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Kurzfassung 

Im Rahmen der in diesem Vorhaben durchgeführten Forschungsarbeiten wurde der O-

pen-Source-Code OpenFOAM für die Analyse von komplexen einphasigen und zwei-

phasigen Strömungs- und Wärmeübergangsphänomenen in Brennelementlagerbecken 

sowie in Reaktoranlagen der Generationen II, III/III+ und IV sowie Small Modular Reac-

tors (SMRs) weiterentwickelt und validiert.  

Zur Bestimmung der kritischen Wärmestromdichte sind spezielle Critical Heat Flux 

(CHF)-Modelle notwendig, die in OpenFOAM bisher nicht verfügbar waren. Um diese 

Lücke zu schließen, wurden im Rahmen dieses Projekts zwölf CHF-Modelle und eine 

entsprechende Randbedingung in OpenFOAM implementiert und validiert. Dies ermög-

lichte die Simulation der unterschiedlichen Siedebereiche, wobei die Umschaltung zwi-

schen den Modellen mit bestimmten Umschaltkriterien erfolgte und mit 2D-Simulationen 

erfolgreich getestet wurde. Die Validierung anhand der Becker- und BFBT-Versuche 

zeigte, dass OpenFOAM die Siedekrise vorhersagen kann. Gewisse Abweichungen von 

den Versuchsdaten wurden bei der berechneten maximalen Temperaturspitze sowie 

beim genauen Zeitpunkt des Temperaturanstiegs festgestellt. Trotzdem wurde bewie-

sen, dass mit dem 3D-CFD-Verfahren und den neu implementierten Modellen das lokale 

Auftreten von CHF vorhergesagt werden kann.  

Im Rahmen der Untersuchungen zu Brennelement-Lagerbecken wurden die Analysen 

zu den ALADIN-Szenarien „Luftgekühltes BE ohne Wasserblockade“ und „Dampfküh-

lung“ durchgeführt. Es wurde gezeigt, dass die Strahlungsmodellierung sowohl in Open-

FOAM als auch in ANSYS CFX eine große Rolle spielt. Die Heizstab-Modellierung 

musste mit einer Kalibrierung der MgO-Stoffwerte im CFD-Modell verbessert werden. 

Während ANSYS CFX den Temperaturanstieg in der Aufheizphase im einphasigen Sze-

nario „Luftgekühltes BE ohne Wasserblockade“ relativ gut wiedergegeben hat, traten 

Abweichungen von den ALADIN-Daten im komplexeren, zweiphasigen Szenario 

„Dampfkühlung“ auf. Trotz Abweichungen an bestimmten Stellen war OpenFOAM in der 

Lage, die komplexen Verdampfungsphänomene mit einem absinkenden Füllstand in der 

Teststrecke qualitativ korrekt wiederzugeben. 

Die Analysen zu helikalen Dampferzeugern beruhten auf der MAHICan-Versuchsreihe. 

Die erzielten Simulationsergebnisse zeigten, dass sich generell mit OpenFOAM und der 

VOF-Methode das zweiphasige Luft-Wasser-Strömungsregime und nur teilweise der 

Druckabfall in helikalen Rohren vorhersagen lassen kann. Dabei wurden in den 
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MAHICan-Analysen alle Strömungsregimes (Blasen-, Pfropfen-, Schwall-, Schwall-Ring- 

und Ringströmung) durchgerechnet. Eine gute quantitative Übereinstimmung mit den 

experimentellen Daten für den Zweiphasen-Druckverlust und den Luft-Volumenanteil 

wurde jedoch nur für bestimmte Pfropfen- und Schwallströmungen festgestellt. In den 

Fällen mit einer niedrigen Luftgeschwindigkeit (Blasen- und Pfropfenströmung) wurden 

die Zweiphasen-Druckverluste in den Simulationen erheblich überschätzt, während in 

den Testfällen mit hohen Luftgeschwindigkeiten der Druckverlust vom Code unterschätzt 

wurde. Aus diesem Grund sind hier weitere Validierungsaktivitäten notwendig, um die 

OpenFOAM-Vorhersagekraft zu solchen Geometrien mit Zweiphasenströmungen end-

gültig bewerten zu können.  

Verschiedene Turbulenzmodelle wurden in OpenFOAM implementiert und erweitert. Ziel 

dabei war eine verbesserte Berechnung des turbulenten Wärmestroms in Flüssigmetall-

strömungen. Die Turbulenzmodelle LienCubicKEAHFM und SugaCubicKEAHFM wur-

den als neue Klassen in OpenFOAM definiert. In diesen neuen Klassen wurde der Bei-

trag der turbulenten Produktion aufgrund von Auftrieb durch die inneren Quellterme 

kSource (Sk) und epsilonSource (Sε) berücksichtigt. Das normierte mittlere Tempe-

raturprofil T+ konnte mit den neuen Modellen für den Rayleigh-Bénard-Konvektion-Test-

fall gut wiedergegeben werden. Bei den normierten Temperaturschwankungen wurden 

jedoch größere Abweichungen vom Referenzwert festgestellt. Immerhin zeigten die bei-

den Modelle bessere Ergebnisse im Vergleich zum AHFM-2005-Modell. Die Validierung 

anhand des TALL-3D-Versuchs und die festgestellten Abweichungen zeigten jedoch 

deutlich, dass hier weitere Forschungsarbeiten notwendig sind. Im Rahmen dieser sollen 

die Modellkonstanten näher untersucht werden und weitere Validierungsfälle herange-

zogen werden.  
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Abstract 

Within the scope of the research conducted in this project, the Open-Source code Open-

FOAM was further developed and validated for the analysis of complex single-phase and 

two-phase flow and heat transfer phenomena in spent fuel pools and in reactors of Gen-

erations II, III/III+, and IV, as well as small modular reactors (SMRs). 

To determine the CHF occurrence with the help of a CFD simulation, special models are 

necessary, which were not previously available in OpenFOAM. To close this gap, twelve 

CHF models and a corresponding boundary condition were implemented and validated 

in OpenFOAM. This enabled the simulation of the different boiling regimes by switching 

among the different CHF sub-models, performed according to specific criteria. This mod-

elling strategy was successfully tested with the help of 2D simulations. The 3D validation 

activities, based on Becker and BFBT experiments, showed that OpenFOAM can predict 

the boiling crisis. Certain deviations from the experimental data were observed in the 

calculated peak temperature and the precise time of the temperature rise onset. Never-

theless, it was proven that the local occurrence of CHF can be predicted using the 3D 

CFD method and the newly implemented models. 

As part of the investigations on spent fuel pools, analyses were performed on the 

ALADIN scenarios "Air-cooled spent fuel pool without water blockage" and "Steam cool-

ing". It was shown that radiation modeling plays a significant role in both OpenFOAM 

and ANSYS CFX simulations. The heating rod modeling required improvement through 

calibration of the MgO material properties in the CFD model. While ANSYS CFX repro-

duced the temperature rise during the heating phase relatively well in the single-phase 

scenario "Air-cooled spent fuel pool without water blockage", deviations from the ALADIN 

data occurred in the more complex two-phase scenario "Steam cooling". Despite the 

deviations at certain locations, OpenFOAM was able to reproduce the complex evapo-

ration phenomena with a decreasing water level in the test section. 

The analyses of helical coil steam generators were based on the MAHICan test series. 

The simulation results showed that, in general, the two-phase air-water flow regime and 

to some extent the pressure drop in helical tubes can be predicted using OpenFOAM 

and the VOF method. All flow regimes (bubble, plug, slug, slug-annular and annular flow) 

were considered in the MAHICan analyses. However, good quantitative agreement with 

the experimental data for the two-phase pressure drop and the air volume fraction was 

found for certain plug and slug flows only. In cases with low air velocities (bubble and 
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plug flow), the two-phase pressure drops were significantly overestimated in the simula-

tions, while in test cases with high air velocities, the pressure drop was underestimated 

by the code. For this reason, further validation activities are necessary to be able to 

ultimately evaluate the OpenFOAM predictive capabilities for such helical coil geometries 

with two-phase flows. 

Several turbulence models were implemented and extended in OpenFOAM. The aim 

was to improve the calculation of turbulent heat flux in liquid-metal flows. The turbulence 

models LienCubicKEAHFM and SugaCubicKEAHFM were defined as new classes in 

OpenFOAM. In these new classes, the contribution of turbulent production due to buoy-

ancy was taken into account by the internal source terms kSource (Sk) and epsi-

lonSource (Sε). The normalized mean temperature profile T+ was well reproduced by 

the new models for the Rayleigh-Bénard convection test case, however, larger deviations 

from the measured value were observed for the normalized temperature fluctuations. 

The two models showed better results compared to the AHFM-2005 model. However, 

the validation of the TALL-3D experiment and the observed deviations from data clearly 

showed that further research is necessary. This research should involve a more detailed 

investigation of the model constants and the validation of further experiments.
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1 Einleitung 

Zur Simulation von Transienten- und Störfallabläufen im Rahmen von Sicherheitsanaly-

sen für Kernkraftwerke werden deterministische Rechenprogramme eingesetzt, die nach 

Stand von Wissenschaft und Technik möglichst genaue Ergebnisse liefern sollen. Mög-

lichst realistische Ergebnisse sollen mit Unsicherheitsanalysen kombiniert werden. Die-

ser Ansatz soll ggf. für Ereignisse des anomalen Betriebs und Auslegungsstörfälle und 

insbesondere auch für auslegungsüberschreitende Ereignisse und Unfälle verfolgt wer-

den /BMUV 22/, /IAEA 19/. Um eine Simulation von 3D-Strömungen mit hoher räumli-

cher Auflösung zu ermöglichen, werden seit Jahren bei der GRS die Computational Fluid 

Dynamics (CFD)-Programme ANSYS CFX und OpenFOAM weiterentwickelt, verifiziert, 

validiert und angewendet. Die Fortschritte bei CFD-Software und Leistung der Compu-

terhardware erlauben es, auch die rechenintensiven CFD-Programme in zunehmendem 

Maß für Anlagenauslegung und Erstellung von Sicherheitsnachweisen seitens Hersteller 

und Betreiber sowie für die Prüfung der Nachweise durch Behörden und Sachverstän-

dige einzusetzen. Die detaillierte, lokale, dreidimensionale Simulation von Strömungs- 

und Wärmeübergangsphänomenen in komplexen Geometrien ermöglicht sowohl quali-

tative als auch quantitative Aussagen über die zeitabhängige Verteilung von Druck, Tem-

peratur und Geschwindigkeit von Wasser und Wasser-/Dampfströmungen und über die 

Konzentration weiterer Spezies wie z. B. Borsäure im gesamten Strömungsgebiet. Eine 

dynamische Darstellung der Strömung ermöglicht dann einen tieferen Einblick und ein 

verbessertes physikalisches Verständnis der Strömungs- und Transportvorgänge. 

