselwirkungen zwischen
Blasen und Stowellen, welche durch das Zerplatzen einer Membrane erzeugten werden. Er
vergleicht die Dampfung der StoBwelle in Anwesenheit einer und mehrerer Blasen und
stellt eine grofBere Dampfung der Welle bei einer groBeren Blasenanzahl fest. Im Gegensatz
zu Experimenten mit einzelnen Blasen ist in Anwesenheit mehrerer Blasen nur die erste
Oszillation des Druckes zu sehen, wobei spitere Schwingungen stark geddmpft sind.
Mitosek [47] untersucht DruckstoBe infolge von Blasenkavitation und vergleicht ihre
Ausbreitung entlang von Rohren unterschiedlichen Wandmaterials. Rohrwénde aus
Polymeren fithren zur Ddmpfung der DruckstoBe, so dass sie einen lokalen Charakter
annehmen. Verglichen mit Rohrwénden aus Stahl, fiihren die lokalen Druckspitzen viel
eher zur Entstehung von Wandrissen.

Winter, Greiner, Nguyen, [70] ermitteln die Schallgeschwindigkeit in geschichteten
zweiphasigen Stromungen, indem die Phasengrenzflache als eine elastische Umrandung der
betrachteten Phase und der Rohrwand als eine starre Umrandung angenommen werden. Die
so berechnete Ausbreitungsgeschwindigkeit der Schallwellen in der fliissigen Phase wird
mit der Schallgeschwindigkeit in der einphasigen Fliissigkeitsstromung verglichen. Es
folgt, dass die Schallgeschwindigkeit in der geschichteten zweiphasigen Stromung

herabgesetzt wird und zwar um so mehr, je grofler der Gasvolumenanteil ist.

Fuji und Akagawa [25] erzeugen eine Druckwelle in einem Gemisch aus Wasser und
Dampf durch plotzliches SchlieBen eines Ventils. Die Druckwelle, die sich im Wasser-
Dampf-Gemisch ausbreitet, wird durch den Massentransport bzw. die Kondensation oder
Verdampfung auf ihrem Wege geschwicht. In einem Gemisch aus Wasser und Luft ist

dieser Effekt weniger ausgeprigt, da hier lediglich die Warme ausgetauscht werden kann.

Von der Dampfung der Druckwellen wird auch im Falle des Stofftransports infolge
Diffusion im Gemisch aus Kohlendioxid und Ethylalkohol berichtet [71]. Die Autoren
vergleichen die experimentellen Ergebnisse mit denen, die fiir Gemische aus Luft und
Wasser sowie fiir die Stromung von Wasser und Dampf erhalten werden. Sie stellen eine
geringere Kompressibilitit von Luftblasen gegeniiber Blasen aus Kohlendioxid fest. Am
meisten wird die Druckwelle durch die Dampfblasen geschwicht, da hierbei an der

Phasengrenzfliche der Stoffstromaustausch sowie der Warmestromaustausch stattfindet.
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4. Zielsetzung

Das Ziel der vorliegenden Arbeit ist das Berechnen zweiphasiger Stromungen unter dem
Einfluss von transienten Druckfeldern, die in Zusammenhang mit thermischen
Nichtgleichgewichten auftreten. Die zweiphasigen Stromungsfelder werden mehr-
dimensional berechnet, um die Phasengrenzfliche realitdtsnah darzustellen und ihren
Einfluss auf die Ausbreitung von Druckdnderungen zu beschreiben. Es wird zwischen den

dispergierten und den separierten zweiphasigen Stromungen unterschieden.

Disperse zweiphasige Stromungen werden fiir die Druckentlastung infolge von
Rohrversagen berechnet und die Ergebnisse werden mit experimentellen Daten verglichen.
Infolge des Rohrversagens tritt eine Druckentlastung der anfangs unterkiihlten Fliissigkeit
ein. Dabei tritt eine Entspannungsverdampfung auf. Die sich einstellenden thermischen
Nichtgleichgewichte fiihren zur Keimbildung und zum Wachstum von Dampfblasen im
anfangs einphasigen fliissigen System. Das Potenzial zu Bildung von Dampfblasen ist die
Uberhitzung der Fliissigkeit, welche aus der plétzlichen Drucksenkung resultiert. Um die
GroBe der Phasengrenzfliche zu definieren, wird die Anzahl der Blasen in jedem
Volumenelement mit einer Bilanzgleichung fiir die Blasenanzahldichte berechnet. Aus der
Kontinuititsgleichung fiir die Dampfphase wird dann der mittlere Blasendurchmesser fiir
jedes Volumenelement berechnet. Die Druckentlastung wird mit Hilfe des VOF (Volume of
Fluid) und des Euler-Euler Modells berechnet. Hierbei sollen die mikroskopischen
Vorgidnge der Keimbildung beim Verdampfen mit den makroskopischen
Stromungsvorgédngen der Druckentlastung in Zusammenhang gebracht werden. Der
Einfluss der Dampfphase auf die Ausbreitung und die Ddmpfung von Druckstéfen ist das

Ziel der Untersuchungen.

Die separierten zweiphasigen Stromungen stellen sich beim Fluten einer anfangs mit
Dampf gefiillten Leitung ein. Durch Kontakt des unterkiihlten Wassers mit dem Dampf
ergibt sich die direkte Kondensation des Dampfes an der Phasengrenze. Das Potenzial zur
Kondensation ist die Unterkiithlung des Wassers, welches entlang der gemeinsamen
Phasengrenze mit dem Dampf in Beriihrung steht. Die Kondensation des Dampfes hat so
schnelle Anderungen des Drucks zur Folge, die im Fall eines Blasenkollaps sich als
DruckstoBe ausbreiten. Die kondensierenden Massenstrome werden in jedem

Volumenelement in Abhdngigkeit von der Unterkiihlung des Wassers und der Grofle der



24

Phasengrenzflache berechnet. Die numerischen Berechnungen werden mit der Euler-Euler
Methode durchgefiihrt, wobei die mit Hilfe des Modells erzielten Ergebnisse mit den
experimentell erzielten aus UPTF-Test Nr. 9 verglichen werden. Einen grof3en Einfluss auf
die Kondensation haben die turbulenten Transportvorginge in Grenzflichennéhe des
unterkiihlten Wassers. Durch die Unterkiihlung wird der Warmetransport und somit auch
die Kondensation intensiviert. Das Ziel der Untersuchungen ist, die mikroskaligen
turbulenten Transportvorginge in Abhdngigkeit der makroskopischen Stromungsfelder in
separierten zweiphasigen Rohrstromungen darzustellen. Hieraus lédsst sich eine Aussage
zum Gefdhrdungspotenzial treffen, welches durch kondensierende Dampfe in

fliissigkeitsbefiillten Rohren auftritt.
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5. Blasenstromung infolge Entspannungsverdampfung

Die Stromung mit Entspannungsverdampfung ist durch folgende Merkmale charakterisiert:

e Transient

e Zweiphasig

e Kompressibel

e Turbulent

e Thermisches Nichtgleichgewicht

e Massentransport Wasser-Dampf

Im Stromungsfeld einer Rohrleitung tritt die Entspannungsverdampfung als Folge schneller
Querschnitts- oder Druckénderungen auf. Das Stromungsfeld hat dadurch einen stark
transienten Charakter. Das thermische Nichtgleichgewicht kann nach schnellen
Druckentlastungen infolge der zeitlichen Verzogerung des Energie- und Stofftransports
nicht sofort ausgeglichen werden. Im Laufe der Druckentlastung steigt mit wachsender
lokalen Uberhitzung das Potenzial zur Bildung von Dampfblasen. Der resultierende
Dampfmassenstrom beeinflusst den lokalen Druck, von dem wiederum die lokale

Uberhitzung abhiingig ist. Die Zusammenhinge sind in Bild 5.1 schematisch dargestellt.

ATS E— I-nflijssig—>Dam|31‘

Plokal

Bild 5.1: Zusammenhinge im Prozess der Entspannungsverdampfung

Der wichtigste Parameter, der beim Modellieren der Stromung mit Entspannungs-
verdampfung beriicksichtigt werden muss, ist das thermische Nichtgleichgewicht. Die
Uberhitzung der Fliissigkeit fiihrt in der anfangs einphasigen Strémung zur Bildung von
Damptblasen. Die Kompressibilitit der Dampfblasen beeinflusst die Ausbreitung der
Druckwellen und kann beim Modellieren der Strdmung nicht vernachléssigt werden. Die

zweiphasige Stromung ist infolge groBler Geschwindigkeiten, die sich im Laufe der
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Druckentlastung ergeben, turbulent. Die Dissipation der kinetischen Energie nimmt durch

die turbulenten Schwankbewegungen Einfluss auf den Siedeverzug [72].

In den klassischen Modellen fiir kritische zweiphasige Stromungen [73, 74, 75] wird flir
einen vorgegebenen Ausstromungsquerschnitt und Druck mit Hilfe empirischer
Gleichungen der kritische Massenstrom oder der kritische Druck berechnet. Die
zweiphasige Stromung wird dabei als eindimensional und stationdr angenommen, wodurch
ein Informationsverlust in der Beschreibung der Stromung zwangsldufig gegeben ist. Mit
Hilfe der stationiren Modelle kann das transiente Druckfeld in der Stromung mit
Entspannungsverdampfung nicht aufgeldst werden. Daher ist fiir weitere Untersuchungen
der Strémung mit Entspannungsverdampfung nur eine detaillierte Modellierung der durch

stark transiente Druckfelder charakterisierten zweiphasigen Stromung brauchbar.

Zur Berechnung der zweiphasigen Stromung infolge der Entspannungsverdampfung
werden zwei Berechnungsmodelle angewendet. Zum einem wird das VOF (Volume of
Fluid Modell) eingesetzt und zum anderen das sogenannte Zweifluid- oder Euler-Euler
Model. Die erzielten Ergebnisse werden verglichen. Fiir zweiphasige Stromungen, fiir die
ein mechanisches Gleichgewicht zwischen den Phasen angenommen wird, kann der
Transport des Impulses mit nur einer Gleichung beschrieben werden. In diesem Fall kann
die zweiphasige Stromung mit dem VOF Modell als ein Gemisch modelliert werden. Im
Gegensatz dazu wird das Euler-Euler Modell zur Modellierung der zweiphasigen
Stromungen dann eingesetzt, wenn keine physikalisch berechtigte Reduzierung des
Gleichungssystem vorgenommen werden kann. Somit ist das Euler-Euler Modell mit einem

grofleren mathematischen Aufwand verbunden.

5.1 Das Euler-Euler Modell

Im Rahmen des Euler-Euler Modells werden die Gleichungen fiir den Transport von Masse,
Impuls und Energie fiir die flissige und fiir die Dampfphase aufgestellt. Es wird

angenommen, dass beide Phasen mit ihrem volumetrischen Anteil

o, =—- (5.1)
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in jedem Kontrollvolumen anwesend sind, womit die Kontinuitit der Phasen gewihrleistet
wird. In Gl. (5.1) wird mit o; der Volumenanteil der Phase 1 bezeichnet, mit V; wird das von
Phase 1 eingenommene Volumen und mit V wird das Gesamtvolumen eines
Volumenelements bezeichnet. Die Erhaltungssitze fiir Masse, Impuls und Energie der
Phasen werden fiir das ortsfeste Bezugssystem formuliert, welches als FEulersches

Bezugssystem bezeichnet wird.

Die Wechselwirkungen, die zwischen den Phasen innerhalb eines Kontrollvolumens statt
finden, werden mit Hilfe der konstitutiven Gleichungen beschrieben, die auch als
Schliefbedingungen bezeichnet werden. Die Wechselwirkungen sind eine Folge der
vorhandenen Triebkraft, wie z.B. der Temperaturdifferenz oder der Geschwindigkeits-
differenz zwischen den Phasen. Es werden Masse, Impuls oder Wairme iiber die
Phasengrenzfliche so lange ausgetauscht, bis das Nichtgleichgewicht zwischen den Phasen
ausgeglichen ist. Fiir den Transport von Masse, Impuls oder Wairme {iber die
Phasengrenzflache spielen die Grofe und die Form dieser Flidche eine wichtige Rolle. Sie

wird in Abhingigkeit der jeweiligen Stromungsform berechnet.

Die Turbulenz der Stromung mit Entspannungsverdampfung wird mit den Gleichungen des
k-g¢ Modells beschrieben, welche im Kapitel (6.2) ndher beschrieben werden. Fiir beide
Phasen wird ein homogenes Turbulenzfeld angenommen, wobei die durch Blasen
eingeleiteten zusitzlichen Anderungen des ohnehin hohen Turbulenzgrades vernachlissigt

sind.

5.1.1 Massenbilanz

Findet durch ein Rohrbruch eine Druckentlastung statt, so ist die Stromung zu Beginn der
Druckentlastung einphasig. Durch das Modellieren der geeigneten Quellterme, kann in
Abhéngigkeit der lokalen Fliissigkeitsiiberhitzung der verdampfende Massenstrom
berechnet werden. Fiir das zweiphasige Stromungsfeld lautet die Kontinuitédtsgleichung fiir

die fliissige Phase

a[pf(alt—oc)]Jrai o, (1—a)u, ]=-T (5.2)

1
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und die fiir die Dampfphase

opsa) O
(pa‘i[ )+g(pdaudi)=F. (5.3)

1

Der volumetrische Anteil der Dampfphase ist mit o bezeichnet. Mit p; wird die Dichte der
jeweiligen Phase und mit u; wird der Geschwindigkeitsvektor in Richtung i=(x,y,z)
bezeichnet. Hierbei wird die in der Tensorrechnung {ibliche Einsteinsche
Summationskonvention fiir eine verkiirzte Schreibweise [76] benutzt. Die instationére
Anderung der Masse in einem Kontrollvolumen wird jeweils mit dem ersten Term,
wihrend der konvektive Transport der Masse in und aus dem Kontrollvolumen mit dem
zweiten Term beschrieben wird. Mit I' wird die Massenstromdichte bezeichnet, welche
durch Entspannungsverdampfung aus der fliissigen in die dampfférmige Phase iibergehet.
Die Massenstromdichte I' wird in Abhingigkeit der lokalen Uberhitzung des Wassers bzw.

des lokalen Drucks und der GroB3e der Phasengrenzfliche berechnet.

5.1.2 Impulsbilanz

Bei der Druckentlastung in einem fliissigen Stromungssystem, konnen die
Stromungsgeschwindigkeiten vor dem Rohrbruch héufig vernachlédssigt werden. Die
potentielle Druckenergie wird im Laufe der Druckentlastung in die kinetische Energie
umgesetzt, so dass der Fluid eine Beschleunigung erfahrt. Der Transport des Impulses in

die Richtung j (uj=(u,v,w)) lésst sich fiir die fliissige Phase mit

%[Pf (1-o) ufj]"‘axii[pf (- uy ufi]_

ou.. oOu,. ou
o (—a)n, | —>+—1 —gsi. || b =T,
Ox, ox,  ox; 3 U ox, j j

(5.4)

1

und fiir die Dampfphase mit

%[pd o udj]+£[pd AUy Uy; ]_

1

(5.5)
ouy, ouy, ou

R T - |

ox, ox, ox; 3 " ox, !

1 ]
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beschreiben, wobei mit 6;; das Kroneckersymbol (8;=0 der fiir 1 # und ;=1 fiir 1=)
bezeichnet wird. Die ersten beiden Termen auf der linken Seite beschreiben die instationére
und die konvektive Anderung des Impulses. Der dritte Term auf der linken Seite beschreibt
den Impulstransport aufgrund der Bewegung von Molekiilen, wobei mit 1; die dynamische
Viskositét der Phasen bezeichnet wird. Wirkung der Druckkraft wird mit dem letzten Term
auf der linken Seite beschrieben. Mit der zwischen den Phasen ausgetauschten Masse, wird
auch der Impuls dieser Masse weitergegeben, welcher jeweils mit dem ersten Term auf der

rechten Seite beschrieben wird.

5.1.3 Energiebilanz

Der Energietransport in der fliissigen Phase und in der Dampfphase lautet:

Ebt-ande 2 b -a)ug - 2 0-an O

i 0%, (5.6)
—(1—0()@2—1" H; —a; 0, (T, - T))
ot
0 0 0 oT
a[pd a Hd]+67[pd ou g, Hd]_§|:0(’ d 8_;}
i i i (5.7)
—a%:FHf +a,a, (T, =T,)
Mit Hq und Hf werden die Totalenthalpien
u?
H, =h, +71 (5.8)

bezeichnet. Analog zum Transport des Impulses wird mit dem jeweils ersten Term in
Gl. (5.6) und Gl. (5.7) die instationiire Anderung der Enthalpie beschrieben. Der konvektive
Transport von Enthalpie wird vom zweiten Term wiedergegeben, wihrend die
Wirmeleitung mit dem dritten Term beschrieben wird. Die Bilanz der Enthalpie wird aus
der Bilanz der inneren Energie abgeleitet, wodurch sich der vierte Term in Gl. (5.6) und

Gl. (5.7) ergibt. Mit dem ersten Term auf der rechten Seite der GI. (5.6) wird der
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Energiestrom beschrieben, der infolge des verdampfenden Massenstroms I der fliissigen
Phase verloren geht. Mit dem zweiten Term wird der Warmestrom beschrieben, der infolge

der Uberhitzung AT, iiber die Phasengrenzfliche A; an die Dampfphase konduktiv

abgegeben wird. Fiir die Dampfphase kann ein lokaler Sattigungszustand angenommen und
thre Temperatur als die Séttigungstemperatur fiir den jeweiligen lokalen Druck berechnet
werden. Somit kann die Energiebilanz der Dampfphase im zu l16sendem Gleichungssystem

vernachlédssigt werden.

5.1.4 Bilanz der Blasenanzahl

Um die Phasengrenzfldche zu berechnen, muss die Anzahl der gebildeten Blasen in jedem
Kontrollvolumen bekannt sein. Eine Transportgleichung fiir die Anzahl der Blasen kann in

der Form

ON, 0
Pl G (5.9)

i

aufgestellt werden, wobei mit N, die Blasenanzahldichte (die Anzahl der Blasen pro
Volumeneinheit) und mit J die Keimbildungsrate bzw. die Anzahl der aktivierten
Siedekeime pro Zeiteinheit und Volumeneinheit bezeichnet werden. Der erste Term in
Gl (5.9) integriert iiber das Kontrollvolumen V beschreibt die instationire Anderung der
Blasenanzahl im Kontrollvolumen, wihrend der konvektive Transport der Blasenanzahl in
und aus dem Kontrollvolumen mit dem zweiten Term beschrieben wird. Im Rahmen des
Euler-Euler Modells kann Gl (5.9) fir das von der fliissigen Phase eingenommene

Volumen V,_,) =V-(I1-0a) in der Form

dp 1-w)N,] @
ot 0X;

[p;(-a)u,, N ]=Tp, -T'N,. (5.10)
geschrieben werden. Hierbei werden die Terme auf der rechten Seite nicht iiber das ganze
Kontrollvolumen integriert, sondern iiber das von der fliissigen Phase eingenommene Teil

des Kontrollvolumens (V(_,) =V (1-a)).
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5.2 Berechnung des Dampfmassenstroms

Die Bildung der Dampfphase im anfangs einphasig fliissigen System ist durch das
thermische Nichtgleichgewicht infolge Uberhitzung (AT = T, —T,) bedingt und wird vom

thermischen Nichtgleichgewicht gesteuert. Die daraus resultierende Wirmestromdichte

lautet
q; =0 (Tf _Ts)’ (5.11)

wobei mit af der Warmetiibergangskoeffizient, mit T, die Sattigungstemperatur und mit T
die Temperatur der Fliissigkeit bezeichnet werden. Das aus der Uberhitzung der Fliissigkeit
resultierende Potenzial zur Bildung der Dampfphase kann nur iiber die Phasengrenzflédche
entladen werden und wird anschlieBend als Verdampfungsenthalpie verbraucht.
Dementsprechend ist die Dampfbildungsrate proportional zum Produkt aus der

Wirmestromdichte q; und der volumenbezogenen Phasengrenzfliche a; und umgekehrt

proportional zur Verdampfungsenthalpie Ahg,.

4, 2,
r=—-=1 kg/m3s]. 5.12
Ab. [kg/m’s] (5.12)

g

. AT

A

Bild 5.2: Warmetibergang von iiberhitzter Fliissigkeit an Dampfblase

Die so definierte verdampfende Massenstromdichte tritt als ein Senkenterm in der
Kontinuititsgleichung der fliissigen Phase (Gl. 5.2) und gleichzeitig als Quellterm in der
Kontinuititsgleichung der Dampfphase (GI. 5.3) auf. Im Rahmen des Euler-Euler Modells

wird die Integration des Senkentermes in der Kontinuititsgleichung fiir die fliissige Phase
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(Gl. 5.2) nicht iiber das ganze Kontrollvolumen sondern lediglich iiber das von der

fliissigen Phase eingenommene Volumen V;_,) =V -(1—a) vorgenommen.

Aus der Nusselt—Zahl

_ 9y 2R,

Nu 5.13
., (5.13)
kann der in GI. (5.11) verwendete Wiarmeiibergangskoeffizient arberechnet werden
A N
o, =t 2 (5.14)
2R,

wobei mit A die Warmeleitfahigkeit der Fliissigkeit und mit Ry, der Blasenradius bezeichnet

werden. Die Nusselt-Zahl kann in Abhéngigkeit der Jakob-Zahl berechnet werden

2/3
Nu=227a 1+l(ij TN (5.15)
T 2\ 6Ja 6Ja
Mit der Jakob-Zahl
C T, -T
Ja = pf pf( f s) (5,16)

pd Ahfg

wird das Verhéltnis zwischen dem iiberhitzungsbedingten Warmestrom in der Fliissigkeit
und der Verdampfungsenthalpie bezeichnet. Die Jakob-Zahl steigt mit der Uberhitzung der
Fliissigkeit, weshalb sich mit der das thermische Nichtgleichgewicht beschreiben lésst.
Gl. (5.16) gilt nur fir einen konstanten Druck, jedoch danach berechnete Ja-Zahl ist

niherungsweise ganau [81], wenn fiir jeden lokalen Druck die Uberhitzung berechnet wird.

5.3 Berechnung der Keimbildungsrate

Die Anzahl der im Prozess der Entspannungsverdampfung gebildeten Blasen wird mit der
Transportgleichung fiir die Blasenanzahldichte (Gl. 5.10) berechnet. Der Quellterm in
Gl. (5.10) ist die Keimbildungsrate, wobei unterschieden wird zwischen Blasenkeimen, die

an der Wand oder die im Kern der Fliissigkeit aktiviert werden

I=J, +J. (5.17)
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Die Keimbildungsrate an der Rohrwand lautet:

N f
J :KSTW&. (5.18)

Sie 1ist proportional zum Produkt aus Keimstellendichte Ngs und Frequenz der
Blasenablosung finax. Mit A wird die Querschnittsfliche und mit £ der Umfang des Rohres

bezeichnet.

Jw\\ p2! T2

p1! T1—--

Bild 5.3: Keimbildung an der Wand des Rohres

Die Frequenz der Blasenablosung wird nach dem Modell von Jones und Shin [77]
berechnet. Hierbei werden Messergebnisse zur Blasenabldsungsfrequenz ([15], [29], [78],

[79]) fiir einen breiten Druckbereich in Abhéngigkeit der Wasseriiberhitzung korreliert:

K3

f..=C; AT, ; C; =104{ : } (5.19)
S

Die Anzahl der Keime pro Quadratmeter Wandflidche lautet [77]:

2

R
N =C,—%; C,=025-107. (5.20)

n 4
C

Die Keimstellendichte ist direkt proportional dem Abldseradius der Blasen R, und

umgekehrt proportional dem kritischen Blasenradius R..

Der kritische Blasenradius, oder der Radius der kleinsten noch stabilen Blase kann aus der

Bedingung fiir das mechanische Gleichgewicht der Blase

20
Ps=Pr = (5.21)

C
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und aus der Clausius-Clapeyronischen Gleichung

@:& (5.22)
dr (v,-v,)T

zu

T
=2 L (5.23)
Ahfg pd Tf _Ts

berechnet werden. Hierbei wird die Annahme getroffen, dass der spezifische Volumen der
Flissigkeit zum spezifischen Volumen des Dampfes vernachldssigbar klein ist (vg&>>vy). In
Gl. (5.21) bezeichnet ps den Sittigungsdruck. Fiir Blasen mit Radien kleiner als dem
kritischen kann der Druck im Inneren der Blase groBBer werden als der Sattigungsdruck. Die
Blase kann dadurch kondensieren. Somit ist flir einen Druck der Fliissigkeit pr eine

minimale Uberhitzung der Fliissigkeit AT = T, — T, festgelegt, ab welcher Blasen wachsen

konnen. Mit der Bildung mindestens eines stabilen Keimes wird der Ubergang aus der
thermisch metastabilen Phase in die stabile Phase eingeleitet. Sobald der Blasenkeim eine
kritische Grofle iiberschritten hat, folgt ein durch die Oberflichenspannung bestimmtes
langsames Blasenwachstum. Danach wird das Wachstum der Dampfblase durch
Fliissigkeitsgeschwindigkeit an der Wand beeinflusst. In dieser Phase setzen sich die
Trigheitskrafte dem Blasenwachstum entgegen, werden aber infolge des Warmeeintrags in
die Blase durch die Druckdifferenz iiberwunden, so dass die Blase wachsen kann. Der

Blasenabloseradius wird aus dem Gleichgewicht der Oberflachenspannungskréfte

F. =20R_ = (5.24)
und der Widerstandskrifte
2
F, =gR§nuprf (5.25)

berechnet:

[46R
R, = [~ (5.26)
Cu; p;
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wobei mit { der Wiederstandszahl bezeichnet wird, mit R, der Blasenabloseradius und mit
ur die mittlere Geschwindigkeit der Fliissigkeit iiber die Blasenh6he h=2R,. Fiir turbulent

umstromte Blase lautet die Widerstandszahl [80]
£=185 Re,™® (1<Rep<500), (5.27)
wobei mit Rey, die sogenannte Blasen-Reynolds-Zahl bezeichnet wird:

_ R, u; p;
Ny

Re, (5.28)

Die Keimbildungsrate wird im Kern der Fliissigkeit analog zur Theorie der homogenen

Keimbildung berechnet. Sie lautet

J, =N exp[— kwfr J . (5.29)
f

In GI (5.29) wird mit W, die Aktivierungsenergie bezeichnet, die der Fliissigkeit zugefiigt
werden muss, um einen stabilen Blasenkeim des kritischen Radius R, zu erzeugen. Mit N
wird die Anzahl der Molekiile pro Volumeneinheit und mit k die Boltzmann Konstante
bezeichnet. Die Arbeit, die erforderlich ist, um die homogenen Siedekeime zu den
wachstumsfdhigen Blasen zu aktivieren, wird in die Arbeit umgewandelt, welche gegen die
Oberflachenspannungskrifte des Wassers und zur Verdringung des Wassers aus dem
Volumen der Blase aufzuwenden ist

3
__léno” (5.30)

3(p, —p)’

cr

Mit steigender Temperatur sinkt die Oberflichenspannung und steigt der Dampfdruck in
der Blase, womit nach GI. (5.30) die Energiebarriere der Keimbildung gesenkt wird. Im

Laufe einer schnellen Druckentlastung steigt die Druckdifferenz Ap =p—p,, womit die

Energiebarriere fiir die Keimbildung W, ebenfalls sinkt.