Schließlich können auch Aussagen und Modelle anderer Nachweismethoden (System-

codes und ingenieurtechnische Bewertung) abgesichert und ggf. verbessert werden. Zur 

Simulation von Transienten- und Störfallabläufen im Rahmen von Sicherheitsanalysen 

für Kernkraftwerke werden deterministische Rechenprogramme eingesetzt, die nach 

Stand von Wissenschaft und Technik möglichst genaue Ergebnisse liefern sollen. Mög-

lichst realistische Ergebnisse sollen mit Unsicherheitsanalysen kombiniert werden. Die-

ser Ansatz soll ggf. für Ereignisse des anomalen Betriebs und Auslegungsstörfälle und 

insbesondere auch für auslegungsüberschreitende Ereignisse und Unfälle verfolgt wer-

den /BMUV 22/, /IAEA 19/. Um eine Simulation von 3D-Strömungen mit hoher räumli-

cher Auflösung zu ermöglichen, werden seit Jahren bei der GRS die CFD-Programme 

ANSYS CFX und OpenFOAM weiterentwickelt, verifiziert, validiert und angewendet. Die 

Fortschritte bei CFD-Software und Leistung der Computerhardware erlauben es, auch 

die rechenintensiven CFD-Programme in zunehmendem Maß für Anlagenauslegung 

und Erstellung von Sicherheitsnachweisen seitens Hersteller und Betreiber sowie für die 

Prüfung der Nachweise durch Behörden und Sachverständige einzusetzen. Die 
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detaillierte, lokale, dreidimensionale Simulation von Strömungs- und Wärmeüber-

gangsphänomenen in komplexen Geometrien ermöglicht sowohl qualitative als auch 

quantitative Aussagen über die zeitabhängige Verteilung von Druck, Temperatur und 

Geschwindigkeit von Wasser und Wasser-/Dampfströmungen und über die Konzentra-

tion weiterer Spezies wie z. B. Borsäure im gesamten Strömungsgebiet. Eine dynami-

sche Darstellung der Strömung ermöglicht dann einen tieferen Einblick und ein verbes-

sertes, physikalisches Verständnis der Strömungs- und Transportvorgänge. Schließlich 

können auch Aussagen und Modelle anderer Nachweismethoden (Systemcodes und in-

genieurtechnische Bewertung) abgesichert und ggf. verbessert werden. 

Es besteht Konsens, in der Reaktorsicherheitsforschung in Deutschland für CFD-

Anwendungen sich vorrangig auf die Validierung und Weiterentwicklung des CFD-Codes 

OpenFOAM zu konzentrieren. Daher hat sich dieses Projekt schwerpunktmäßig Open-

FOAM gewidmet. 

Die zuverlässige Berechnung der Siedevorgänge in Zweiphasenströmungen ist ein we-

sentlicher Bestandteil von Zweiphasensimulationen. Eine genauere Vorhersage solcher 

Phänomene kann einen wichtigen Beitrag zur Erhöhung der Sicherheit von Kernkraft-

werken leisten, weil damit potenzielle Auslegungsschwächen und Schädigungsszena-

rien besser erkannt werden können. Weiterhin ist die Bestimmung der kritischen Wär-

mestromdichte für die sicherheitstechnische Bewertung von Leichtwasserreaktoren von 

übergeordneter Bedeutung. Hierfür sind spezielle CHF-Modelle notwendig, die in Open-

FOAM bisher nicht verfügbar waren. Um diese Lücke zu schließen, werden im Rahmen 

dieses Projekts verschiedene CHF-Modelle in OpenFOAM implementiert und validiert. 

Das Hauptziel ist eine verbesserte Modellierung von Zweiphasenströmungen mit Fokus 

auf kritische Wärmeströme. Die Forschungsarbeiten sollen eine verbesserte CFD-

Simulation der lokalen Siedekrise ermöglichen. Die zuverlässige Vorhersage der Siede-

krise sowie die Modellierung des Wärmeübergangs beim Filmsieden sind grundlegende 

Anforderungen an den Modellumfang eines zweiphasigen OpenFOAM-Solvers für Si-

cherheitsbewertungen zur Wärmeabfuhr aus Brennelementen von Leichtwasserreakto-

ren. 

Zweiphasenströmungen können nicht nur im Reaktorkühlkreislauf, sondern auch in 

Brennelement-Lagerbecken auftreten. Im Normalbetrieb werden im Brennelement-La-

gerbecken mit Hilfe von Zwangskonvektion die abgebrannten Brennelemente gekühlt. 

Bei einem Ausfall der aktiven Kühlung kann im Lagerbecken die Strömung zweiphasig 

werden. Falls die Brennelemente freigelegt werden und die Brennelement-Kühlung 
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durch Naturkonvektion von Luft nicht ausreichend ist, kann dies zu Brennstabschäden 

führen. Um mit OpenFOAM aussagekräftige thermohydraulische Analysen zu Zweipha-

senströmungen im Brennelement-Lagerbacken durchführen zu können, muss der Code 

anhand von entsprechenden Experimenten validiert werden.  

In zahlreichen Ländern werden derzeit kleine modulare Reaktoren (SMRs als Abkür-

zung für den englischen Begriff Small Modular Reactors) entwickelt und gebaut 

/IAEA 24/. Solche Reaktoren / innovative Konzepte sehen in einigen Designs, für die 

erhöhte Chancen einer mittelfristigen Realisierung bestehen, z.B. kompakte, integrale 

Reaktordesigns und helikale Dampferzeuger vor. Die Dampferzeuger-Auslegung beruht 

auf einer hohen thermischen Leistungsdichte, was in der Regel mit einer komplexen Ge-

ometrie realisiert wird, in der dreidimensionale einphasige und zweiphasige Strömungen 

herrschen. Für die Sicherheitsbewertung von SMRs soll die Strömung und die Wärme-

übertragung in den helikalen Dampferzeuger als Beispiel eines kompakten Dampferzeu-

gers zuverlässig analysiert werden können.  

Die Kerne mehrerer Reaktorkonzepte der vierten Generation werden mit flüssigen Me-

tallen gekühlt. Flüssige Metalle haben eine hohe Wärmeleitfähigkeit und kleine Viskosi-

tät. Diese Eigenschaften führen dazu, dass sich die wandnahen Temperatur-Scher-

schichten wesentlich von den Impuls-Grenzschichten unterscheiden. Dies muss bei 

Simulationen von Wärmeübertragung korrekt berücksichtigt werden, weil es andernfalls 

zu verfälschten Wärmeströmen führt /ROE 18/. Eine mögliche Lösung bieten hier fort-

schrittliche Turbulenzmodelle der Algebraic Heat Flux (AHFM)-Klasse an. Bei diesen 

wird der turbulente Wärmetransport mit Hilfe einer algebraischen Gleichung bestimmt. 

Die Arbeiten zur Implementierung eines AHFM-Turbulenzmodells in OpenFOAM wurden 

bereits im Rahmen des Forschungsvorhabens Weiterentwicklung der Rechenmethoden 

zur Sicherheitsbewertung innovativer Reaktorkonzepte mit Perspektive P&T /GRS 19/ 

begonnen und werden hier weitergeführt. 

Im aktuellen Vorhaben nehmen die nationale und internationale Zusammenarbeit sowie 

die Beteiligung an Aktivitäten der OECD/NEA weiterhin einen breiten Raum ein. In die-

sem Sinne organisiert und veranstaltet die GRS jedes Jahr das CFD-Verbund-Meeting 

und somit ermöglicht einen wichtigen Informationsaustausch zwischen den CFD-

Verbund-Partnern.  
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2 Zielsetzung und Arbeitsprogramm 

Das Gesamtziel der Forschungsarbeiten ist, den Open-Source-Code OpenFOAM für die 

Analyse von komplexen einphasigen und zweiphasigen Strömungs- und Wärmeüber-

gangsphänomenen in Reaktoranlagen der Generationen II, III/III+ und IV sowie SMRs 

weiterzuentwickeln und zu validieren. Nach einer Bewertung offener Punkte für die An-

wendung von CFD-Codes wie OpenFOAM /PAP 21/ und nach Rücksprache mit dem 

Helmholtz-Zentrum Dresden-Rossendorf (HZDR), dem Koordinator der OpenFOAM-

Version für den Reaktorkühlkreislauf (NUSAR-RCS), sind die folgenden Einzelziele als 

prioritär für die GRS identifiziert worden. In Weiterführung von Vorarbeiten der GRS wird 

OpenFOAM für die Simulation der Siedekrise unter Berücksichtigung des Conju-

gate Heat Transfer (CHT) erweitert werden. Weiterhin wird die Turbulenzmodellie-

rung für die Analyse von Flüssigmetallströmungen verbessert. Die Entwicklungsar-

beiten werden durch die geplanten Validierungsaktivitäten zu den oben beschriebenen 

Themen sowie zu der Simulation komplexer Ein- bzw. Zweiphasenströmungen in 

helikalen Dampferzeuger- und Brennelement-Lagerbecken-Geometrien unterstützt. 

Entwicklungs- und Validierungsarbeiten werden dabei der vom HZDR für den deutschen 

CFD-Verbund koordinierten OpenFOAM-Version NUSAR-RCS zugutekommen und ent-

sprechend abgestimmt erfolgen. 

Simulation der Siedekrise unter Berücksichtigung des CHT 

Die Bestimmung des Abstandes von der kritischen Wärmestromdichte und des Verhal-

tens nach Einsetzen der Siedekrise sind für die sicherheitstechnische Bewertung von 

Leichtwasserreaktoren von großer Bedeutung. Insbesondere wird eine zuverlässige und 

genaue Vorhersage des Auftretens eines kritischen Wärmeflusses angestrebt, um Si-

cherheitsmargen der aktuellen und zukünftigen Reaktorkernauslegungen besser bewer-

ten zu können. Hierfür sind spezielle CHF-Modelle notwendig, wobei für die Erzielung 

realistischer Ergebnisse die Conjugate Heat Transfer (CHT)-Berücksichtigung erforder-

lich ist. Mit CHT wird der Wärmetransport zwischen Fluid und Struktur bezeichnet, für 

dessen Berechnung Energiegleichungen für das Fluid und für die Struktur separat gelöst 

werden. Im Rahmen der von BMWi, BMUV bzw. BMUKN geförderten Forschungsvorha-

ben führt die GRS seit einigen Jahren wissenschaftliche Arbeiten zur Erweiterung von 

OpenFOAM für die Simulation von CHF unter Berücksichtigung des CHT durch. Die 

Weiterentwicklung und Validierung des neuen GRS-CHF/CHT-Solvers wird im vorlie-

genden Forschungsvorhaben auf Basis von chtMultiRegionReactingTwoPhaseE-

ulerFoam (RS 1566), der am HZDR gehosteten OpenFOAM-Version NUSAR-RCS und 
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ggf. weiteren Solvern der OpenFOAM Foundation fortgesetzt werden. Die dazugehöri-

gen Arbeiten waren Gegenstand von Arbeitspaket 1 und sind in Kapitel 3 dokumentiert. 

Validierung von OpenFOAM für Zweiphasenströmungen in Brennelement-La-

gerbecken  

Parallel zu den obigen Forschungsarbeiten wird der neue Zweiphasen-Solver auch für 

Zweiphasenströmungen in Brennelementlagerbecken validiert. Für das Ziel wird zu-

nächst für OpenFOAM ein Modell der ALADIN (Analyse LAgerbeckenstörfall Durch IN-

tegralexperiment)-Anlage erstellt. Mehrere Anlagenzustände werden simuliert und die 

berechneten Staboberflächentemperaturen werden mit Messdaten verglichen. Anschlie-

ßend wird die Anwendbarkeit des Solvers für reale Brennelementlager-Geometrien unter 

zweiphasigen Bedingungen analysiert. Die dazugehörigen Arbeiten waren Gegenstand 

von Arbeitspaket 2 und sind in Kapitel 474 dokumentiert. 

CFD-Analyse von helikalen Dampferzeugern 

Das CFD-Programm OpenFOAM sollte für die Simulation der Primärströmung in einem 

helikalen Dampferzeuger validiert werden. Zu diesem Zweck sollte ein Modell der Test-

strecke des Helical Coil Steam Generator-Experiments der Texas A&M University 

(TAMU) erstellt werden. Die Strömungsverhältnisse in der innovativen Geometrie sollten 

mit Hilfe von einphasigen RANS (Reynolds-Averaged Navier-Stokes) bzw. URANS (Un-

steady Reynolds-Averaged Navier-Stokes)-Simulationen analysiert werden. Zu diesem 

Zweck wurde geplant, OpenFOAM anhand des TAMU-Versuchs /YIL 18/ zu validieren. 

Da die GRS keinen Zugang zu den TAMU-Versuchsdaten bekommen hat, wurde die 

MAHICan-Versuchsreihe (University of Michigan) simuliert und der Projektplan entspre-

chend geändert. Die in der Helix-Spirale auftretenden Strömungsphänomene sind deut-

lich komplexer als im TAMU-Versuch, da die Strömung in der MAHICan-Anlage zwei-

phasig ist. Das Experiment ist mit „CFD-grade“-Messtechnik instrumentiert und somit für 

die Validierung von OpenFOAM geeignet. Die dazugehörigen Arbeiten waren Gegen-

stand von Arbeitspaket 3 und sind in Kapitel 5 dokumentiert. 

Erweiterung der Wand- und Turbulenzmodellierung in OpenFOAM für die Simula-

tion von Fluiden mit einer niedrigen Prandtl-Zahl 

Die im Rahmen von /GRS 19/ durchgeführten Forschungsaktivitäten zur Implementie-

rung eines AHFM-Turbulenzmodells in OpenFOAM werden fortgesetzt. Ziel dabei ist, 

Transienten und Störfälle in Reaktoranlagen mit Flüssigmetallen zuverlässig simulieren 
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zu können. Nach der vollständigen Implementierung des AHFM-Turbulenzmodells in O-

penFOAM wird der erweiterte Löser anhand von TALL-3D oder anderen Flüssigmetall-

Versuchen validiert. Die Forschungsarbeiten sollen in einer Kooperation mit der nieder-

ländischen Organisation NRG durchgeführt werden. Die dazugehörigen Arbeiten waren 

Gegenstand von Arbeitspaket 4 und sind in Kapitel 6 dokumentiert. 

Bezug zu den förderpolitischen Zielen 

Die in diesem Vorhaben bearbeiteten Einzelfragen sind jeweils für die sicherheitstechni-

sche Bewertung der davon betroffenen Reaktoranlagen von grundlegendem Interesse. 

Dabei sind die Siedevorgänge in Lagerbecken auch nach der Abschaltung der deut-

schen Kernkraftwerke noch von grundlegendem Interesse und können auch auf Nassla-

ger von Forschungsreaktoren übertragen werden. Die anderen Fragestellungen sind vor 

allem für die Bewertung von Kernkraftwerken im Ausland von Bedeutung. Eine verbes-

serte Simulation diese Phänomene mit OpenFOAM erlaubt es, deren sicherheitstechni-

sche Relevanz besser einschätzen zu können. Zudem konnte die GRS zu diesen Fra-

gestellungen ihre Kompetenzen erhalten und weiterentwickeln. Schließlich kommen die 

hier gewonnenen Erkenntnisse nicht nur der Weiterentwicklung der CFD-Methoden zu-

gute. Sie können auch für die weitere Absicherung und Verbesserung weiterer in der 

GRS entwickelter Rechenwerkzeuge genutzt werden. Damit setzen die hier dokumen-

tierten Arbeiten die Ziele der Forschungsförderung zur nuklearen Sicherheit des BMUKN 

/BMUV 23/ zur Reaktorsicherheitsforschung, und hier insbesondere zu fortschrittlichen 

und lokal aufgelösten Methoden für die Bewertung des sicheren Betriebs und der Be-

herrschung von Transienten, Stör- und Unfällen, um.  
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3 Entwicklung und Validierung eines OpenFOAM-Lösers zur 

Berücksichtigung von Conjugate Heat Transfer bei kriti-

schen Wärmestromdichten im Kernbereich eines Reaktors 

Im Folgenden werden die Arbeiten und Ergebnisse zur verbesserten Berechnung von 

CHF mit OpenFOAM-Solvern beschrieben. 

3.1 Modellierung des Wandsiedens 

3.1.1 Wärmetransport bei Wandsieden 

Die Siedeprozess lässt sich anhand der Wandtemperatur in vier Bereichen unterteilen: 

Bereich 1 (rein konvektiver Wärmeübergang in einer einphasigen Flüssigkeit), Bereich 2 

(Blasensieden), Bereich 3 (Übergangssieden) und Bereich 4 (Filmsieden). 

Bereich 1: 𝑻𝒘 > 𝑻sat 

Wenn die Wandtemperatur 𝑇𝑤 unter der Sättigungstemperatur 𝑇sat bleibt, findet an der 

Wand kein Sieden statt. Der Wärmeübergang an die unterkühlte Flüssigkeit erfolgt durch 

Konvektion. Die Wärmestromdichte 𝑞̇𝑙 zwischen Wand und Flüssigkeit entspricht der 

konvektiven Wärmestromdichte 𝑞̇conv,𝑙 . Im NUSAR-Code wird der konvektive Wärme-

übergang an die Mehrphasenströmung mit dem Jayatilleke-Modell /JAY 69/ berechnet. 

Da an der Wand kein Dampf vorhanden ist, verschwindet die Wärmestromdichte 𝑞̇𝑣, die 

an den Dampf übertragen werden soll. Der gesamte Wärmeübergang an die Mehrpha-

senströmung 𝑞̇total in diesem Bereich wird durch folgende Gleichung beschrieben: 

𝑞̇total = 𝑞̇𝑙 = 𝑞̇conv,𝑙  ;     𝑞̇𝑣 = 0 (3.1) 

Bereich 2: 𝑻DNB > 𝑻𝒘 > 𝑻sat 

Wenn die Wandtemperatur die Sättigungstemperatur übersteigt, tritt Blasensieden an 

der Wand auf. Der Wärmetransport Richtung Flüssigkeit wird mit Hilfe des Wandwärme-

strompartitionierungsmodells, auch RPI (Rensselaer Polytechnic Institute)-Wandsiede-

modell nach Kurul und Podowski genannt /KUR 91/, modelliert. Das Modell wird mit der 

folgenden Gleichung beschrieben: 

𝑞̇
total

= 𝑞̇𝑙 = 𝑞̇conv,𝑙 + 𝑞̇evap + 𝑞̇quench ;    𝑞̇𝑣 = 0 (3.2) 
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Die gesamte Wärme wird an die Flüssigkeit übertragen. Die Wärmestromdichte wird in 

drei Teile aufgeteilt: konvektive Wärmeflussdichte 𝑞̇conv,𝑙,  Verdampfungswärmefluss-

dichte 𝑞̇evap sowie die Quenching-Wärmeflussdichte 𝑞̇quench . Im Modell wird die Gas-

phase als gesättigt betrachtet. Die Wärmeübertragung von der Wand an den Dampf wird 

dabei nicht berücksichtigt. 