Die heterogene Keimbildung wird wéhrend eines Druckentlastungsprozesses durch den
gleichen Mechanismus wie die homogene Keimbildung d.h. durch thermische

Fluktuationen der Molekiile verursacht. Nur erfolgt dies mit einem viel niedrigeren Wert
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der Aktivierungsenergie wegen des heterogenen Ursprung der Keimbildungsstelle
(Bild 3.4).
Die Anzahl der heterogen gebildeten Siedekeime kann im Kern der Fliissigkeit

entsprechend experimenteller Ergebnissen von Blinkov [81], [82] mit
logN, =12,5-0,15 log(Gb) (5.31)
in Abhingigkeit der Gibbs-Zahl

Gb = Ve (5.32)
KT,

korreliert werden. In Gl. (5.32) wird mit k die Boltzmann Konstante (k=1,38066 10 J/K)
bezeichnet. Der aus der Keimbildung im Kern der Fliissigkeit resultierende Quellterm lautet
dN, Y

J = =N .
k dt ® Ax

(5.33)

5.4 Berechnung der Phasengrenzfliche

Fiir volumetrische Dampfgehalte o < 0,3 kann Blasenstromung angenommen werden. Es
wird hierbei von den kugelférmigen Blasen ausgegangen. Der Blasenradius Ry, kann aus der

Beziehung fiir den volumetrischen Anteil der Dampfphase

1 4 4
a=v[NbV§ an,j:Nbgan, (5.34)

und der Blasenanzahldichte Ny

Rb:[oc 3 T (5.35)

berechnet werden.

Die volumenbezogene Phasengrenzflache lautet

a, =N, 4nR;. (5.36)
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Mit GI. (5.35) ergibt sich die volumenbezogene Phasengrenzfliche in Abhidngigkeit der
volumetrischen Dampfanteil und der Anzahl der Blasen zu

1 2

a, =(36nN, )5 a’. (5.37)

Im Verlauf des iterativen Losungsprozesses wird die Blasenanzahldichte mit Gl. (5.10)
berechnet und der volumetrische Dampfgehalt mit GIl. (5.3), wobei der Quellterm in

GI. (5.3) in Abhéngigkeit der Phasengrenzflache selbst (Gl. 5.37) berechnet wird.

Fiir volumetrische Dampfgehalte o > 0,3 kann angenommen werden, dass einige der Blasen
zu grofleren Blasen koaleszieren und somit einen Dampfpfropfen bilden, wéhrend einige

weiterhin als Einzelnblasen existieren. Die Phasengrenzflache lautet in diesem Fall
a; =a; +ay, (5.38)

wobei mit aj, die volumenbezogene Phasengrenzfliche des Dampfpfropfens und mit aj;, die
volumenbezogene Phasengrenzfliche der Einzelnblasen bezeichnet wird. Nach Lasl [83]
lautet die volumenbezogene Phasengrenzfliche des Dampfpfropfen mit der Annahme einer

zylindrischen Form des Pfropfens

4 0.2/3
aip = al/é D . (539)
p,max

In GI. (5.39) wird mit D der lokale Durchmesser des Rohres bezeichnet.

Der volumetrische Dampfgehalt der Pfropfenstromung wird mit Approximation [83]

o, =— {oc — [1 T )}} (5.40)

I-a, o

p,max —a b,max

berechnet. Es wird a, ., =03 und o =0,8 angenommen. Die Anzahl der

p,max

koaleszierten Blasen je Volumeneineinheit lautet

N,, =—2—. (5.41)
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Der volumetrische Dampfgehalt in den Einzelnblasen ergibt sich aus der Differenz des

lokalen Dampfgehalts und des Dampfgehaltes in Pfropfen als

o, =0—0,. (5.42)
Die Anzahl der Einzelnblasen per Volumeneinheit ergibt sich als
Nyp =N, =Ny, (5.43)
so dass die volumenbezogene Phasengrenzfliache der Einzelnblasen lautet
2
a, =36 N,, ) ai. (5.44)

5.5 Das “Volume of Fluid Model”

Mit Hilfe des sogenannten ,,Volume of Fluid Models* (VOF) wird die zweiphasige
Stromung als die eines homogenen Fluidgemischs mit variablen Stoffeigenschaften
beschrieben. Die Dichte des Gemisches wird in Abhéngigkeit der volumetrischen

Phasenanteile und der Dichten der Phasen angegeben

p=(-a)p; +ap,. (5.45)

Fiir das Gemisch wird die Kontinuitédtsgleichung

ap , olpw) _ (5.46)
ot OX.

1

und die Impulstransportgleichung

J’_
ot ox ox,

1

o(pu,) 3(Puiuj)_ a(&uj ou, 28..&11‘]—@:0 (5.47)
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gelost. Der Transport des Impulses zwischen den Phasen wird vernachléssigt. Befinden sich
in einem Kontrollvolumen Anteile beider Phasen, so gilt dieses Modell nur dann, wenn eine

anndhernd gleiche Geschwindigkeit der Phasen beobachtet wird.

Die Viskositdt n in Gl. (5.47) ergibt sich approximativ unter der Annahme homogener

zweiphasiger Gemische zu

n=n;l-o)+n,oa. (5.48)

Die Dichtednderungen des Gemisches im Laufe der schnellen Druckentlastung werden in

Abhédngigkeit des lokalen volumetrischen Dampfgehaltes mit der Gleichung

2
P_ P 1+a[a;i—1j : (5.49)
o  a;p; a4Pq

berechnet, wobei ar die Schallgeschwindigkeit der Fliissigkeit und aq die

Schallgeschwindigkeit des Dampfes ist.

Fiir die Berechnung der Phasenverteilung wird eine zusétzliche Skalar-Transportgleichung

eingefiihrt, die analog zur Kontinuitédtsgleichung fiir die Dampfphase (Gl. 5.3)

o|fa 0 |[a B
2o o (g Jou - o

formuliert wird. Mit der Transportvariable ¢ = @ p, kann der volumetrische Anteil der
p

Dampfphase a berechnet werden.

Die Energiegleichung fiir das Gemisch lautet

0 0 0 oT op
+—|pu. H|-— —|—a—= Sl
[pH] i[pulH] '|:0L7\, i} a 0 (5.51

1

Im Rahmen des VOF-Modells lautet die Transportgleichung fiir die Blasenanzahldichte
analog zu Gl. (5.10)

6(p Nb)
ot

Jri(pui N,)=Jp. (5.52)
OX,

1
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5.6 Thermodynamische Zustandsgleichungen

Die transienten Druckfelder werden als Folge eines Rohrbruches und dadurch eingeleiteter
Entspannungsverdampfung fiir das Beispiel eines Apparats im Druckwasserreaktor
berechnet. Es werden hierfiir die ZustandsgroBen fiir Wasser im Druckbereich von 1 bis
160 bar nach dem Industriestandard IAPWS-IF97 [84] berechnet. Ausgehend von der
Gibbschen freien Energie werden die Bezichungen fiir Dichte, Enthalpie,
Schallgeschwindigkeit und spezifische Wéarmekapazitit implementiert. In Abhéngigkeit der
lokalen Temperatur des Wassers wird mit Hilfe der Gibbschen freien Energie der lokale
Sattigungsdruck berechnet und in Abhéngigkeit des lokalen Drucks wird die
Sattigungstemperatur berechnet. Durch den Vergleich so berechneter Sattigungs-
temperaturen mit der lokalen Wassertemperatur wird der Uberhitzungsgrad des Wassers

(AT, =T, —T,) berechnet, sowie dessen Verdampfungsenthalpie.

Die Dampfphase und die fliissige Phase werden beide als kompressibel angenommen. Die
Schallgeschwindigkeit fiir Wasser wird in Abhédngigkeit des Drucks und der Temperatur
berechnet und fiir den Dampf wird die Schallgeschwindigkeit beim jeweiligen
Sattigungszustand eingesetzt. Im Rahmen des VOF-Modells wird fiir das Gemisch (5.49)
die berechnete Schallgeschwindigkeit vorgegeben, wobei im Rahmen des Euler-Euler
Modell fiir jede Phase die Dichtednderung infolge der Druckidnderung

op; _ 1

g == (5.53)

separat definiert wird.

5.7 Losungsmethode

Mit dem Reynoldsschen Transporttheorem [85] konnen die oben beschriebenen

Transportgleichungen in der allgemeinen Form

AP | 0 (4 ou -0 00|
o eu) ™ (HéxJ S (5.54)

i
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geschrieben werden. Hierbei bezieht sich ® auf die jeweilige Transportgrofle. Mit S wird

ein Quellterm und mit p der entsprechende Transportskoeffizient bezeichnet. Somit gilt fiir
eine Kontinuitétsgleichung ohne Quellterme: ®=1, u =0, S=0. Die Impuls-, Energie- und

zusétzlichen Transportgleichungen kdnnen dhnlich formuliert werden.

Das oben dargestellte Gleichungssystem wird mit Hilfe des kommerziellen Programms
CFX4.3 gelost. In den extern angelegten Unterprogrammen, die fiir die Anderungen und
eigene Modelle reserviert werden, werden thermodynamische Zustandsgleichungen der
fluiden Phasen definiert, sowie die Quell- oder Senkenterme, mit welchen in den
Transportgleichungen die Austauschprozesse formuliert werden. Der Quellterm fiir die
Blasenanzahldichte wird in Abhingigkeit der lokaler Uberhitzung fiir die Rechenzellen in
Wandndhe und in Kern der Stromung separat berechnet. Die daraus resultierende
Blasenanzahldichte ist die Basies fiir die Berechnung der Phasengrenzfldche, mit welcher

gleichzeitig die Dampfbildungsrate (5.12) berechnet wird.

Die numerische Losung des mit Anfangs- und Randwerten versehenen Gleichungssystems
erfolgt mit der Methode der Finiten Volumina. Hierfiir wird das zu berechnende
Stromungsgebiet mittels eines numerischen Gitters in diskrete Kontrollvolumina unterteilt.
Anhand der Kontrollvolumina konnen die ortsabhidngigen partiellen Differentiale in der
Gl. (5.54) in die Differenzen iiberfiihrt werden. Der konvektive Term der GI. (5.54) wird

zunichst mit Hilfe des Gausschen Satzes in das Oberflachenintegral

J-opu v =[opu, da, (5.55)
v X, A

umgerechnet.

Die Werte der Transportgrole @ an der zu integrierenden Flache werden dann mit einem
Differenzenschema berechnet. Der einfachste Ansatz hierfiir ist der sogenannte ,,Upwind*-
Ansatz. Der an einer Flache gefragte Wert der Transportgrole @ wird gleich dem am

nédchsten stromauf gelegenen Rechenpunkt gesetzt (Bild 5.4).

[opuda=9,p,u,A, (5.56)
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Durch diese Vereinfachung ist der ,,Upwind*“-Ansatz nicht in der Lage, die Verlaufe einer
TransportgroBe @ bei abrupten Anderungen im Stromungsfeld, welche bei einem

Rohrbruch gegeben sind, wiederzugeben.

<
=
<
|

el

Al

»

X

Bild 5.4: Auswahl der Differenzierungsschema fiir den konvektiven Term
Mit Hilfe des im Bild 5.4 schematisch dargestellten ,,Quick® Ansatzes

3 3 1

q)y :§¢P +Z¢w _gd)ww» (5.57)

konnen die abrupten Anderungen einer TransportgroBe genauer als mit dem ,,Upwind*-
Ansatz berechnet werden. Die Anwendung des ,,Quick® Ansatz erfordert jedoch mehr
Rechenaufwand und kann zum Entstehen von nichtphysikalisch begriindeten
Uberschwingungen fiihren (Bild 5.4). Diese kénnen die mit Hilfe der ,,min-mod* Begrenzer
[86] behoben werden.

Fiir die zeitliche Diskretisierung (At) wird eine variable Schrittweite gewihlt, mit der

minimalen Zeitschrittweite von At_. =10"°s und der maximalen Zeitschrittweite von

At . =10""s. Die minimale Zeitschrittweite wird besonders in der ersten Phase der

Druckentlastung verwendet, wegen der schnellen Anderungen des Drucks und der

Blasenanzahl.
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6. Berechnung der direkten Kondensation

Direkte Kondensation des Dampfes an unterkiihlter Fliissigkeit ist schematisch in Bild 3.9
dargestellt. An der Phasengrenzfliche wird die Sattigungstemperatur angenommen. Das
thermische Nichtgleichgewicht, welches  auf der Fliissigkeitsseite in Form von

Unterkiihlung gegeben ist, stellt das Potenzial fiir die Kontaktkondensation dar.