Mit fortschreitendem Wandsieden in Richtung CHF-Bereich steigt der Dampfgehalt an 

der Wand. Die direkte Wärmeübertragung von der Wand an den Dampf gewinnt zuneh-

mend an Bedeutung. Um diesen Prozess zu berücksichtigen, wird das klassische RPI-

Wandsiedemodell erweitert. Das erweiterte RPI-Modell beruht auf der folgenden Glei-

chung: 

𝑞̇total = 𝑓(𝛼𝑙) ( 𝑞̇
conv,𝑙

+ 𝑞̇
evap

+ 𝑞̇
quench

) + (1 − 𝑓(𝛼𝑙))𝑞̇
conv,𝑣

 (3.3) 

Hier wird der konvektive Wärmetransport 𝑞̇conv,𝑣  an den Dampf mitberechnet. Die Wär-

meverteilung des gesamten Wandwärmestroms an die Flüssigkeits- und Dampfphase 

wird anhand der Umschaltfunktion 𝑓(𝛼𝑙) , welche vom Flüssigkeitsgehalt in der ersten 

wandnahen Zelle abhängig ist, berechnet. Dieser Modellierungsansatz wird im beste-

henden Wandsiedemodell im NUSAR-RCS-Code verwendet. Er eignet sich für die Mo-

dellierung des Wandsiedens im Bereich „Blasensieden“, ist allerdings für die Berech-

nung des kritischen Wärmeflusses (CHF) in den Bereichen „Übergangssieden“ und 

„Filmsieden“ nicht ausreichend. 

Bereich 3: 𝑻Leid > 𝑻𝒘 > 𝑻DNB 

Mit Überschreiten der DNB (Departure from Nucleate Boiling)-Temperatur 𝑇DNB beginnt 

das Übergangssieden an der Wand. Hier wird die Wärmeübertragung an die Flüssigkeit 

𝑞̇𝑇𝐵 mit dem Übergangssiedemodell berechnet. Diese Wärme wird ausschließlich für die 

Verdampfung verwendet. Die konvektive Wärmeübertragung 𝑞̇conv,𝑣 von der Wand an 

den Dampf wird berücksichtigt. Mit der Umschaltfunktion 𝑓(𝛼𝑙) wird die Wärmeverteilung 

Richtung Flüssigkeitsphase und Dampfphase bestimmt:  

𝑞̇total = 𝑓(𝛼𝑙) 𝑞̇
𝑇𝐵

+ (1 − 𝑓(𝛼𝑙))𝑞̇
conv,𝑣

 (3.4) 



 

11 

Bereich 4: 𝑻𝒘 > 𝑻Leid 

Sobald die Wandtemperatur die Leidenfrost-Temperatur 𝑇Leid erreicht, fängt das Filmsie-

den an der Wand an. Die Wärmeübertragung  𝑞̇Film an die Flüssigkeit wird mithilfe des 

Filmsiedemodells berechnet. In diesem Bereich wird die Wand deutlich überhitzt. Die 

Wärmestrahlung von der Wand zum Dampf gewinnt mit höheren Wandtemperaturen zu-

nehmend an Bedeutung. Daher werden bei der Berechnung sowohl die konvektive 

𝑞̇conv,𝑣 als auch die strahlungsbedingte Wärmeübertragung an den Dampf 𝑞̇rad,𝑣 berück-

sichtigt. Dies wird mit der folgenden Gleichung dargestellt: 

𝑞̇total = 𝑓(𝛼𝑙) 𝑞̇Film + (1 − 𝑓(𝛼𝑙))(𝑞̇conv,𝑣  + 𝑞̇rad,𝑣) (3.5) 

3.1.2 Modelle zur Berücksichtigung des Filmsiedens 

Im Rahmen dieser Arbeit wurden zwei Modelle, das Bromley- und das Thurgood-Modell, 

für die Modellierung des Filmsiedens in den NUSAR-RCS-Code implementiert. 

Das Bromley-Modell /BRO 50/ für den Wärmeübergang beim Filmsieden wurde anhand 

von experimentellen Untersuchungen zum Filmsieden an einer horizontalen, äußeren 

Rohrwand entwickelt. Das Modell wurde anschließend auch für vertikale Rohrwände er-

weitert. Im Rahmen der Arbeit wurde ein modifiziertes Bromley-Modell, das auch den 

Wärmeübergang durch Wärmestrahlung berücksichtigt, in den NUSAR-RCS-Code im-

plementiert. Der Wärmeübergangskoeffizient an der Rohrwand beim Filmsieden wird mit 

folgender Gleichung berechnet: 

ℎFilm = 𝐶𝑛 [
𝑘𝑣

3𝜌𝑣(𝜌𝑙 − 𝜌𝑣)𝐿eff𝑔

𝐿𝑐𝜇𝑣(𝑇𝑤 − 𝑇sat)
]

1 4⁄

+ 0.75ℎrad,𝑙 (3.6) 

wobei  

𝐿eff = L + 0.4 ∗ 𝐶𝑝,𝑣(𝑇𝑤 − 𝑇sat) (3.7) 

ℎrad,𝑙 =
𝜎SB

1
𝜀𝑤

+
1
𝛼𝑙

 − 1

(𝑇𝑤
4 − 𝑇sat

4 )

𝑇𝑤 − 𝑇sat
 (3.8) 

Hier ist 𝐿eff die effektive latente Verdampfungswärme, ℎrad der Wärmeübergangskoeffi-

zient durch Stahlung, 𝑘𝑣 die Wärmeleitfähigkeit des Dampfs, 𝜌𝑙 die Dichte der 
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Flüssigkeit, 𝜌𝑣 die Dichte des Dampfs, 𝑔 die Erdbeschleunigung, 𝐿𝑐 die charakteristische 

Länge, 𝜇𝑣 die dynamische Viskosität des Dampfs, 𝑇𝑤 die Wandtemperatur, 𝑇sat die Sät-

tigungstemperatur, 𝐿 die latente Verdampfungswärme, 𝜎SBdie Stefan-Boltzmann-Kon-

stante, 𝜀𝑤 der Emissionskoeffizient der Wandoberfläche, 𝐶𝑛 die Modellkonstante, für die 

in den meisten Fällen 0.62 benutzt wird. 

Durch die Ersetzung der charakteristischen Länge des Bromley-Modells durch die kriti-

sche Wellenlänge der Helmholtz-Instabilität entwickelt Thurgood ein neues modifiziertes 

Modell /THU 82/, welches durch die folgende Gleichung beschrieben wird: 

ℎFilm = 𝐶𝑛 (
𝐷ℎ

𝜆𝑐
)

0.172

[
𝑘𝑣

3𝜌𝑣(𝜌𝑙 − 𝜌𝑣)𝐿eff𝑔

𝐷ℎ𝜇𝑣(𝑇𝑤 − 𝑇sat)
]

1 4⁄

+ ℎrad,𝑙 (3.9) 

Die kritische Wellenlänge 𝜆𝑐  wird mit der folgenden Gleichung berechnet: 

𝜆𝑐 = 2π√
𝜎𝑙

𝑔(𝜌𝑙 − 𝜌𝑣)
 (3.10) 

Hier ist 𝐷ℎ der hydraulische Durchmesser, 𝛼𝑙 die Absorptionsrate der Flüssigkeit. 

Im Filmsiedebereich ist die Wand im Vergleich zum Blasensiedebereich deutlich über-

hitzt. Die Wärmeübertragung von der erhitzten Wand an den Dampf erfolgt nicht nur 

durch konvektive Wärmeübertragung, sondern auch durch Wärmestrahlung. Mit steigen-

der Wandtemperatur wird immer mehr Wärme durch Wärmestrahlung an den Dampf 

abgegeben. Der Wärmeübergang an den Dampf durch Wärmestrahlung im Filmsiede-

Bereich wird mit dem Stefan-Boltzmann-Modell berechnet: 

ℎrad,𝑣 =
𝜎SB

1
𝜀𝑤

+
1

𝛼𝑣
 − 1

(𝑇𝑤
4 − 𝑇𝑣

4)

𝑇𝑤 − 𝑇𝑣
 (3.11) 

Hier 𝛼𝑣 ist die Absorptionsrate des Dampfs und 𝑇𝑣 Dampftemperatur in der ersten wand-

nahen Zelle. 
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3.1.3 Modelle zur Berücksichtigung des Übergangssiedens 

Die Übergangssieden-Wärmestromdichte 𝑞̇TB  wird zusammen mit der CHF-

Wärmestromdichte 𝑞̇CHF  und dem Minimalwärmefluss (minimum heat flux) 𝑞̇MHF  mit der 

folgenden Gleichung berechnet: 

𝑞̇TB = 𝜑𝑞̇CHF + (1 − 𝜑)𝑞̇MHF (3.12) 

mit  

𝜑 = 𝑊𝑝

𝑇𝑊 − 𝑇DNB

𝑇Leid − 𝑇DNB
 (3.13) 

Hierbei ist 𝑊𝑝 der Benetzungsparameter /SRI 10/, dessen Wert zwischen 0,1 und 0,6 

liegt. 

Die CHF-Wärmestromdichte unter Berücksichtigung des Einflusses der Unterkühlung 

/HUA 00/ wird mit der folgenden Gleichung berechnet: 

𝑞̇CHF = 𝐾Burn (1 + 0.345 𝐽𝑎/𝑃𝑒
1 4⁄

) 𝑞̇CHF, sat (3.14) 

Hier ist 𝐽𝑎 die Jakob-Zahl und 𝑃𝑒 die Peclet-Zahl. 𝐾Burn  ist ein sogenannter Ausfallfaktor, 

der zwischen 0,5 und 4,0 liegt. 

Die CHF-Wärmestromdichte der gesättigten Flüssigkeit wird nach dem Zuber-Modell 

/ZUB 58/ mit der folgenden Gleichung berechnet: 

𝑞CHF,sat = 0.131𝜌𝑣𝐿 [
𝜎𝑙𝑔(𝜌𝑙 − 𝜌𝑣)

𝜌𝑣
2 ]

1 4⁄

 (3.15) 

Der Minimalwärmefluss 𝑞̇MHF wird mit der folgenden Gleichung beschrieben /JES 92/: 

𝑞MHF = 𝐾MHF𝜌𝑣𝐿 [
𝑔(𝜌𝑙 − 𝜌𝑣)

(𝜌𝑙 + 𝜌𝑣)
]

1 2⁄

[
𝜎𝑙

𝑔(𝜌𝑙 − 𝜌𝑣)
]

1 4⁄

 (3.16) 
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Mit dem Faktor 𝐾MHF werden die Abweichungen im berechneten Minimalwärmefluss auf-

grund lokaler transienter Effekte, Grenzschichtmodulationen, Oberflächeneigenschaften 

usw. berücksichtigt /SRI 10/. Sein Wert liegt zwischen 0,1 und 1. 