Phasengrenzflache A

Bild 6.1: Energiebilanz an der Phasengrenzflidche

Der bei Kondensation freigesetzte Strom an latenter Wiarme wird von der unterkiihlten
Fliissigkeit aufgenommen, wodurch die Fliissigkeit an der Phasengrenzfliche erwarmt
wird. Durch die Wirkung der turbulenten Schwankungen an der Phasengrenzfldche
(Bild 6.2) wird einerseits die erwdrmte Fliissigkeit von der Phasengrenzfliche in die
tieferen Schichten der Fliissigphase transportiert und andererseits die Phasengrenzfldche

durch kéltere Fliissigkeit erneuert. Demzufolge ist die direkte Kondensation besonders
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intensiv dort, wo aufgrund der Konfiguration des Strémungskanals die Turbulenzintensitit

steigt. Dies ist z.B. im Stromungsfeld von Armaturen oder Rohrkriimmern der Fall.

A

Bild 6.2: Die turbulente Bewegungen im Wasser in der Ndhe der Phasengrenzflache

Der Wirmestrom, der zur Fliissigkeitsseite der Phasengrenzfliche iibertragen wird

(Bild 6.1), lautet
Qi,f = O‘i,fAi(Ts - Tf)’ (6.1)

wobei mit o, der Wirmeiibergangskoeffizient, mit A; die Phasengrenzfliche, mit T die

Sattigungstemperatur und mit Ty die Temperatur der Fliissigkeit bezeichnet wird.

Der Wirmestrom, der an der Dampfseite der Phasengrenzflache iibertragen wird (Bild 6.1),

lautet
Qid = ai,dAi(Td - Ts)' (6.2)

Der Kondensationsmassenstrom wird aus der Energiebilanz an der Phasengrenzflache

Qg +I-hy-T-h;-Q; =0, (6.3)
abgeleitet

a; e A, (Ts - T; )_ o4 A, (Td - Ts)
Ah

=

, (6.4)

f.g
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wobei mit hy die Dampfenthalpie, mit hy die Enthalpie der Fliissigkeit und mit Ahf’g die

Kondensationsenthalpie bezeichnet werden.

Wird die geringfiigige Uberhitzung des Dampfes vernachlissigt und dessen

Séttigungstemperatur angenommen, so lautet der Kondensationsmassenstrom

r= o A (Ts _Tf).

n (6.5)

f.g

Die Phasengrenzfliche (Bild 6.3) wird unter Annahme einer separierten zweiphasigen

Stromung und entsprechend der zweidimensionalen Betrachtungsweise berechnet:

A = a(l-a)(Ax Az)

i (6.6)
0,25

wobei a den volumetrischen Dampfgehalt bezeichnet.

Flussigkeit

Bild 6.3: Phasengrenzflache

Fir die Berechnung des Wérmeiibergangskoeffizienten wird von  einem
Oberflichenerneuerungsmodell ausgegangen. Weiter entfernt von der Phasengrenzfliche
agieren groBBere und in unmittelbarer Ndhe der Phasengrenzflache kleinste Wirbel. Daher
wird die Aufenthaltszeit eines Fluidelements an der Oberfliche mit der Zeitskala der
kleinsten Wirbel gleichgesetzt. In unmittelbarer Nédhe der Phasengrenzfliche finden
Wiérme- und Stoffaustausch durch molekulare Diffusion solange statt, solange sich das
Fluidelement in Né&he der Phasengrenzfliche aufhélt. Daher ist die Verweilzeit ein
wesentlicher Parameter fiir die Berechnung der {iber die Phasengrenzfliche ausgetauschten

Wirme- und Stoffstrome.
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Der molekulare Wérmertransport an der Phasengrenzfliche kann nach der Theorie der
instationdren Warmeleitung beschrieben werden. Die Warmestromdichte bei instationdrer

Wirmeleitung [85]:

2 [Aep Cor

dir =ﬁ f

(T, = T;). (6.7)

klingt mit der Zeit t% ab. In Gl. (6.7) werden mit A, der Warmeleitfahigkeitkoeftizient
der Flussigkeit und mit ¢ ; die Wiarmekapazitit der Flissigkeit bezeichnet.

Aus Gl. (6.7) ergibt sich der Wiarmeiibergangskoeffizient zu

A c
Qi ¢ :i 2o Bt Ppt . (6.8)

N 0

wobei mit 0 die charakteristische Zeit fiir den Warmetransport infolge molekularen

Transports bezeichnet wird.

Ts Mikrowirbel

Bild 6.4: Mikrowirbel an der Phasengrenzfléche
Die Zeit fir den molekularen Wiarmetransport bei direkter Kondensation wird als

Mikrozeitskala der Turbulenz angenommen. Die Mikro- oder sogenannte Kolmogorov

Zeitskala [60]

0= (V—fy (6.9)
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ist umgekehrt proportional zur Dissipation der turbulenten kinetischen Energie. Mit ¢ wird

in GL (6.9) die turbulente Dissipationsrate bezeichnet und mit v die kinematische

Viskositét der Fliissigkeit.

Da die turbulenten Bewegungen der Fliissigkeit in der Ndhe der Phasengrenzfliche zur
stindiger Erneuerung der Phasengrenzflache mit kalter Fliissigkeit beitragen, wird die zum
Wirmeiibergang erforderliche Zeit 6 mit steigender Turbulenzintensitit verkiirzt. Dabei

steigt der Wairmelibergangskoeffizient o;; an und mit ihm der umgesetzte

Kondensationsmassenstrom. Wird GI. (6.9) in GI. (6.8) eingesetzt, ergibt sich die folgende
Beziehung fiir den Wairmeiibergangskoeffizient an der Fliissigkeitsseite der

Phasengrenzfliche

I
2 g |4
Q¢ =ﬁ\/7\‘f Pr Cpr (V_J . (6.10)
£

Um die turbulenten Bewegungen der zweiphasigen Strdmung zu beschreiben, werden
Transportgleichungen fiir die turbulente kinetische Energie k und die Dissipationsrate €
nach dem k-g¢ Modell verwendet. Die k-& Gleichungen werden dem System der
Bilanzgleichungen fiir Masse, Impuls und Energie der Fliissigkeit und des Dampfes

zugefiigt.

6.1 Massen- und Impulsbilanz der Stromung mit direkter Kondensation

Der berechnete Kondensationsmassenstrom I stellt eine Quelle in der

Kontinuititsgleichung fiir die Fliissigkeit:

Ap, (-] all-a)peug]_ - 6.11)
ot 0X,

1

und eine Senke in der Kontinuitétsgleichung des Dampfes dar:

M+8Xi(apdudi)=—F- (6.12)

ot

i
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Mit dem zwischen den Phasen ausgetauschten Kondensationsmassenstrom wird der
entsprechende Betrag an Impuls und Energie der Dampfphase entnommen und der
fliissigen Phase zugefiigt. Der Impulsaustausch zwischen den Phasen erfolgt iiber den
Kondensationsmassenstrom und durch die Wirkung der zwischen den Phasen iibertragenen

Reibungskrifte, die mit dem Koeffizient [87]

¢ o =200 1ma) 14750 - )], (6.13)
' nD
Zu
Fo=c (Wg—up)fuy—u, [AxAyAz, (6.14)

berechnet werden.
An die Massenstrome, die zwischen den Phasen ausgetauscht werden, sind die

TurbulenzgroBen k und € gekoppelt, die der an der Phasengrenzflache ausgetauscht werden.

6.2 Berechnung des turbulenten Transportstroms

Der Wirmeiibergangskoeffizient fiir direkte Kondensation wird in Abhéngigkeit der
Verweilzeit der Fluidelemente an der Phasengrenzfliche berechnet. Die Verweilzeit ist
abhéngig von der Mikrostruktur der Turbulenz nahe der Phasengrenzfliche.

Die Turbulenz fiihrt zum Fluktuieren der Transportgroflen um einen lokalen Mittelwert.

db=¢+¢' (6.15)

Die Schwankungen beeinflussen die Bilanzen aller TransportgroBen und miissen bei der
mathematischen Beschreibung beriicksichtigt werden. Visuell macht sich die Turbulenz
durch Wirbel bemerkbar. Die Dissipation der Energie erfolgt durch die Bewegung der
kleinsten Wirbel deren Abmessung als Kolmogorov Linge definiert ist. Das Fluktuieren
von TransportgroBen einer turbulenten Stromung kann in den Erhaltungsgleichungen mit
Turbulenzmodellen beschriecben werden. Werden die Impulsgleichungen filir die

Geschwindigkeit

u=u+u’ (6.16)
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formuliert, so ergibt sich ein zusétzlicher Reynoldsspannungstensor, der ndherungsweise
mit algebraischen oder differenziellen Gleichungen formuliert werden kann. Mit dem k-¢

[88] Modell lauten die Transportgleichung fiir die turbulente kinetische Energie k:

olpu k
k) Apuk)_p o, 0 (o 617
ot X 0x; | o, 0%,
und die Transportgleichung fiir die Dissipationsrate ¢ :
Olpu e
oe) Wove) 5 p o d (Bl)
ot OX k ox;| o, 0x;
Die turbulente kinetische Energie k
k=luw (6.19)
2 i i °

ist definiert mit Hilfe der lokalen Schwankungsgeschwindigkeit. In der GI. (6.17) wird mit
Py der Produktionsterm der turbulenten kinetischen Energie beschrieben. Der zweite Term
(pe) beschreibt eine Senke und stellt die Reduktion der turbulenten kinetischen Energie k
durch die Dissipation € dar.

Die Dissipationsrate €

(ou ou
s:vﬁu'[gxu' +— JJ (6.20)
. X .

] 1

ist definiert als der Anteil der turbulenten kinetischen Energie, der durch die turbulenten
Schwankbewegungen in die innere Energie umgewandelt wird. ¢, ,6,., C,,, C,, sind die
empirischen Modellkonstanten.

Mit p, wird in GI (6.17, 6.18 ) die turbulente Viskositit
k2

He =pv, = Cu p? (621)

bezeichnet. Die turbulente Viskositdt p, ist der Transportkoeffizient, der um mehrere

Ordnungen grofBer ist als der molekulare. Die mit der Gl. (6.21) berechnete turbulente

Viskositdt wird in der Impulsbilanz additiv zur molekularen beriicksichtigt.
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Die Gleichungen des k-¢ Modells werden fiir die Berechnung der direkten Kondensation
fiir die fliissige und fiir die Dampfphase aufgestellt. Mit dem zwischen den Phasen
ausgetauschten Kondensationsmassenstrom werden die entsprechenden Anteile turbulenter
Energie k und Dissipation ¢ ausgetauscht. Dies wird mit Senken- oder Quelltermen in k-¢

Gleichungen beriicksichtigt. Das Turbulenzfeld ist somit nicht homogen.

Hobhahn [62] berechnet die Dissipation der turbulenten kinetischen Energie, indem er
mehrere Quellen zur Dissipation definiert und diese nach empirischen Gleichungen

berechnet:

- Zwischenphasenreibung, Wandreibung,

- geometriebedingte  Stromungs- und  Phasenseparationseffekte  aufgrund
Hindernissen in der Strdmung,

- Turbulenzproduktion verursacht durch den Masseniibergang von der einen zur

anderen Phase.

Die turbulente Dissipation ist ein Schliisselparameter fiir die Berechnung der im Prozess
der direkten Kondensation ausgetauschten Wérme- und Massenstrome. Im Gegensatz zum
Modell von Hobhahn [62] werden die turbulenten Strukturen durch die Modellierung der
Turbulenz mit den Gleichungen des k-&¢ Modells besser aufgelost, womit eine verbesserte
Berechnung der kondensierenden Massenstrome mdoglich ist. Durch die Intensitit der
Kondensation wird einerseits die Verteilung der Phasen und anderseits der Druckverlauf
bestimmt. Somit ist durch eine mehrdimensionale Aufldsung der turbulenten Strukturen mit

Hilfe des k-& Modells eine verbesserte Berechnung von Wasserhammerphianomen moglich.

6.3 Rechenmethodik

Das zu losende Gleichungssystem fiir die Berechnung der direkten Kondensation enthalt:
Kontinuititsgleichungen, Impulsgleichungen, Energiegleichungen, k und € Gleichungen fiir
Dampf- und fliissige Phase, die Zustands- und die Konstitutivengleichungen. Zwischen den
Phasen treten thermische und mechanische Nichtgleichgewichte auf. Diese werden mit
Hilfe von konstitutiven Gleichungen beschrieben und als Quell- oder Senketerme den
entsprechenden Gleichungen zugefiigt. Die verdnderbare Kompressibilitit der Phasen wird
beriicksichtigt, indem die Schallgeschwindigkeiten und Dichten fiir Fliissigkeit und Dampf

in  Abhédngigkeit des Drucks und der Temperatur berechnet werden. Die aus



51

unterschiedlichen Dichten resultierende Auftriebskraft sowie die Oberflichenspannungs-
krafte werden in der Impulsbilanz beriicksichtigt.