3.1.4 Umschaltungskriterium-Modelle  

Die gesamte Siedekrise ist in vier Bereichen unterteilt. Jeder Bereich wird separat mit 

unterschiedlichen Modellen berechnet. Die drei Temperaturen, nämlich Sättigungstem-

peratur, DNB-Temperatur und Leidenfrost-Temperatur, dienen als Umschaltkriterien 

zwischen den verschiedenen Bereichen. Die Modelle für die Sättigungstemperatur sind 

im NUSAR-Code bereits verfügbar. In dieser Arbeit wurden die Modelle für die DNB- und 

Leidenfrost-Temperaturen implementiert. 

Als Kriterium zur Umschaltung von Blasensieden zu Übergangssieden wird die DNB-

Temperatur benutzt. Das Modell von Schroeder-Richter /SCH 91/ wurde in den NUSAR-

RCS-Code implementiert, welches mit der folgenden Gleichung ausgedrückt wird:  

𝑇DNB =
𝑇sat

1 −
𝑅
𝑀

𝑇sat
𝐿

ln(2𝜅 + 1)
 (3.17) 

Hier ist κ der isentropische Expansionsfaktor: 

𝜅 = {

1 + 2 3,   ⁄ für einatomiges Fluid

   1 + 2 5,   ⁄ für zweiatomiges Fluid

   1 + 1 3,   ⁄ für dreiatomiges Fluid

  

𝜅 ≈       1,                 für mehratomiges Fluid  

Hier ist M die molare Masse. 

Das Schroeder-Richter-Modell liefert gute Ergebnisse in einem Fall mit niedrigem Druck, 

weist jedoch bei Druck über 12 bar deutliche Abweichungen auf. Bei Testfällen mit ho-

hem Druck wird häufig die aus experimentellen Untersuchungen ermittelte konstante 

DNB-Temperatur verwendet. Dafür wird das constant-Modell in die DNB-Temperatur-

Modellbank des NUSAR-Codes implementiert. Dieses Modell ermöglicht die Vorgabe 

eines konstanten Wertes für die DNB-Temperatur in der Berechnung. 
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Die Leidenfrost-Temperatur dient bei der Berechnung als Umschaltkriterium vom Über-

gangssieden zum Filmsieden. Ein einfaches Modell zur Berechnung der Leidenfrost-

Temperatur ist das Spiegler-Modell /SPI 63/, das durch die folgende Gleichung ausge-

drückt wird: 

𝑇Leid =
27

32
𝑇𝑐 (3.18) 

Dieses Modell wird bei niedrigem Druck verwendet. 

Bei höherem Druck bis hin zum kritischen Druck wird häufig das Lienhard-Modell /LIE 76/ 

verwendet, das durch die folgende Gleichung beschrieben wird:  

𝑇Leid = 𝑇𝑐 [0.905 + 0.095 (
𝑇𝑠𝑎𝑡

𝑇𝑐
)

8

] (3.19) 

Zusätzlich zu diesen beiden Modellen wurde in die Leidenfrost-Temperatur-Modellbank 

des NUSAR-RCS-Codes auch ein constant-Modell implementiert. Dadurch kann ein 

konstanter Wert für die Leidenfrost-Temperatur in der Berechnung verwendet werden. 

3.2 Implementierung von Wandsiedemodellen 

Das im NUSAR-RCS-Code vorhandene Modell alphatWallBoilingWallFunction 

enthält nur das Modell für Blasensieden, Modelle für Übergangssieden und Filmsieden 

stehen nicht zur Verfügung. Die Wärmeübertragung an die Dampfphase durch Strahlung 

wird nicht berücksichtigt. Das Modell ist im CHF-Bereich nur eingeschränkt anwendbar. 

Im Rahmen dieser Arbeit wurde basierend auf dem vorhandenen Modell ein neues Mo-

dell, alphatCHFWallBoilingWallFunction, entwickelt. Die Modelle zu Übergangs-

sieden und Filmsieden für die Flüssigkeitsphase, das Strahlungsmodell für die Dampf-

phase sowie die entsprechenden Umschaltfunktionen wurden hinzugefügt. Der 

Quellcode in der Programmiersprache C++ wurde vom bestehenden Modell alphat-

WallBoilingWallFunction von 1100 Zeilen auf 1700 Zeilen für das neue Modell 

alphatCHFWallBoilingWallFunction erweitert. Das neue Modell deckt die ge-

samte Siedekrise vom Blasensieden bis hin zum CHF-Bereich ab. Dazu wurden fol-

gende Untermodelle in den NUSAR-RCS-Code implementiert: 
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• criticalHeatFluxSubCooledModels (Kapitel 3.1.3) 

• HuaXu 

• minimumHeatFluxModels (Kapitel 3.1.3) 

• Jeschar 

• criticalHeatFluxModels (Kapitel 3.1.3) 

• Zuber 

• filmBoilingModels (Kapitel 3.1.2) 

• Bromley 

• Thurgood 

• nucleateBoilingDepartureTemperatureModels (Kapitel 3.1.4) 

• constant 

• Schroeder 

• Lienhard 

• LeidenfrostModels (Kapitel 3.1.4) 

• constant 

• Spiegler 

• radiationModels (Kapitel 3.1.2) 

• StefanBoltzmann 

Das neue Modell und die zugehörigen Untermodelle wurden in die Modellbank libad-

donMultiphaseEulerThermophysicalTransportModels des NUSAR-RCS-

Codes integriert. Diese ist für die Modellierung der Wärmeübertragung in Mehrphasen-

strömungen mit Euler-Euler-Ansatz zuständig. Die folgenden 27 C++-Routinen wurden 

in die Datenbank des NUSAR-RCS-Codes hinzugefügt: 

• wallBoilingSubModels/nucleateBoilingDepartureTemperatureModels/nucleateBoi-

lingDepartureTemperatureModel/nucleateBoilingDepartureTemperatureModel.C 
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• wallBoilingSubModels/nucleateBoilingDepartureTemperatureModels/nucleateBoil-

ingDepartureTemperatureModel/nucleateBoilingDepartureTemperatureMod-

elNew.C 

• wallBoilingSubModels/nucleateBoilingDepartureTemperatureModels/constant/con-

stant.C 

• wallBoilingSubModels/nucleateBoilingDepartureTemperatureMod-

els/Schroeder/Schroeder.C 

• wallBoilingSubModels/LeidenfrostModels/LeidenfrostModel/LeidenfrostModel.C 

• wallBoilingSubModels/LeidenfrostModels/LeidenfrostModel/LeidenfrostMod-

elNew.C 

• wallBoilingSubModels/nucleateBoilingDepartureTemperatureModels/constant/con-

stant.C 

• wallBoilingSubModels/LeidenfrostModels/Lienhard/Lienhard.C 

• wallBoilingSubModels/LeidenfrostModels/Spiegler/Spiegler.C 

• wallBoilingSubModels/minimumHeatFluxModels/minimumHeatFluxModel/mini-

mumHeatFluxModel.C 

• wallBoilingSubModels/minimumHeatFluxModels/minimumHeatFluxModel/mini-

mumHeatFluxModelNew.C 

• wallBoilingSubModels/minimumHeatFluxModels/Jeschar/Jeschar.C 

• wallBoilingSubModels/criticalHeatFluxModels/criticalHeatFluxModel/criti-

calHeatFluxModel.C 

• wallBoilingSubModels/criticalHeatFluxModels/criticalHeatFluxModel/criti-

calHeatFluxModelNew.C 

• wallBoilingSubModels/criticalHeatFluxModels/Zuber/Zuber.C 

• wallBoilingSubModels/criticalHeatFluxSubCooledModels/criticalHeatFluxSub-

CooledModel/criticalHeatFluxSubCooledModel.C 

• wallBoilingSubModels/criticalHeatFluxSubCooledModels/criticalHeatFluxSub-

CooledModel/criticalHeatFluxSubCooledModelNew.C 

• wallBoilingSubModels/criticalHeatFluxSubCooledModels/HuaXu/HuaXu.C 
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• wallBoilingSubModels/criticalHeatFluxSubCooledModels/Tatsumoto/Tatsumoto.C 

• wallBoilingSubModels/filmBoilingModels/filmBoilingModel/filmBoilingModel.C 

• wallBoilingSubModels/filmBoilingModels/filmBoilingModel/filmBoilingModelNew.C 

• wallBoilingSubModels/filmBoilingModels/Bromley/Bromley.C 

• wallBoilingSubModels/filmBoilingModels/Thurgood/Thurgood.C 

• wallBoilingSubModels/radiationModels/radiationModel/radiationModel.C 

• wallBoilingSubModels/radiationModels/radiationModel/radiationModelNew.C 

• wallBoilingSubModels/radiationModels/StefanBoltzmann/StefanBoltzmann.C 

• derivedFvPatchFields/alphatCHFWallBoilingWallFunction/alphatCHFWallBoil-

ingWallFunctionFvPatchScalarField.C 

Der vorhandene addonMultiphaseEuler-Solver kann die implementierten Modelle 

zur Berechnung des Wandsiedens verwenden. Diese Modelle werden mit der neuen 

Randbedingung compressible::alphatCriticalHeatFluxWallBoilingWall-

Function aufgerufen. Die Randbedingung befindet sich in den Berechnungsdateien 

alphat.gas (für Wärmetransport in der Gasphase) und alphat.liquid (für Wärmetransport 

in der Flüssigphase). Hier ist ein Beispiel zur Randbedingung für die beheizte Wand zur 

Flüssigkeitsphase: 

    heated wall 

    { 

        type compressible::alphatCriticalHeatFluxWallBoil-

ingWallFunction; 

        otherPhase  gas; 

        phaseType   liquid; 

        useLiquidTemperatureWallFunction true; 

        phaseType   liquid; 

        Prt         0.85; 

        bubbleWaitingTimeRatio 0.8; 

        wettingParameter          1; 

        partitioningModel 

        { 

            type            Lavieville; 

            alphaCrit       0.2; 

        } 

        LeidenfrostModel 

        { 

            type            Spiegler; 

            Tcrit           647; 

        } 
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        nucleationSiteModel 

        { 

            type            LemmertChawla; 

            Cn              1; 

            NRef            30000000; 

            deltaTRef       10; 

        } 

        departureDiameterModel 

        { 

            type            TolubinskiKostanchuk; 

            dRef            0.00024; 

            dMax            0.0014; 

            dMin            1e-06; 

        } 

        departureFrequencyModel 

        { 

            type            KocamustafaogullariIshii; 

            Cf              1.18; 

        } 

        criticalHeatFluxModel 

        { 

            type            Zuber; 

            Cn              0.131; 

        } 

        criticalHeatFluxSubCooledModel 

        { 

            type            HuaXu; 

            Kburn           0.5; 

        } 

        minimumHeatFluxModel 

        { 

            type            Jeschar; 

            Kmhf            1; 

        } 

        nucleateBoilingDepartureTemperatureModel 

        { 

            type            Schroeder; 

            kg              1.333; 

        } 

        filmBoilingModel 

        { 

            type            Thurgood; 

            Cn              0.62; 

            emissivity      0.75; 

            absorptivity    1; 

            Dh              0.0192; 

        } 

        value           uniform 0.01; 

    } 

Die neue Randbedingung compressible::alphatCriticalHeatFluxWallBoi-

lingWallFunction kann die neuen implementierten Submodelle für das Übergangs-

sieden und Filmsieden und Umschaltungsfunktionen sowie die dazu benötigte 
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Modellkonstante (die fett markierte Zeile im Beispiel) aufrufen und für die weiteren Be-

rechnungen verwenden. 