Das Ldosen des Gleichungssystems erfolgt nach der Methode der finiten Volumina. Grof3e
Unterschiede in Stromungsparametern zwischen benachbarten Kontrollvolumina wie z.B.
Druckunterschiede zwischen zwei Kontrollvolumina, konnen zu Instabilititen im
Losungsalgorithmus flihren. Deshalb wird das Gitter besonders dort verfeinert, wo
sprunghafte Druckénderungen zu erwarten sind wie z.B. infolge von Blasenkollaps in der
Néhe von Rohrkriimmer. Die zeitliche Diskretisierung der Gleichungen erfolgt mit
verdanderlicher Zeitschrittweite, die im Falle von schnellen Druckdnderungen in der
GroBenordnung von At=10" s gewéhlt wird.

Die Zeitschrittweite wird abhingig vom berechneten Kondensationsmassenstrom gewéhlt.
Fiir groBere Kondensationsmassenstrome wird eine kleinere Zeitschrittweite genommen.
Der Kondensationsmassenstrom, der zwischen den Phasen ausgetauscht wird, wird
unterrelaxiert, indem im Laufe der iterativen Losung fiir einen Zeitschritt At fiir die ersten
Iterationsschritte ein reduzierter Anteil an Massenstrom zwischen den Phasen angenommen
wird. Der Anteil steigt im Laufe des Iterationsprozesses und wird anschlieend in vollem

Ausmal berechnet.
6.4 Stabilitit der Losung

Die separierten zweiphasigen Stromungen werden haufig mit Hilfe von Impulsgleichungen
fiir reibungsfreie Stromungen, die sogenannten Eulerschen Gleichungen beschrieben. In
diesem Fall besteht das Gleichungssystem aus den Impulsgleichungen mit vernachléssigter
Viskositdt und vernachlédssigter Oberflichenspannung fiir beide Phasen, sowie den
Kontinuititsgleichungen. Das so aufgestellte Gleichungssystem kann unter Umstidnden
komplexe Charakteristiken und somit Instabilititen aufweisen. Das Einfithren der
Oberfldchenspannung in die Berechnung der geschichteten zweiphasigen Stromungen fiihrt
nach Ramshaw und Trapp [89] zur Umwandlung der komplexen Charakteristiken in reale.
Die Berticksichtigung der Oberfldchenspannung fiihrt somit zum Stabilisieren der Losung,
wogegen die Dampfung alleine durch die Wirkung der Viskositit ausgeiibt wird. Wird das
Gleichungssystem zum Modellieren der zweiphasigen Stromungen unter Beriicksichtigung
der Oberfldchenspannung und der Viskositit gelost, so scheiden irreale Losungen aus.
Hierbei ist es notwendig die Turbulenz der zweiphasigen Stromung zu beriicksichtigen, da

sie eine nicht zu vernachlissigende Dissipation der kinetischen Energie verursacht.
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7. Blasenstromung bei Entspannungsverdampfung

7.1 Berechnung der Stromung durch eine konvergent-divergente Diise

Um die Ausbreitung der Druckentlastungsfront in zweiphasiger Stromung voraussagen zu
konnen, ist es notwendig, das in Kap. 5 beschriebene Modell, welches zur Berechnung der
Stromung mit Entspannungsverdampfung dient, zu {iberpriifen. Dazu sind die theoretischen
Ergebnisse mit experimentellen zu vergleichen. Dies erfolgt durch die numerische
Berechnung einer Diisenstromung. Die so erhaltenen theoretischen Ergebnisse werden dann
mit den experimentellen Ergebnissen von Abuaf [15] verglichen.

Abuaf untersucht die Entspannungsverdampfung von Wasser in einer vertikal
durchstromten konvergent-divergenten Diise. Sie ist schematisch in Bild 7.1 dargestellt.
Die Stromung wird in ihrem Eintritt beschleunigt, wodurch der Druck im engsten
Querschnitt unter den lokalen Sittigungsdruck fillt. Wegen der eintretenden Uberhitzung

der Fliissigkeit tritt Entspannungsverdampfung auf.

0,0}5&- 0,5588 0,025&

0,0254

Bild 7.1: Geometrische Abmessungen der konvergent-divergenten Diise [15]

Das Stromungsfeld in der konvergent-divergeten Diise wird mit Hilfe des Volume of Fluid
-Modells sowie mit Hilfe des Euler-Euler Modells berechnet. Die erzielten Ergebnisse
werden miteinander verglichen. Die Randbedingungen sind der statische Druck und die
Temperatur des Wassers im Eintrittsquerschnitt der Diise und der statische Druck im
Austrittsquerschnitt. Der Druck und die Temperatur werden jeweils dem entsprechendem
Experiment von Abuaf [15] entnommen. Die Anfangsbedingungen entsprechen dem
Zustand zur Zeit t=0, fiir den der Druck in der Diise dem Eintrittsdruck gleichgesetzt wird.
Die Geschwindigkeit des Wassers und der volumetrische Anteil der Dampfphase werden
fiir t=0 zu Null angenommen. Die sich einstellende zweiphasige transiente Stromung wird
mit variablen Zeitschritten berechnet. Zu Beginn einer Rechnung wird ein relativ kleiner

Zeitschritt 10° s gewdhlt, so dass die pldtzlichen Verdnderungen im Strédmungsfeld ohne
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numerische Instabilitdten aufgelost werden konnen. In der Impulsbilanz des VOF- Modells
sowie des Euler-Euler Modells wird die Wirkung der Gravitationskraft in der vertikal
aufgestellten Diise beriicksichtigt. Die Turbulenz wird mit dem k-¢ Modell berechnet. Zur
Berechnung der Stromung in der Diise wird ein rotationssymmetrisches Koordinatensystem

verwendet.

Der Vergleich zwischen den berechneten und gemessenen Ergebnissen fiir den
Eintrittsdruck von p=6,68 bar und die Eintrittstemperatur von t=27,7°C ist in Bild 7.2
dargestellt. Da der Sittigungsdruck fiir die Temperatur des Wasser von t=27,7°C sehr
niedrig liegt (ps=0,038 bar), reicht die im konvergenten Abschnitt der Diise erzielte
Beschleunigung nicht aus, um diesen zu unterschreiten. Die Strdmung bleibt somit iiber die
gesamte Diisenldnge einphasig. Im divergenten Abschnitt der Diise wird der Druck durch
die Verzogerung der Stromung mit Ausnahme von Reibungsverlusten wider aufgebaut
(Bild 7.2). Fiir die Berechnung wird ein Gitter mit 7200 Elementen eingesetzt. Der
berechnete Massenstrom betrigt M = 15 kg/s und der gemessene M = 14,3 kg/s. Wird ein
groberes Gitter verwendet, so ergeben sich groBere Unterschiede zwischen berechneten und
gemessenen Werten fiir den Druck und den Massenstrom. Die Ursache hierfiir ist die
variable Grenzschichtdicke im divergenten Abschnitt der Diise und die damit verbundenen

Ungenauigkeiten der Wandfunktionen des k-&¢ Modells [90].

S B
bar ﬂ"l}‘)}k
6

berechnet .
m  gemessen /
3L (RUNNr. 6
Abuaf 1981) t=211°C

| | |
?0,0 01 0,2 03 0k 05 m 06
Axial Koordinate x

Bild 7.2: Vergleich zwischen berechneten und gemessenen Driicken [15] fiir den Fall der
einphasigen Stromung
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In Bild 7.3 ist die berechnete Phasenverteilung in der Diise fiir ein weiteres Experiment von
Abuaf [15] dargestellt. Die gewidhlten Randbedingungen fiir den Druck und fiir die
Temperatur sind in Bild 7.3 angegeben und fithren durch die expansionsbedingte
Uberhitzung des Wassers zum Phasenwechsel im divergenten Abschnitt der Diise. Die
ersten Blasen werden zunichst an der Wand des engsten Querschnitts der Diise gebildet.
Der maximale Volumenanteil des Dampfes stellt sich jeweils in Wandndhe, wahrend im
Kern der Stromung geringere Anteile der Dampfphase berechnet werden. Durch die
Anwesenheit der Blasen in Wandndhe des divergenten Diisenabschnittes wird die
Kernstromung mit einer Dampfschicht umhiillt. Auf diese Weise wird die Stromung nicht
verzogert, so dass der Druck im divergenten Teil der Diise nahezu konstant bleibt. Die mit
Wandfunktionen des k-¢ Modells verbundenen Ungenauigkeiten treten bei der Berechnung
der zweiphasigen Stromung in der konvergent-divergenten Diise nicht auf. Demzufolge

kann hier eine geringere Anzahl an Volumenelementen verwendet werden.

F.=121°C Volumetrischer = 0,75
p,=3.4 bar (t.,=137,8° () Dampfgehalt =
puut=119 bar . 0,0

Bild 7.3: Der berechnete volumetrische Dampfgehalt in der Diise

In Bild 7.4 werden die auf numerischem Wege berechneten Ergebnisse fiir den
volumetrischen Dampfgehalt entlang der Diise mit den experimentellen [15] verglichen.
Dabei werden die volumetrischen Dampfgehalte {iber dem Diisenquerschnitt gemittelt. Im
konvergenten Abschnitt der Diise wird der volumetrische Dampfgehalt zu Null berechnet,

wihrend im divergenten Abschnitt der Dampfgehalt kontinuierlich ansteigt.

In Bild 7.5 ist der Vergleich von berechneten und gemessenen Driicken entlang der Diise
dargestellt. Die groBite Abweichung zwischen den berechneten und gemessenen Driicken
tritt fiir den engsten Querschnitt der Diise auf. Hier liegt der Druck infolge der
Beschleunigung im Stromungsfeld unter dem Sittigungsdruck. Das thermische

Nichtgleichgewicht resultiert im Aktivieren der Siedekeime und der Verdampfung, so dass
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der Druck im divergenten Abschnitt der Diise nicht wieder ansteigt, wie im Fall der
einphasigen Stromung (Bild 7.2). Hierbei wird die kinetische Energie zur Beschleunigung
beim Unterschreiten des Sittigungsdrucks in thermische Energie zum Uberhitzen

umgewandelt, woraus die Bildung der Blasen resultiert.

1,0

berechnef
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Bild 7.4: Vergleich zwischen gemessenen und berechneten volumetrischen Dampfanteilen
entlang der Diise
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Bild 7.5: Vergleich zwischen gemessenen und berechneten Driicken entlang der Diise
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Das numerisch berechnete Druckprofil entlang der Diise wird fiir einen weiteren Versuch in
Bild 7.6 mit dem gemessenen [15] verglichen. Parallel dazu werden die mit Hilfe des Euler-
Euler und des VOF-Modell berechneten Ergebnisse miteinander verglichen. Diese weichen
nur geringfiigig voneinander ab. Eine bessere Wiedergabe der Messwerte fiir diesen

Versuch wird mit Hilfe des Euler-Euler Modells erzielt.
6,0 |
bar
55

i |
pin=5,73 bar (Tsar=1 51}
pout=l+,l+2 bar

’rm=148,?°t (psar=l+,6 bar)

(=
=
2 45
= Fuler-Euler
s wrapIF
40| °
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(Abuaf 1981)
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Bild 7.6: Vergleich zwischen gemessenen und berechneten Driicken entlang der Diise

Der berechnete volumetrische Dampfanteil wird entlang der Diise mit dem
gemessenen [15] in Bild 7.7 verglichen. Hierbei wird der Dampfanteil {iber den Querschnitt
der Diise gemittelt. Der berechnete volumetrische Dampfanteil steigt entlang des
divergenten Abschnittes von 0=0 % im engsten Querschnitt der Diise zum Wert a=65 % im

Ausgangsquerschnitt.