Dazu wird die Randbedingung für die beheizte Wand zur Gasphase wie folgt beschrie-

ben: 

    heated wall 

    { 

        type compressible::alphatCriticalHeatFluxWallBoil-

ingWallFunction; 

        otherPhase  liquid; 

        phaseType   vapour; 

        useLiquidTemperatureWallFunction true; 

        Prt         0.85; 

        bubbleWaitingTimeRatio 0.8; 

        wettingParameter          1; 

        partitioningModel 

        { 

            type            Lavieville; 

            alphaCrit       0.2; 

        } 

        LeidenfrostModel 

        { 

            type            Spiegler; 

            Tcrit           647; 

        } 

        radiationModel 

        { 

            type            StefanBoltzmann; 

            emissivity      0.75; 

            absorptivity    0.05; 

        } 

        value           uniform 0; 

    } 

Für die Dampfphase werden zwei zusätzliche Modelle bzw. das Leidenfrost-Modell und 

das Strahlungsmodell (die fett markierte Zeile im Beispiel) durch die neue Randbedin-

gung aufgerufen. Dadurch kann der Wärmeübergang an die Dampfphase im Filmsieden-

Bereich berechnet werden. 

Das neu implementierte Modell alphatCriticalHeatFluxWallBoilingWall-

Function und die zugehörigen Submodelle können in die Modellbank libmultipha-

seEulerThermophysicalTransportModels von OpenFOAM Version 12s.1 inte-

griert werden und stehen dann für die Verwendung mit dem vorhandenen 

multiphaseEuler-Solver in OpenFOAM Version 12s.1 zur Verfügung. 
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3.3 Conjugate Heat Transfer 

Im NUSAR-RCS-Code steht ein modularer Solver (foamMultiRun) zur Verfügung, der 

die Simulation von Mehrphasenströmungen einschließlich gekoppelter CHT-Wärme-

übertragung ermöglicht. Dieser modulare Solver verwendet einen separaten solid-Sol-

ver für die Berechnung der Wärmeübertragung in Festkörperregionen und einen weite-

ren fluid-Solver für die Berechnung der Mehrphasenströmung in Flüssigkeitsregionen. 

In dieser Arbeit wurde der Euler-Euler-Solver (addonMultiphaseEuler) aus dem 

NUSAR-RCS-Code) für die Simulation der Mehrphasenströmungen verwendet. 

Die vorhandene Randbedingung coupledMultiphaseTemperature berechnet den 

Energieaustausch zwischen dem Festkörper und der Mehrphasenströmung. Diese 

Randbedingung stellt sicher, dass die Temperatur an der Grenzfläche zwischen den ver-

schiedenen Bereichen so festgelegt wird, dass durch Wärmetransport zwischen den Zel-

len auf beiden Seiten die Energieerhaltung gewährleistet ist. 

Im Rahmen dieser Arbeit wurde das neue Wandsiedemodell, einschließlich einer Erwei-

terung für den kritischen Wärmefluss (CHF), in den NUSAR-Code implementiert. Dieses 

Modell und seine dazugehörigen Submodelle wurden gemäß den Entwicklungsrichtli-

nien der OpenFOAM Foundation /OPE 25/ für den modularen Solver programmiert. Das 

neu implementierte Modell alphatCriticalHeatFluxWallBoilingWallFunc-

tion und seine Submodelle können in die bestehende Modellbibliothek libaddonMul-

tiphaseEulerThermophysicalTransportModels des NUSAR-RCS-Codes inte-

griert werden. Dadurch können diese neuen Modelle vom addonMultiphaseEuler-

Solver aufgerufen und für Berechnungen im CHF-Bereich verwendet werden. Zusam-

men mit dem solid-Solver im modularen Solver (foamMultiRun) ermöglicht dies die 

Simulation des gesamten Wandsiedens, einschließlich des CHF-Bereichs, unter Berück-

sichtigung des CHT-Wärmeübergangs. 

3.4 Verifikation der Wandsiedemodelle 

3.4.1 Geometrie und Netz 

Die implementierten Modelle wurden zuerst anhand von Simulationen mit einer verein-

fachten 2D-Geometrie verifiziert. Hierzu wurde eine Wedge-Geometrie mit 1°-Winkel 

verwendet. Diese Geometrie wurde mit blockMesh von OpenFOAM vernetzt und auf 
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zwei Rechendomänen (Fluid und Solid) aufgeteilt. Die Länge der Fluid-Domäne ist 3 m, 

wobei der Radius 0,01 mm beträgt. Die Länge der Solid-Domäne ist 2,5 m, die Wanddi-

cke beträgt 2 mm. Die Anzahl der Netzknoten in der Fluid-Domäne ist 1x50x1200 und in 

der Solid-Domäne 1x10x1000. Zwischen den zwei gegenüberliegenden Patch-Paaren 

(Fluid und Solid) wird eine einlagige Zellschicht verwendet. Die rotationssymmetrische 

Randbedingung wedge wurde für die beiden Patch-Paare eingesetzt. Abb. 3.1 zeigt die 

Geometrie und das Rechennetz des vereinfachten Testfalls. 

Abb. 3.1 Geometrie und Rechennetz des vereinfachten Testfalls 

3.4.2 Modelle und Randbedingungen 

In der Berechnung wird das kOmegaSST-Turbulenzmodell /MEN 94/ für Dampf verwen-

det, während für das Wasser kOmegaSSTSato eingesetzt wird. Das letztere basiert auf 

dem erweiterten kOmegaSST-Modell für Zweiphasenblasenströmung mit dem blasenin-

duzierten turbulenten Viskositätsmodell von Sato. Der Blasendurchmesser wird mit dem 

linearTsub-Modell von Anglart /FU 17/, / 70/ berechnet. In diesem Modell wird der 

Blasendurchmesser abhängig von der lokalen Fluidtemperatur berechnet. Der Wärme-

übergang zwischen den beiden Phasen wird mit dem Ranz-Marshall-Modell berechnet 

/RAN 52/. Die Grenzflächenkräfte in Zweiphasenströmungen werden mit den in Tab. 3.1 

gezeigten Modellen berücksichtigt. Zur Berechnung der Widerstandskraft wird das 

 .  m

 .  m

Einlass

Auslass

wedge wedge

 nterface

 nterface

beheizte 

Wand

beheizte Wand

SolidFluid



 

23 

TomiyamaCorrelated-Modell /TOM 02a/ verwendet, das den Widerstand der Relativ-

bewegung zwischen Blasen und umgebendem Fluid berücksichtigt. Die Auftriebskraft 

wird mit dem Tomiyama-Modell /TOM 02b/ berechnet, bei dem der Auftriebskoeffizient 

von der modifizierten Eötvös-Zahl abhängt. Die Wandschmierkraft, die die Blase von der 

Wand wegdrückt, wird mit dem Frank-Modell berücksichtigt. Dieses Modell spielt eine 

wichtige Rolle für Simulationen mit Wandsieden, bei dem sich Blasen an der erhitzten 

Wand ansammeln. Die turbulente Dispersionskraft zur Berücksichtigung turbulenter 

Fluktuationen in Zweiphasenströmungen wird mit dem Burns-Modell /BUR 04/ model-

liert. Der konstante Koeffizient 0,5 wird zur Berechnung der virtuellen Massenkraft ver-

wendet. 

Tab. 3.1 Modelle für die Zweiphasenströmung in der CFD-Simulation 

Wärmetransport  RanzMarshall /RAN 52/ 

Reibungskraft TomiyamaCorrelated /TOM 02a/ 

Auftriebskraft Tomiyama /TOM 02b/ 

Wandkraft Frank /FRA 05/ 

turbulente Dispersionskraft  Burns /BUR 04/ 

virtuelle Massenkraft 0,5 

Die Materialeigenschaften von Wasser und Dampf mit Temperaturabhängigkeit der spe-

zifischen Wärme, Dichte, Leitfähigkeit und der dynamischen Viskosität wurden aus der 

IAPWS Industrial Formulation 1997 for the Thermodynamic Properties of Water and 

Steam /WAG 98/ entnommen und in OpenFOAM in tabellarischer Form verwendet. 