In Bild 7.8 ist der im engsten Querschnitt der Diise berechnete Massenstrom in
Abhiangigkeit der Zeit aufgetragen. Der Massenstrom steigt kontinuierlich an und erreicht
nach t=0,08 s einen stationdren Wert. Der berechnete maximale Massenstrom betragt

8,9 kg/s und der gemessene maximale Massenstrom betrigt 8,71 kg/s.
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Bild 7.7: Vergleich zwischen gemessenen und berechneten volumetrischen Dampfanteilen
entlang der Diise
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Bild 7.8: Im engsten Querschnitt der Diise auftretender berechneter Massenstrom



58

Der fiir den engsten Querschnitt der Diise berechnete zeitliche Verlauf des Drucks und die
Anzahldichte der Blasen sind in Bild 7.9 dargestellt. In der beschleunigten Stromung nimmt
der Druck ab. Zur Zeit t=0,02 s wird fiir die lokale Temperatur von T=422 K der
Sattigungsdruck erreicht. Dem Verlauf der Blasenanzahldichte wird entnommen, dass die
ersten Blasen zu einem etwas spéteren Zeitpunkt gebildet werden. Die verzogerte
Blasenbildung wird durch einen Mangel an Phasengrenzfliche zu Beginn der

Entspannungsverdampfung verursacht.
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Bild 7.9: Der zeitliche Verlauf von Blasenanzahldichte und Druck im engsten Querschnitt

der Diise
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Um den Einfluss des Rechengitters auf die berechneten Ergebnisse zu priifen, werden diese
fiir ein grobes Gitter mit 1400 Gitterelemente und ein Gitter mit 4200 Elementen
miteinander verglichen. In Bild 7.10 wird die entlang der Diise berechnete Differenz
zwischen den fiir grobes und feineres Gitter erhaltenen Driicken dargestellt. Die maximale
Abweichung zwischen berechneten Driicken stellt sich in der Ndhe des engsten Querschnitt

ein. Sie betrdgt Ap =0,017bar, was relativ zum Eingangsdruck von p=5,73 bar eine

Abweichung von 0,3 % bedeutet. Aus dem Vergleich geht hervor, dass schon mit einer

relativ geringen Anzahl an Gitterelementen eine konvergente Losung erhalten wird.
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Bild 7.10: Vergleich der berechneten Driicke erhalten mit unterschiedlicher Gitterweite

Die wichtigsten Parameter fiir die Berechnung der Stromung infolge der
Entspannungsverdampfung sind die Uberhitzung der Fliissigkeit und die GroBe der
Phasengrenzfliche. Das Stromungsfeld in der konvergent-divergenten Diise ist zum
Zeitpunkt t=0 einphasig. Durch die Beschleunigung und die Wasseriiberhitzung wird das
Potenzial zum Phasenwechsel bereitgestellt, die Bildung von Phasengrenzfliche bleibt
jedoch infolge des Siedeverzuges aus. Erst nach dem Erreichen einer ausreichenden

Uberhitzung werden Siedekeime aktiviert. Sie 16sen sich von den Keimstellen ab. Die
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Anzahl der Keimstellen und die Frequenz der Blasenablosung werden mit dem auf
empirischem Wege hergeleiteten Modell von Blinkov [81] ermittelt. Die Modellparameter
ergeben sich aus Vergleichen mit zahlreichen experimentellen Ergebnissen. Die Korrelation
erfolgt in Abhingigkeit von Uberhitzung, Oberflichenspannung, Viskositdt und
Tragheitskraften. Es wird zu Berechnung der Phasengrenzfliche weder von einer
konstanten Anzahl der Blasen ausgegangen, noch wird eine konstante Grof3e der Blasen
angenommen. Die Phasengrenzfliche, die neben der Triebkraft ausschlaggebend fiir alle
Austauschprozesse ist, wird mit Hilfe der Transportgleichung fiir die Blasenanzahl und der
Kontinuititsgleichung gewonnen. Jedoch stiitzt sich die Berechnung auf die oben

beschriebenen empirisch gewonnenen Ergebnissen.

7.2 Berechnung der Stromung durch eine abrupte Rohrerweiterung

Das im Kap. 5 beschriebene und im Kap. 7.1 getestete Modell zur Berechnung der
zweiphasigen Stromung mit Entspannungsverdampfung wird angewandt zum Berechnen
der Stromung infolge von Druckentlastung wéhrend eines Rohrbruchs. Das Ziel ist es, die
Druckentlastungswellen, welche sich von der Bruchstelle ausgehend im zweiphasigen
Stromungssystem ausbreiten, vorherzusagen. Dadurch kann der im zweiphasigen
Stromungssystem maximal auftretende Druck sowie der maximale zweiphasige
Massenstrom berechnet werden. Der maximale Druck und Massenstrom werden bei
Auslegung von Behiltern oder Stromungsapparaten, in welchen ein Rohrbruch stattfinden

kann, benotigt.

Ein Rohrbruch kann als der doppelseitige oder der sogenannte 200%-Bruch angenommen
werden. Es wird dann von einem schlagartigen Trennen der Rohrbruchstiicke ausgegangen.
Die zeitlichen Gradienten des Drucks (Ap/At) sind fiir die Druckentlastung infolge von
Rohrversagen grofer als im Fall der Stromung durch konvergent-divergente Diisen
(Kap. 7.1). Eine erste Ndherung zur Berechnung der Stromung aufgrund der Rohrbriiche,

kann mit dem Modell fiir abrupte Rohrerweiterung erzielt werden.
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In Bild 7.11 ist das Modell fiir eine abrupte Rohrerweiterung angegeben. Es wird analog
zum Ansprechen einer Bertscheibe am Ende des Rohres dargestellt. Das Rohr mit 26 mm
Durchmesser wird durch eine Berstscheibe vom umgebenden Behélter getrennt, wobei der
Druck im Rohr zum Zeitpunkt t=0 hoher ist als im Behélter. Zur Berechnung der Stromung

wird eine Rotationssymmetrie angenommen.
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Bild 7.11 : Das numerische Gitter fiir die Simulation der Strdomung durch eine abrupte
Rohrerweiterung

Im Bild 7.12 ist der Druckprofil entlang des Stromungskanals zum Zeitpunkt t=0
dargestellt. Das Wasser im Rohr hat zum Zeitpunkt t=0 den Druck p=16 MPa und die
Temperatur T=531 K. Es ist um 90 K unterkiihlt. Das Wasser im Behélter hat zum
Zeitpunkt t=0 den Druck p=1,4 MPa und die Temperatur T=310 K. Das Wasser im Rohr ist
durch die Berstscheibe vom Wasser im Behilter getrennt. Die Stromungsgeschwindigkeit

wird mit u=0 m/s und der volumetrische Dampfanteil mit 0=0 angenommen.

Fiir Zeit t>0 wird die Berstscheibe entfernt, so dass die Stromung aus dem Ruhezustand
beschleunigt wird. Hierbei wird fiir die Randbedingung im Eintrittsquerschnitt des Rohres
der statische Druck zu 16 MPa und die Wassertemperatur zu 531 K beibehalten. Am
Austritt des Behélters wird der konstante statische Druck von 1,4 MPa als Randbedingung

angenommen.
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Bild 7.12: Druck zum Zeitpunkt t=0

Nachdem die Berstscheibe entfernt ist, breitet sich die Druckstérung von der Berstscheibe
stromauf und stromab im System aus, wodurch die Druckentlastung im Rohr eingeleitet
wird. Das anfangs unterkiihlte Wasser wird infolge des plotzlichen Druckabfalls iiberhitzt.
Die Uberhitzung, bzw. die Differenz zwischen der Temperatur des Wassers und dessen
lokaler Séttigungstemperatur stellt das Potenzial zur Entspannungsverdampfung dar.
Hierbei wird vom {berhitzten Wasser ein Warmestrom abgegeben, dessen thermische

Energie zur Bildung der Blasen und deren Wachstum verbraucht wird.

Die ersten Blasen werden nach einem kurzen zeitlichen Verzug am Austritt des Rohres
gebildet (Bild 7.13). Nach dem Erreichen einer stabilen GroBe erfolgt das Ablosen der
Blasen von den Keimstellen, wodurch diese frei fiir die weitere Blasenbildung werden. Die
abgelosten Blasen, die konvektiv in den Behélter transportiert werden, bilden eine

Blasenschicht, die sich im Behélter ausbreitet.
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t=2 ms

t=4 ms

t=12 ms

t=14 ms

t=20 ms

t=24 ms

t=30 ms

=40 ms

=50 ms

Bild 7.13: Volumetrischer Dampfgehalt und Ausbreitung der Dampffront nach dem
Rohrbruch
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Bild 7.14: Ausbreitung der Druckwelle nach dem Bruch der Berstscheibe stromaufwérts
und die entsprechenden Geschwindigkeitsprofile

In der ersten Periode nach dem Bruch der Berstscheibe ist die Stromung infolge der
Verzogerung der Blasenbildung noch einphasig. Da die Schallgeschwindigkeit des reinen
Wassers relativ hoch ist, filhrt die Verzogerung der Blasenbildung zu einer schnellen
Ausbreitung des Druckstof3es in axialer Richtung. Die Druckstérung breitet sich ausgehend
von der Berstscheibe stromauf und stromab aus, wodurch der Druck im Rohr zunéchst sinkt
und im Behdélter steigt (Bild 7.14). Das Wasser setzt sich in Bewegung, zunédchst im Gebiet

nah des Rohrausgangs. Mit der fortgeschrittener Druckstorung wird das Wasser immer
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mehr beschleunigt. Die maximale Geschwindigkeit wird am Ende des Rohres berechnet.
Sie steigt innerhalb von 5 10™ s von 0 m/s auf 31 m/s. Nachdem die Druckstdrung bis zum
Eintrittsquerschnitt des Rohres vorgedrungen ist, kommt es zur Reflexion der Druckstorung
in entgegengesetzter Richtung (Bild 7.15). Dadurch wird im weiteren Zeitverlauf ihre
Ausbreitung verlangsamt. Mit der Zunahme der Dampfbildungsrate wird die
Schallgeschwindigkeit im Gemisch kleiner, bzw. die Ausbreitung der Druckstérung

langsamer bis zur vollstdndigen Ddmpfung.
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Bild 7.15: Ausbreitung der Druckwelle nach dem Bruch der Berstscheibe nach links und die
entsprechenden Geschwindigkeitsprofile
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Die Druckentlastungswellen breiten sich nach dem Rohrbruch sehr schnell aus. Sie werden
dann zunehmend durch die Blasen in ihrer Ausbreitung gehindert. Im Bild 7.16 ist der
volumetrische Dampfgehalt entlang des Rohres und des Behilters iiber der Zeit dargestellt.
Die Ausbreitung der Dampffront wird dadurch sichtbar. Sie breitet sich im Gegensatz zu

Druckwellen relativ langsam aus und zwar mit der durchschnittlichen Geschwindigkeit von
20 m/s (langsame Welle).
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Bild 7.16: Ausbreitung der Dampffront

Die durch die Druckentlastung eingeleitete Entspannungsverdampfung folgt entsprechend
dem thermischen Nichtgleichgewicht, das unmittelbar nach dem Bruch der Berstscheibe
erreicht wird, schnell. In Unterschied zu der im Kap. 7.1 untersuchten Diise ist bei engen
Rohren die volumenbezogene Wandoberfliche sehr groB, so dass die Blasenbildung
bevorzugt an der Wand stattfindet. Uber ein solches Verhalten wird aus den Experimenten

mit Entspannungsverdampfung in engen Rohren [82] berichtet. So wird die

Keimbildungsrate im Kern der Fliissigkeit als J,=0 angenommen. Der Radius der zu diesem
Zeitpunkt gebildeten Blasen ist relativ klein und nur etwas groBer als der kritische Radius.
Im folgenden wird die vorhandene Uberhitzung nicht nur zur Bildung der Blasen
verwendet, sondern auch fiir ihr Wachstum. Dadurch sinkt die Anzahl der je Zeiteinheit

neugebildeten Blasen. Die Blasen sind zunichst nur in einer diinnen Schicht in Wandnihe
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am Austritt des Rohres vorhanden (Bild 7.13). Im weiteren Zeitverlauf wichst diese
Blasenschicht, so dass nach einigen Millisekunden die Blasen im gesamten Querschnitt des
Rohres vorhanden sind. Von dort werden sie konvektiv in den Behélter transportiert. In
Bild 7.17 werden der fiir die Zeit t=40 ms berechnete volumetrische Dampfgehalt und zu
dem Zeitpunkt berechnetes Temperaturfeld dargestellt. Der vom iiberhitzten Wasser

abgegebene Wirmestrom fiihrt zur Bildung der Blasen und deren Wachstum.

Volumetrischer Dampfgehalt

1
Moo
Temperatur [K]

i1
Bild 7.17: Berechneter Dampfanteil und Temperaturfeld nach dem Bruch der Berstscheibe

B310

In Bild 7.18 ist der zeitliche Verlauf des Drucks im Behélter dargestellt. Der berechnete
Druck wird fiir die zweiphasige Strdmung mit Entspannungsverdampfung mit dem Druck
verglichen, der fiir den Fall einphasigen Ausstromens berechnet wird. Fiir diesen Fall wird
die Bildung der Dampfblasen vernachléssigt. Der Druckverlauf fiir den Rohrbruch, bei dem
die Stromung einphasig bleibt, zeigt einen oszillatorischen Charakter. Die potenzielle
Druckenergie wird in die kinetische des Stromungsfeldes mit den Irreversibilititsverlusten
umgewandelt. Fiir den Fall des zweiphasigen Ausstromens ist nur die erste Oszillation zu
erkennen. Die Anwesenheit der Blasen ddmpft die Ausbreitung der Druckentlastungs-
wellen nach einem Rohbruch. Zu &hnlichen Ergebnissen kommt Giihlan [69] in seinen
experimentellen Untersuchungen zur Wechselwirkungen zwischen Blasen und Stowellen,
welche durch das Zerplatzen einer Membrane erzeugten werden. Im Gegensatz zu
Experimenten mit einzelnen Blasen stellt er in Anwesenheit mehrerer Blasen nur die erste
Oszillation des Druckes fest, wobei spétere Schwingungen stark gedampft sind.

In Bild 7.19 wird der Massenstrom am Ende des Rohres dargestellt. Der maximale
Massenstrom tritt zunidchst im Querschnitt x=x; auf und danach im Querschnitt x=x;-Ax,
wobei mit Ax die Netzweite in Richtung x bezeichnet wird. Daraus folgt, das im laufe der
Entspannungsverdampfung  kein  stationdrer  kritischer  Ausstromungsquerschnitt

angenommen werden kann.
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Bild 7.18: Lokal berechneter Druck fiir den Fall einphasiger Stromung und den Fall der

zweiphasiger Stromung (x=0 m)

10
kg/s
. - -LV pr———
e 8 ; |
(= ; Ausstromquerschnitt x=x,
Q 1 | |
& T — 7
= {fr L I
a.l A |
o 6
m I
= c Ausstromguerschnitt x=x,
- == -Querschnitt x=x -Ax
L | |
0,000 0,005 0,010 0015 s 0,020

Zeit t

Bild 7.19: Der am Austritt des Rohres berechnete Massenstrom (Ax — Netzweite in der x

Richtung)
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7.3 Berechnung der Stromung infolge eines Rohrbruchs im
Sperrwasserkiihler

Die Entstehung, Ausbreitung und Dampfung von Druckstéfen in den zweiphasig
durchstromten Anlagekomponenten eines Druckwasserreaktors werden anhand folgenden
hypothetischen Storfalls berechnet: In einem Sperrwasserkiihler wird das fiir die
hydrodynamische, kontaktfreie Dichtung der Hauptkiihlmittelpumpe (Bild 7.19)

verwendete Sperrwasser gekiihlt.