Für die Simulation wurden folgende Randbedingungen für den Einlass, den Auslass und 

das Interface verwendet: Am Einlass strömte unterkühltes Wasser mit einer Temperatur 

von 548 K und einem konstanten Massenstrom von 0,006 kg/s ein, während ein kon-

stanter Druck von 7,11 bar am Auslass spezifiziert wurde. Die Randbedingung coup-

ledMultiphaseTemperatures wurde für Wasser und Dampf am Interface der Fluid-

Domäne verwendet. Mit Hilfe der am Solid-Interface eingesetzten Randbedingung 

coupledTemperature berechnet OpenFOAM den CHT-Wärmetransport zwischen 

Solid und Fluid. Weiterhin wurde am Interface der Fluid-Domäne die neu implementierte 

Randbedingung compressible::alphatCriticalHeatFluxWallBoilingWall-

Function für Wasser und Dampf verwendet, mit dessen Hilfe die Wärmeübertragung 

zwischen der Wand und der zweiphasigen Strömung berechnet wird. An der beheizten 



 

24 

Solid-Wand wurde eine konstante Wärmestromdichte aufgeprägt. Diese wurde schritt-

weise erhöht, bis der kritische Wärmefluss (CHF) erreicht wurde. Die Seitenwände wur-

den als rotationssymmetrisch, während alle übrigen Wände als adiabatisch spezifiziert 

wurden. Tab. 3.2 und Tab. 3.3 fassen die Radbedingungen für die beiden Domänen zu-

sammen. 

Tab. 3.2 Randbedingungen für die Fluid-Domäne 

Randbedingung Einlass Auslass Interface 

p_rgh 
fixedFlux-

Pressure 
prghPres-

sure 
fixedFluxPressure 

U.liquid fixedValue 
pressureIn-

letOut-

letVelocity 
noSlip 

U.gas fixedValue 
pressureIn-

letOut-

letVelocity 
slip 

T.liquid fixedValue inletOutlet 
coupledMultiphaseTempe-

rature 

T.gas fixedValue inletOutlet 
coupledMultiphaseTempe-

rature 

alpha.liquid fixedValue inletOutlet zeroGradient 

alpha.gas fixedValue inletOutlet zeroGradient 

alphat.liquid calculated Calculated 
compressible::alphatCri-

ticalHeatFluxWallBoi-

lingWallFunction 

alphat.gas calculated Calculated 
compressible::alphatCri-

ticalHeatFluxWallBoi-

lingWallFunction 

Tab. 3.3 Randbedingungen für die Solid-Domäne 

Randbedingung Beheizte Wand Interface 

T externalTemperature coupledTemperature 

In der Simulation wird das LemmertChawla-Modell zur Berechnung der Dichte der 

Keimbildungsstellen (nucleationSiteModel) verwendet. Der Ablösedurchmesser 

der Blasen wird mithilfe des TolubinskiKostanchuk-Modells (departureDiame-

terModel) modelliert, während die Ablösehäufigkeit der Blasen mithilfe des Kocamus-

tafaogullariIshii-Modells (departureFrequencyModel) berechnet wird. Diese 

drei Modelle dienen zur Berechnung der Blasensiederate. Der Druck im Testfall beträgt 

70 bar. Für die DNB-Temperatur oder die Leidenfrost-Temperatur bei solch extrem 
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hohem Druck existiert kein passendes Modell für CFD-Berechnung. Daher wird für die 

DNB-Temperatur ein konstanter empirischer Wert von 610 K verwendet, während für die 

Leidenfrost-Temperatur nahe der kritischen Temperatur von 647 K ein konstanter Wert 

von 640 K angenommen wird. Der Wärmeübergang beim Übergangssieden wird mithilfe 

der drei Modelle HuaXu, Zuber und Jeschar berechnet. Filmsieden wird mit dem 

Thurgood-Modell moderiert, da Wandsieden im Testfall an der inneren Rohrwand auf-

tritt. Das StefanBoltzmann-Modell dient zur Berechnung der Wärmestrahlung im Gas 

während des Filmsiedens. Tab. 3.4 fasst die verwendeten Wandsiedemodelle zusam-

men. 

Tab. 3.4 Modelle für das Wandsieden in der CFD-Simulation 

criticalHeatFluxModel Zuber 

Nukleationsstellen-Dichtemodell LemmertChawla 

Blasenablösedurchmesser-Modell TolubinskiKostanchuk 

Blasenablösehäufigkeit-Modell KocamustafaogullariIshii 

DNB-Temperatur konstant 

CHF-Modell unterkühlt HuaXu 

CHF-Modell gesättigt Zuber 

Modell für Minimalwärmefluss Jeschar 

Leidenfrost-Temperatur konstant 

Filmsiedemodell Thurgood 

Strahlungsmodell für Dampf StefanBoltzmann 

3.5 Auswertung der erzielten Ergebnisse 

In der Simulation wird die Wärmestromdichte stufenweise erhöht. Bis zu einem Wert von 

3,5 MW/m2 wird kein CHF in der CFD-Rechendomäne festgestellt. Nach einer Erhöhung 

der Wärmestromdichte auf 4 MW/m2 wird der CHF an der beheizten Wand erreicht. Um 

die Umschaltung zwischen den unterschiedlichen CHF-Modellen auf Plausibilität zu 

überprüfen, wurden die Temperatur- und Wärmestromdichteverläufe bei unterschiedli-

chen Zeitpunkten gegenüber geplottet (s. Abb. 3.2, Abb. 3.3, Abb. 3.4). In Abb. 3.2 ist 

zu erkennen, dass zum Zeitpunkt t=1,92 s ab einer Kanalhöhe von 2,451 m die Wand-

temperatur die DNB-Temperatur (610 K) übersteigt. Dadurch schaltet der OpenFOAM-

Löser von Blasensiedemodell auf Übergangssiedemodell um. Die gesamte 
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Wärmeübertragung zu Wasser wird mit dem Übergangssiedemodell gerechnet. Ab einer 

Kanalhöhe von 2,458 m übersteigt die Wandtemperatur die Leidenfrost-Temperatur von 

640 K und OpenFOAM schaltet von Übergangssiedemodell auf Filmsiedemodell um. Mit 

der Zeit erweitert sich der CHF-Bereich nach unten im Strömungskanal. Abb. 3.3 zeigt 

die Wandtemperatur und die Wärmestromdichte bei t=4,64 s. Zwischen der lila (DNB-

Temperatur) und der grünen (Leidenfrost-Temperatur) Linien wird das Übergangssiede-

modell eingesetzt. Sobald die Leidenfrost-Temperatur überstiegen wird, wird das Film-

siedemodell eingeschaltet. Bis t=9 s (Abb. 3.4) entwickelt sich ein stabiler CHF-Bereich 

und die Wärmstromdichte wird ab einer Kanalhöhe von 2,39 m ausschließlich mit dem 

Filmsiedemodell berechnet. Dadurch konnte sichergestellt werden, dass der erweiterte 

OpenFOAM-Löser für jede Wandzelle in Abhängigkeit von der Wandtemperatur das rich-

tige Siedemodell einschalten kann.  

Abb. 3.5 zeigt die Dampfgehaltverteilung in der Fluid-Domäne sowie die Temperaturver-

teilung in der Solid-Domäne bei t=9 s. Es ist zu sehen, dass mit aufsteigender Kanalhöhe 

der Dampfgehalt steigt und am Ende der beheizten Länge etwa 0,9 erreicht. Dort ist eine 

sehr hohe Temperatur in der Wand zu sehen. In dem kleinen Bild-Ausschnitt sieht man 

eine sehr hohe Wandtemperatur, die aufgrund von CHF und letztendlich durch eine ver-

schlechterte Wärmeübertragung an Fluid entsteht.  
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Abb. 3.2 Temperatur und Wärmestromdichte an der beheizten Wand bei t=1,92 s 
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Abb. 3.3 Temperatur und Wärmestromdichte an der beheizten Wand bei t=4,64 s 
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Abb. 3.4 Temperatur und Wärmestromdichte an der beheizten Wand bei t=9 s 
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Abb. 3.5 Dampfgehalt in Fluiddomäne und Temperatur in Solid-Domäne bei t=9 s 

3.6 Validierung anhand von Becker-Experimenten 

Die Becker-Experimentalreihe /BEC 83/ wurde für die Validierung der implementierten 

CHF-Modelle ausgewählt. In dieser wurden CHF-Untersuchungen in einem vertikalen 

Rohr unter stationären Strömungsbedingungen durchgeführt. Es wurden Testfälle mit 

drei unterschiedlichen Rohren bei verschiedenen Strömungsbedingungen (Temperatur, 

Druck, Massenstrom) durchgeführt. In dieser Arbeit wurde das Experiment mit Rohr-In-

nendurchmesser von 0,01 m und einem Rohr-Außendurchmesser von 0,014 m analy-

siert. In dem Test wurde die 7 m lange Rohrwand gleichmäßig elektrisch beheizt. An der 

Außenwand wurden 55 Thermoelemente entlang der beheizten Länge installiert, um die 

Außenwandtemperatur messen zu können. 

Die zwei Testfälle Run-437 und Run-438 wurden simuliert und die entsprechenden 

Randbedingungen sind in Tab. 3.5 zusammengefasst. 
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Tab. 3.5 Randbedingungen für den Testfall Run-437 und Run-438 im Becker-Expe-

riment 

Test-Case Run 437 Run 438 

Druck 70,1 bar 70 bar 

Eintrittstemperatur 548 K 549 K 

Massenstrom 1009,6 𝑘𝑔/𝑚2/𝑠 1008,9 𝑘𝑔/𝑚2/𝑠 

Wärmestromdichte 401000 W/𝑚2 499000 W/𝑚2 

In Abb. 3.6 wird die Geometrie sowie das Rechengitter dargestellt. Um Rechenzeit zu 

sparen, wird nur ein Viertel der Rohr-Geometrie simuliert. Die beheizte Rohrwand ist 7 m 

lang und über eine Schnittstelle mit einer Festkörper-Wand gekoppelt. Am oberen und 

unteren Ende des Rohres befinden sich jeweils 1 m lange Rohrstücke, deren Wände als 

adiabatische Wände spezifiziert sind.  

Für jede Rechendomäne wird mithilfe von ICEM CFD ein Hexaeder-Gitter generiert. Das 

Rechengitter für die Fluid-Domäne umfasst 297.000 Rechenzellen. Der Festkörperbe-

reich konnte mit 126.000 Rechenzellen abgebildet werden. Beide Netze sind konform 

und das Interface besteht aus 21.000 Oberflächenzellen. 

 

Abb. 3.6 Geometrie und Rechennetz des Rohres im Becker-Experiment 
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Die beiden Seiten der Fluid-Domäne und Solid-Domäne werden als Symmetrie definiert. 