2 Sperrwasserkuhler

1 I 3-Anlageenftwasserung
4-Gebaudeentwasserung

~:f Nieder-
i1 druck
i{ Dichtung

: Hoch-
+| druck
i Dichtung

| Radial-
| lager

[_I njektor

IFATERRRRERRRIERNN

Sperrwasser

[l:lFil’rer

1

1-Volumenregelungssystem
2-Nuklerarer Zwischenkuhlkreis

Bild 7.19: HauptkiihImittelpumpe



70

Das Sperrwasser dient zur Kiihlung der Pumpeneinbauten (Lager, Dichtung) und zum
Ausgleich der durch die Wellendichtung austretenden Lekagemenge. Es wird dem
Volumenregelungssystem, welches dem primédren Kiihlkreislauf gehort, abgezweigt. Das
Kiihlwasser wird dem nuklearen Zwischenkiihlkreislauf entnommen. Aufgrund des groBen
Druckunterschiedes zwischen Primér- und Zwischenkiihlkreislauf ist der Sperrwasserkiihler
eine Schnittstelle zwischen dem Hoch- und Niederdruckbereich. Ein Rohrbruch im
Sperrwasserkiihler und die Stromungsrichtungen, die sich infolge des Rohrbruches
einstellen, werden schematisch in Bild 7.20 dargestellt. Die Stromungsrichtungen im
Normalbetrieb werden mit durchgezogenen Pfeilen dargestellt. Infolge des Rohrbruches
und der Druckgefille zwischen Sperrwasser und Kiihlwassers wird die Vorlaufstrémung
des Sperrwasser beschleunigt und im Riicklauf des Sperrwassers stellt sich eine
Stromungsumkehrung ein. Eine Stromungsumkehrung stellt sich auch im Vorlauf des

Wassers aus dem Zwischenkiihlkreis an.

Zwischen- «—
kihlkreislauf 4

——» <+ - -
v H Zwischen-

kuhlkreislauf

T

=<
o

HKMP HK

, Stromungsrichfung vor dem Rohrbruch
----»  Stromungsrichtung nach dem Rohrbruch
HKMP Hauptkihlmittelpumpe

Bild 7.20: Schematische Darstellung des Rohrbruchs im Sperrwasserkiihler.
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Bild 7.21: Schematische Darstellung des Sperrwasserkiihlers

Der Sperrwasserkiihler ist als ein Wendelrohrwarmetauscher (Bild 7.21) ausgelegt. Bei
einem Bruch eines Kiihlerrohres im Sperrwasserkiihler stromt das Kiihlmittel des
Primérkreislaufs in den als Niederdrucksystem ausgelegten betrieblichen Teil des nuklearen
Zwischenkiihlkreislaufs. Der Druck im Zwischenkiihlkreislauf liegt unterhalb des zur
Temperatur des ausstromenden Wassers zugehorigen Sattigungsdrucks, so dass dieses

teilweise verdampft.

Bild 7.22: Vereinfachtes Modell fiir das Rohrbruch im Sperrwasserkiihler

Fiir die Berechnung der Stromung infolge des Rohrbruches im Sperrwasserkiihler werden
folgende Vereinfachungen vorgenommen. Die Schlangenform der Sperrwasserrohre und
die Armaturen werden vereinfacht dargestellt und mit zusétzlichen Druckverlusten in den
Impulsgleichungen modelliert. Der sogenannte doppelseitige Rohrbruch wird durch eine
Versetzung der beiden Rohrstiicke im Raum modelliert (Bild 7.22). Die Stromungs-
geschwindigkeiten im Kiihlrohren und Behélter werden zum Zeitpunkt t=0 vernachlissigt.
Es wird ein einheitlicher Druck von 160 bar fiir beide Rohrbruchstiicke und der Druck von

12 bar fiir das Kiihlwasser im Behilter angenommen.
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Die Abmessungen des Kiihlers miissen fiir die numerische Berechnung im 3-dimensionalen
Koordinatensystem vereinfacht dargestellt werden, um die Berechnungen in realer
Rechenzeit realisieren zu konnen. Wegen der grolen Anzahl der Gleichungen, die zur
Beschreibung der Stromung mit Entspannungsverdampfung notwendig sind, steigt die
Rechenzeit fiir die dreidimensionale Darstellung an. In Bild 7.23 wird das vereinfachte
geometrische 3D-Modell des Sperrwasserkiihlers und die Randbedingungen fiir die

numerische Berechnung dargestellt .

S - Sperrwasser
p=160 bar
t=280°C

K-Kuhlwasser
p=12 bar
t=20°C

Blech im Inneren der
Rohrwendel

Bild 7.23: Geometriemodell und Randbedingungen fiir die numerische Berechnung

Der numerisch berechnete volumetrische Dampfgehalt fiir die Symmetrieebene des Kiihlers
ist dargestellt in Bild 7.24. Infolge der schnellen Druckentlastung nach dem Rohrbruch und
der Uberhitzung von Sperrwasser tritt die Entspannungsverdampfung auf. Im anfangs
einphasigem Stromungssystem werden an den Winden der beiden Rohrbruchstiicke
Dampfblasen gebildet. In Bild 7.25 wird der Verlauf des lokal berechneten volumetrischen
Dampfgehaltes fiir beide Rohrbruchstiicke als Funktion der Zeit dargestellt. Der maximale
lokal berechnete volumetrische Dampfgehalt von o=0,83 wird ca. 2 ms nach dem
Rohrbruch fiir den ldngeren Rohrbruchstiick berechnet. Die Bildung der Dampfblasen und
damit auch der Verlauf vom volumetrischen Dampfgehalt ist stark vom transienten Verlauf
des Drucks abhédngig. Nach der ersten Phase, in der eine schnelle Druckentlastung statt

findet, steigt der Druck in Kiihler. Bedingt durch den Druckanstieg sinkt die Uberhitzung
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des Wassers und damit auch das Potenzial zur Bildung der Dampfblasen. Dem Verlauf des
Druckes (Bild 7.26) kann entnommen werden, dass die durch Druckentlastungswellen
hervorgerufenen Kréfte an Innenwand des Kiihlers bereits nach einigen Millisekunden
abnehmen. Der Verlauf des berechneten Massenstroms korespendiert mit dem Verlauf des
Drucks. Der grofite ausstromende Massenstrom wird berechnet fiir den Augenblick der
grofften Drucksenkung, kurz nach dem Rohrbruch. An Hand der aus der numerischen
Berechnung erhaltenen Ergebnisse fiir den transienten Verlauf von Massenstrom und Druck
kann die Integritit des Kiihlerbehélters nach dem Bruch eines Kiihlrohres gepriift werden.
Damit kann das Austreten von radioaktivem Wasser aus dem Primérenkiihlkreislauf

verhindert werden.

Volumetrisher Dampfgehalf a
t=0,1 ms

= 0005
A1
® oo

=1 ms
0,68

0,0

|
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Bild 7.24: Der volumetrische Dampfgehalt berechnet fiir die Symmetrieebene des Kiihlers



74

—_—
(e

/ﬁ
|
t
Hm\
l\

=
=~

~~ P I P
\\/v/Jl\’—‘
\ s

o
N
R
-~
Id
\
\
\

Volumetrischer Dampfgehalt o

o
(e

o
[

0,01 0,02 s 003
Zeit t

Bild 7.25: Der zeitliche Verlauf von lokal berechnetem volumetrischem Dampfgehalt
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Bild 7.26: Lokal berechneter Druckverlauf
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Bild 7.27: Massenstrom berechnet am Austrittsquerschnitt der Rohrbruchstiicke
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8. Separierte Zweiphasenstromungen mit direkter
Kondensation

8.1 Notkiihleinspeisung in den kalten Strang der UPTF Anlage

Das beschriebene Modell zum Berechnen der direkten Kontaktkondensation (Kap. 6) wird
durch Simulation des Versuches UPTF Test Nr. 9 tiberpriift. Die UPFT (Upper Plenum
Test Facility) Anlage ist schematisch im Bild 8.1 dargestellt. Die ECC-Einspeisung wird
bei einem LOCA-Storfall (Loss of Coolant Accident) in den primédren Kreislauf des
Druckwasserreaktors eingeleitet, um eine ausreichende Kiihlung des Kerns zu
gewidhrleisten. Im Versuch Nr. 9 wird das Notkiihlwasser (ECC-Emergency Core Cooling)
gleichzeitig in den kalten und den heilen Strang des Druckwasserreaktors eingespeist. Die
numerischen Berechnungen werden ausschlieflich fiir den in Bild 8.2 dargestellten kalten
Strang durchgefiihrt, der durch entsprechende Randbedingungen vom Rest der Anlage

abgetrennt wird.
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ﬁ generafor /R
Heil3er —
/S’rrang _||
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y Nl kern ’
Kalter /
Strang /
ECC

Bild 8.1: UPTF —Anlage
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Bei einem LOCA-Storfall wird der kalte Strang infolge der Druckabsenkung und der
dadurch hervorgerufenen Verdampfung am Kern mit Dampf gefiillt. Das kalte ECC-Wasser
wird mit Dampf in Kontakt gebracht, wodurch die direkte Kondensation eingeleitet wird.
Da das Kondensat ein geringeres spezifisches Volumen als der kondensierende Dampf
aufweist, filhrt die Kondensation zur lokalen Druckabsenkung. Die so entstehende
Druckstérung breitet sich abhédngig von der =zeitlich verdnderlichen Gestalt der
Phasengrenzfliche aus, wodurch je nach Intensitit der Kondensation eine starke
Beschleunigung des Fluids in Richtung der Drucksenke auftritt. Die Versorgung des
Reaktorkernes mit Notkiithlwasser wird von den thermo-hydraulischen Wechselwirkungen

infolge der direkten Kontaktkondensation stark beeinflusst.

’ 93m
Dampf
—
m,=30 kg/s
ECC-Wasser
m,=400 kg/s

Bild 8.2: Schematische Darstellung der ECC-Einspeisung in den kalten Strang

Die Randbedingungen fiir die numerische Berechnung der ECC-Einspeisung sind dem
Bericht iber UPTF-Test Nr. 9 [91] entnommen. Zum Zeitpunkt t=0 wird der volumetrische
Dampfgehalt in der kalten Leitung einheitlich zu o=1 angenommen. Der Dampf ist fiir den
Anfangsdruck von p=4,5 bar und die Temperatur von T=421 K gesittigt. Fiir den Dampf,
der aus der Richtung des Dampfgenerators in die kalte Leitung stromt, wird ein

Massenstrom von 30 kg/s angenommen.

In Bild 8.3 ist der im Versuch [91] gemessene Massenstrom des ECC-Wassers dargestellt.
Die numerische Berechnung wird durchgefiihrt fiir die Zeitdauer von 20 s und den
Massenstrom des Wassers von 400 kg/s, der im Versuch ab t=90 s gemessen wird. Die
Wassertemperatur betragt 298 K, so dass die Unterkiihlung des Wassers zu Beginn der
Einspeisung AT=123 K betrdgt. Die Randbedingungen werden vereinfachend als konstant

angenommen.
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Bild 8.3: EC—Einspeisemassenstrom im UPTF Versuch Nr.9 (Phase B)

In Bild 8.4 ist die Verteilung der Phasengrenzfliche wihrend der ECC-Einspeisung
dargestellt. Zu Beginn der Einspeisung stromt das ECC-Wasser in Form eines Strahls in
den kalten Strang ein. Da in dieser Periode die spezifische Phasengrenzfliche relativ grof3
und die Wassertemperatur niedrig sind, wird ein groBer Kondensationsmassenstrom
berechnet (Bild 8.5). Der Wasserstrahl wird abwechselnd gegen die obere Rohrwand
gerichtet und durch die Wand zum Rohrboden abgelenkt. Im weiteren Verlauf zerfillt der
Wasserstrahl, wonach eine geschichtete Stromung mit steigendem Wasserstand ausgebildet
wird. Infolge einer kleineren Phasengrenzflichendichte der geschichteten Stromung im
Vergleich zur Strahlstromung werden in dieser Periode niedrigere Kondensations-
massenstrome berechnet. Mit dem Ansteigen des Wasserniveaus wird der freie Stromungs-
querschnitt fiir den Dampf reduziert, wodurch der Dampf beschleunigt wird. Der
Impulsanstieg des Dampfes fiihrt durch den Impulstransport iiber die Phasengrenzflidche zur
Beschleunigung des Wassers. Die Wellenstromung bildet sich aus, wodurch die oberen,
bereits erwdrmten Wasserschichten mit kaltem Wasser ersetzt werden, so dass der
Kondensationsmassenstrom erneut steigt (Bild 8.5). In Bild 8.6 ist der berechnete
Dampfmassenstrom am Ausgang des kalten Stranges dargestellt. Sinkt der Druck in der
Leitung aufgrund der Kondensation des Dampfes, wird der Dampf aus dem Reaktorbehélter
in die Leitung transportiert, womit ein negativer Dampfmassenstrom berechnet wird. Der

Massenstrom des eingesaugten Dampfes ist direkt proportional zu der Kondensationsrate.



Dampf: T=421 K
fWasser: T=298 K

Bild 8.4: Verteilung der Phasengrenzflache bei der ECC-Einspeisung in den kalten Strang
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Bild 8.6: Der berechnete Dampfmassenstrom am Austritt des kalten Stranges (Eintritt in
den Reaktorbehélter)
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Das entstehende Kondensat hat ein um ein Vielfaches kleineres spezifisches Volumen als
der kondensierende Dampf. Infolge dieser Volumenidnderung entstehen lokal an der
Phasengrenzfliche Drucksenken (Bild 8.7). Das Ausmal} der Drucksenkung ist proportional
zu der Intensitit der Kondensation. Die Drucksenke wirkt wie eine Saugstelle, in die
umgebendes Wasser oder Dampf infolge der Druckdifferenz transportiert werden, um diese
auszugleichen. Wegen der unterschiedlichen Dichten wird die Dampfphase stirker als die
fliissige Phase beschleunigt. Bei einem groflerem Anstieg in der Dampfgeschwindigkeit
kann die Dampfphase die fliissige Phase mitnehmen, was zu Bildung der Pfropfenstromung

fiihrt. Durch die Reibung an der Phasengrenzfliche wird die kinetische Energie

umgewandelt, was zur Minderung der potentiellen Druckenergie fiihrt.

Volumetrischer ™ 1,0
Wassergehalt I Y
0,0

Dampf- ®79,0
geschwindigkeif I
u[m/s]

00

S —

Kondensations- 0,48
massenstrom I
I'[kg/s] 0.0

Druck A
Pu p [bar] I [
434

Bild 8.7: Dampf- und Wassergeschwindigkeit fiir t=18 s nach dem Beginn der Einspeisung
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In

Bild 8.8 werden die berechneten Druckdifferenzen in der ECC-Leitung fiir die ersten 10 s
dargestellt. Zu Beginn der Einspeisung betrdgt die maximale positive Druckdifferenz zum
Anfangsdruck Ap=28 KPa. Im weiteren Verlauf betrdgt die maximale positive
Druckdifferenz Ap=20 KPa und die minimale negative Druckdifferenz Ap=18 KPa. In
Bild 8.9 wird die gemessene Druckdifferenz wihrend der ECC Einspeisung dargestellt.
Wird die Druckdifferenz in dem Zeitraum von t=90 s bis t=110 s betrachtet, so ergibt sich
eine durchschnittliche positive Druckamplitude von Ap=15 KPa und negative

Druckamplitude von Ap=25 KPa.
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Bild 8.8: Berechnete Druckdifferenz fiir die ECC Einspeisung
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Bild 8.9: Gemessene Druckdifferenz wehrend der ECC Einspeisung (UPTF Test Nr. 9
Phase B) [91]

8.2 Fluten einer mit Dampf gefiillten Leitung

Das Modell zur Berechnung der direkten Kondensation wird angewandt fiir die Berechnung
des Flutens einer mit Dampf gefiillten Leitung mit dem Ziel, die Entstehung des
Wasserhammers untersuchen zu kénnen. Die konstruktive Gestaltung der Leitung und die
Randbedingungen sind fiir die numerische Berechnung in Bild 8.10 dargestellt. Fiir die Zeit
t=0 wird der volumetrische Dampfgehalt in der Leitung zu o=1 angenommen und der
Anfangsdruck zu p=15bar. Am Eintritt in die Leitung wird die Geschwindigkeit des
unterkiihlten Wassers zu u=7,5 m/s als Randbedingung vorgegeben. Am Austritt der

Leitung wird der konstante Druck p=15 bar als Randbedingung angenommen.
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Bild 8.10: Der volumetrische Wassergehalt (1-a) beim Kollaps der ersten Blase

Die Einspeisung des unterkiihlten Wassers beginnt mit der Ausbildung einer
Schichtenstromung. In Bild 8.10 wird der volumetrische Wassergehalt der Zeitintervall
t=1,8 , .., 2,2 s dargestellt, in dem die erste vom kalten Wasser eingeschlossene
Dampfblase kollabiert. Der kondensierende Massenstrom steigt mit der Unterkiihlung des
Wassers, mit der GroBle der Phasengrenzfliche und mit der Intensitdt der Turbulenz. Die
Turbulenz bewirkt das Abtransportieren des erwdrmten Wassers und die Erneuerung der
Phasengrenzfliche mit kaltem Wasser. Durch die Kondensation wird der vom kalten
Wasser eingeschlossene Dampf beschleunigt, was zur Intensivierung der turbulenten
Bewegungen an der Phasengrenzfliche fiihrt. Dies fiihrt erneut zur Verstirkung der

Kondensation, wodurch die eingeschlossene Blase letztendlich kollabiert.
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Da das Kondensat ein geringeres spezifisches Volumen als der kondensierende Dampf
aufweist, fihrt die direkte Kondensation lokal zur Druckabsenkung (Bild 8.11). Die
Amplitude der Druckabsenkung ist proportional zur Intensitit der Kondensation. Das
umliegende Wasser wird in die Drucksenke beschleunigt, um die Druckdifferenz
auszugleichen, so dass der Kollaps der Dampfblase zu einem Aufprall der aufeinander
zulaufenden linken und rechten Wasserfronten fiihrt. Dies hat einen positiven Druckstof3 zu
Folge (Bild 8.11). Der Blasenkollaps infolge verstirkter Kondensation tritt erneut beim
EinschlieBen einer Dampfblase in der vertikalen Rohrstrecke auf wie auch beim
EinschlieBen einer Dampfblase in der zweiten horizontalen Rohrstrecke. Im Bild 8.11 ist
der Verlauf des Drucks dargestellt und zwar als Funktion der Zeit fiir eine Stelle der
Rohrwand in der ersten horizontalen Rohrstrecke. Die drei positiven Druckspitzen haben
thren Ursprung jeweils im Blasenkollaps. Da die Unterkiihlung des Wasser zu Beginn des
Flutens am groBten ist, fiihrt der Kollaps der ersten Blase zum grofiten Anstieg des Drucks.
Im Laufe der Kondensation wird die latente Kondensationswérme freigegeben, wodurch die
Wassertemperatur steigt und das Potenzial zur Kondensation sinkt. Der Kollaps der zweiten

und der dritten Blase ist ebenfalls am Druckverlauf zu erkennen.

40
bar

35 .

30 N
25 lokal berechneter Druck
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Bild 8.11: Lokal berechneter Druck an der Innenwand des oberen horizontalen Rohrstiicks
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Am Verlauf des Drucks kann das Entstehen, Ausbreiten und Dimpfen der
kondensationsbedingten Druckstole verfolgt werden. Dem Verlauf des Drucks im
Bild 8.12 kann entnommen werden, dass die erste Druckspitze, welche durch Kollaps der
ersten Blase entstehet, an der vertikalen Rohrstrecke geddmpft ankommt. Die Dampfung
hingt mit der Position der Phasengrenzfldche zum Zeitpunkt t=2 s (Bild 8.10) zusammen.

Beim Kollaps der zweiten Blase (Bild 8.13) breitet sich die Druckstérung nach links und
nach rechts aus. Die Ausbreitung nach rechts wird durch die Phasengrenzfliche gedampft,
wohin gegen sich der DruckstoB nach links ungeddmpft bis zum Eintritt in das Rohr
(Bild 8.11) ausgebreitet. Der Kollaps der Dampfblasen ist ebenfalls am Verlauf des
Kondensationsmassenstroms (Bild 8.14) zu erkennen. Proportional der Amplitude der
DruckstoBe wird vor dem Kollaps der ersten Blase der groflite Kondensationsmassenstrom

berechnet.
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Bild 8.12: Lokal berechneter Druck an Wand des vertikalen Rohrstiicks
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Bild 8.13: Der volumetrische Wassergehalt (1-0) beim Kollaps der zweiten Blase
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Bild 8.14: Integrierter Kondensationsmassenstrom im Rohr
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Ein unterschiedliches Stromungsverhalten wird beobachtet, wenn die Dampfzufuhr, wie
beim UPTF Versuch, stetig erfolgt. Fiir den Fall des Flutens der gekriimmten Leitung,
dargestellt in Bild 8.10, bei welcher es zur Bildung von Dampfpfropfen kommt, in die dann
keine weitere Dampfzufuhr mdglich ist, fiihrt die Kondensation zur Entstehung von

deutlich groBeren Druckspitzen.
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9. Zusammenfassung

In der vorliegenden Arbeit werden fiir mehrere hypothetische Storfdlle eines
Druckwasserreaktors die thermohydraulischen Mechanismen, die zur Entstehung von stark

transienten Druckfeldern fiihren, auf numerischem Wege berechnet.

Hierzu gehort die Ausbreitung von Druckentlastungswellen, die in einer dispersen
zweiphasigen Stromung erfolgt, wenn ein Rohrbruch im sogenannten Sperrwasserkiihler
auftritt. Der Sperrwasserkiihler ist die Schnittstelle zwischen dem Hochdruck- und
Niederdruckbereich eines Druckwasserreaktors. Ein Rohrbruch fiihrt daher zur schnellen
Druckentlastung und Entspannungsverdampfung. Die Anzahl der dabei gebildeten
Dampfblasen, sowie deren Wachstum wird in Abhidngigkeit des lokalen thermischen
Nichtleichgewicht berechnet. Es ergeben sich die maximalen Massenstrome und Driicke,
welche im Sperrwasserkiihler auftreten. Die theoretischen Ergebnisse werden gepriift,
indem mit dem gleichen Modell die Entspannungsverdampfung in einer konvergent-
divergenten Diise berechnet wird. Die so gewonnenen Ergebnisse werden mit den von
Abuaf [15] erzielten experimentellen verglichen. Die Ergebnisse, die fiir die
Diisenstromung mit Hilfe des ,,Volume of Fluid*“ Modells erzielt wurden, stimmen mit
den Ergebnissen des ,,Euler-Euler* Modells iiberein. Daraus folgt, dass im Gegensatz zum
thermischen, das mechanische Nichtgleichgewicht zwischen den Phasen vernachléssigt
werden kann. Die Bildung der Dampfblasen in der anfangs einphasigen Stromung wird
durch das thermische Nichtgleichgewicht ausgeldst. Das Wachstum wird im Wesentlichen
durch das thermische Nichtgleichgewicht bestimmt. Die Dampfblasen dédmpfen die
Ausbreitung von Druckwellen. Dies zeigt der Vergleich des zeitlichen Druckverlaufs,
welcher fiir die Druckentlastung nach Bruch einer Berstscheibe mit und ohne

Berticksichtigung der Blasenbildung berechnet wird.

Die Ausbreitung von Druckwellen wihrend der Kondensation von Dampfblasen wird fiir
die Einspeisung von Kiihlwasser in den kalten Strang des primédren Kreislaufs eines
Druckwasserreaktors berechnet. Die Unterkiihlung des Wassers fiihrt beim Kontakt mit
dem gesittigten Dampf zur spontanen Kondensation des Dampfes. Die dabei auftretenden
Stromungsphdnomene beeinflussen die Versorgung des Reaktorkernes mit Notkiihlwasser.

Die kondensierenden Massenstrome werden im Rahmen des ,,Euler-Euler Modells in
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Abhéngigkeit vom lokalen thermischen Nichtgleichgewicht berechnet. Der Warmetransport
wird fiir die direkte Kondensation als Funktion der turbulenten Mikrostrukturen in der Nihe
der Phasengrenzfliache berechnet. Dazu wird die Turbulenz in der zweiphasigen Stromung
mit den Gleichungen des k-¢ Modells beschrieben. Der Warmetransport wird somit ohne
den Einsatz von weiteren empirisch zu ermittelnden Koeffizienten berechnet. Die so

erhaltenen Ergebnisse werden mit experimentellen Ergebnissen verglichen.

Die transienten Druckfelder, welche infolge direkter Kondensation auftreten, werden am
Beispiel des Flutens einer mit Dampf gefiillten Leitung numerisch berechnet. Es wird
gezeigt, dass kondensationsbedingte Druckstdfe sog. Wasserhammer auftreten und ihre
Druckfelder von der Phasenverteilung abhéngen. Ein sog. Wasserhammer tritt nur dann auf,
wenn ein Dampfpfropfen vom kalten Wasser ginzlich umschlossen wird. Die
kondensationsbedingten DruckstBe breiten sich in Abhéngigkeit von der Phasenverteilung
aus und werden durch die Wechselwirkungen mit der Phasengrenzfliche geddmpft. Daher
sind die Phasenanteile und Stromungsformen fiir die Entstehung, die Ausbreitung und die

Déampfung der Druckstéfe ausschlaggebend.

Die mehrdimensionale Darstellung der Phasenanteile ergibt die Stromungsform und stellt
ein Potenzial zur verbesserten Berechnung der thermohydraulischen Vorginge dar, die im
Laufe hypothetischer Storfalle auftreten. Mit den so erhaltenen theoretischen Ergebnissen
fiir die transienten zeitlichen Anderungen der Druck- und Geschwindigkeitsfelder lisst sich

in zweiphasigen Stromungen eine verbesserte Aussage zum Verlauf von Storfdllen treffen.
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