Am Einlass wird, wie im Experiment, ein konstanter Massenstrom zugeführt, während 

am Auslass ein konstanter Druck herrscht. Für die Fluid-Domäne gelten dieselben Rand-

bedingungen wie in Tab. 3.2 beschrieben. Für die Solid-Domäne wird die Randbedin-

gung coupledTemperature für das Interface verwendet. Die Wärme in der Solid-Do-

mäne wird gleichmäßig dem gesamten Volumen zugeführt. Die bereits im vorherigen 

Kapitel beschriebenen Zweiphasenmodelle und Wandsiedemodelle wurden auch hier 

eingesetzt. 

Die instationären Berechnungen wurden auf dem Manitu-HPC-Cluster der GRS durch-

geführt. Um die benötigte CPU-Zeit zu reduzieren, wurden die Simulationen auf 32 bis 

48 parallelen Kernen durchgeführt. Ein adaptiver Zeitschritt (0,0001–0,0005 s) wurde für 

die Berechnung mit dem niedrigen Dampfgehalt verwendet. Für die Rechnung mit dem 

höheren Dampfgehalt musste der Zeitschritt auf 5E-5 s reduziert werden. Die gesamte 

Simulationszeit für den Testfall Run-438, vom kalten Zustand bis zum stabilen CHF, be-

trägt etwa 500 s. Die Berechnung mit 48 CPUs dauert etwa 3 Monate. Um Rechenzeit 

zu sparen, wurden in dieser Arbeit auch 2D-Simulationen testweise durchgeführt. Diese 

zeigten jedoch eine starke numerische Instabilität und konnten für ein 7 m langes Rohr 

nicht konvergieren. Aus diesem Grund wurden die Analysen in 3D weitergeführt. 

In der Simulation wurde am Einlass der Teststrecke ein konstanter Massenstrom mit 

konstanter Temperatur (ca. 10 °C Unterkühlung) zugeführt. Die in der Wand abgegebene 

Wärme wurde schrittweise erhöht. Nach der Leistungserhöhung musste die Berechnung 

10–15 Sekunden lang auf dem neuen Leistungsniveau mit der neuen Leistung fortge-

setzt werden, damit sich das Strömungsfeld stabilisieren kann. Bei einem hohen Leis-

tungsniveau mit einer entsprechenden Wärmestromdichte von 300,000 W/m² zeigt die 

Berechnung eine hohe Empfindlichkeit gegenüber Leistungsänderungen.  

Abb. 3.7 zeigt die berechneten Dampfgehaltverteilung im Fluidbereich und die Tempe-

raturverteilung im Festkörperbereich im Testfall Run-437. Da die Kanalhöhe von 7 m 

deutlich größer als der Rohrdurchmesser von 0,014 mm ist, wird die Kanalhöhe mit ei-

nem Verhältnis von 1:0,0075 dargestellt. Es ist ersichtlich, dass ein Großteil des Was-

sers schnell verdampft. Im oberen Rohr-Bereich liegt der Dampfgehalt über 0,9. Die 

Wandtemperatur steigt entlang der Kanalhöhe langsam an, dabei sind keine abrupten 

Temperatursprünge zu erkennen.  
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Abb. 3.7 stellt den Temperaturverlauf an der äußeren Rohrwand in der Simulation und 

im Experiment dar. Es ist zu sehen, dass in der Simulation die Wandtemperatur im ersten 

Meter langsam ansteigt. In diesem Bereich wird das leicht unterkühlte Wasser erwärmt 

und anschließend verdampft die Flüssigkeit. Im Bereich zwischen 1 m bis 3 m befindet 

sich das Wasser an der Wand im Sättigungszustand, d.h. dort findet Blasensieden statt, 

wobei die Wandtemperatur konstant bleibt.  

Mit steigendem Dampfgehalt an der Wand wird ein Teil der Wärme an den Dampf über-

tragen. Der Dampf an der Wand wird leicht überhitzt, wodurch die Wandtemperatur ge-

ringfügig (um ca. 8 K) ansteigt. Die Temperatur der Innenwand liegt unterhalb der DNB-

Temperatur von 610 K. Es tritt in der Berechnungsdomäne noch kein CHF auf, so wie 

auch im Becker-Experiment. Die Wandtemperatur im Bereich von 0 m bis 4 m ist 8–10 K 

höher als in der Simulation. Dies ist wahrscheinlich darauf zurückzuführen, dass die Si-

mulation einen konstanten Zufluss und eine gleichmäßige Wärmeverteilung über die ge-

samte Wand annimmt. Solche idealen Randbedingungen lassen sich im Experiment 

nicht realisieren. Daher tritt die Abweichung zwischen Experiment und Simulation im un-

teren Bereich der Rohrwand auf. Oberhalb von 4 m stimmt die Wandtemperatur in der 

Simulation sehr gut mit der experimentell ermittelten Temperatur überein. 
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Abb. 3.7 Dampfgehalt und Wandtemperatur im Run-437 (Kanalhöhe mit einem Ver-

hältnis von 1:0,0075 dargestellt) 

 

Abb. 3.8 Temperaturverlauf an der äußeren im Run-437 
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In Abb. 3.9 wird der Dampfgehalt sowie die Temperatur in der Fluiddomäne im Testfall 

Run-438 dargestellt. Die Dampfgehaltsverteilung im Fluidbereich ist im Testfall Run-438 

ähnlich der im Testfall Run-437. Nahezu das gesamte Wasser ist verdampft, und der 

Dampfgehalt an der oberen Wand liegt über 0,9. Die Wandtemperatur steigt in einer 

Kanalhöhe von etwa 5,8 m sprunghaft um 140 K an, bedingt durch das Auftreten von 

CHF.  

Abb. 3.10 zeigt das Temperaturprofil an der äußeren Rohrwand. Von 0 m bis 3 m ist die 

gemessene Temperatur etwas höher als die in der Simulation berechnete Temperatur, 

wie auch im Testfall Run-437. Von 3 m bis 5,85 m steigt die Temperatur sowohl in der 

Simulation als auch im Experiment langsam an. Die Temperatur in der Simulation stimmt 

sehr gut mit der in diesem Bereich gemessenen Temperatur überein. Oberhalb von 

5,85 m steigt die Temperatur sprunghaft an, da die Temperatur an der inneren Rohrwand 

über der DNB-Temperatur liegt. An dieser Stelle beginnt das Übergangssieden und geht 

anschließend in Filmsieden über. Der Wärmeübergang im Wasser ist im Vergleich zum 

Blasensieden deutlich beeinträchtigt. Der größte Teil der Wärme wird an den Dampf ab-

gegeben. Der Dampf an der Wand wird überhitzt und die Wandtemperatur steigt auch 

stark an. Die Simulation zeigt im CHF-Bereich eine gute Übereinstimmung mit dem Ex-

periment. Der CHF-Startpunkt liegt in der Simulation bei 5,8 m und damit nur 0,2 m tiefer 

als im Experiment. Die maximale Temperatur am Rohrende wird in der Simulation um 

nur 6 K unterschätzt. Dies zeigt, dass die implementierten Modelle das in diesem Ver-

such auftretende CHF-Phänomen vorhersagen können.  
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Abb. 3.9 Dampfgehalt und Wandtemperatur im Run-438 (Kanalhöhe mit einem Ver-

hältnis von 1:0,0075 dargestellt) 

 

Abb. 3.10 Temperaturverlauf an der äußeren Rohrwand in der Simulation und im Ex-

periment im Testfall Run-438 
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3.7 Validierung der CHF-Modelle anhand des BFBT-Benchmarks 

Zur Validierung der implementierten Modelle wurde auch der OECD/NRC-Benchmark 

„BWR Full-Size Fine-Mesh Bundle Tests (BFBT)“ /UTS 06/ ausgewählt. Im Rahmen des 

BFBT-Benchmarks wurden zahlreiche Tests an verschiedenen Brennelementbündeln 

unter typischen Betriebsbedingungen von Siedewasserreaktoren durchgeführt. Eine 

elektrisch beheizte Teststrecke diente zur Simulation eines Brennelementbündels in Ori-

ginalgröße. Der Versuchsaufbau bildet eine ähnliche Zweiphasenströmung unter den in 

Siedewasserreaktoren auftretenden Hochdruck- und Hochtemperaturbedingungen 

nach. Während der Tests wurden Dampfgehalt und kritische Leistung gemessen. Diese 

hochauflösenden, skalierten experimentellen Daten werden zur Validierung und Weiter-

entwicklung der Modelle verwendet. 

In der Exercise 2 von Phase 2 des BFBT-Benchmark-Benchmarks wurden verschiedene 

Untersuchungen zur instationären kritischen Leistung im Brennelementbündel durchge-

führt. Einer dieser Tests wurde im Rahmen der CHF-Untersuchungen mit OpenFOAM 

analysiert. Das experimentelle BFBT-Brennelementbündel C3 ist in Abb. 3.11 darge-

stellt. Das Brennelementbündel besteht aus 60 elektrisch beheizten Stäben mit einem 

Außendurchmesser von 0,0123 m und simuliert ein 8x8-SWR-Brennelement. In der Mitte 

befindet sich ein nicht beheizter Wasserstab mit Außendurchmesser von 0,034 m. Der 

Abstand zwischen den Stäben ist 0,00162 m, die Innenbreite der Kanalbox beträgt 

0,1325 m. 

 

Abb. 3.11 BFBT-Brennelementbündel C3 /UTS 06/ 
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Um die realen Bedingungen eines Siedewasserreaktors zu simulieren, werden die 60 

Heizstäbe ungleichmäßig erhitzt. Abb. 3.12 zeigt die Stabnummer und die normierte 

Leistung jedes Stabes. Die Leistungsverteilung entlang der Stabhöhe ist auch ungleich-

mäßig (Abb. 3.13).  

 

Abb. 3.12 Stabnummer und Leistungsverteilung im untersuchten Brennelementbün-

del C3 /UTS 06/ 

 

Abb. 3.13 Verteilung der Wärmestromdichte im Experiment (links) und OpenFOAM-

Simulation (rechts) im untersuchten Brennelementbündel C3 /UTS 06/ 

Das Experiment simuliert eine Turbinenschnellabschaltung ohne Bypass in einem Sie-

dewasserreaktor. Die zeitliche Entwicklung der Einlasstemperatur, des normierten Mas-

senstroms und der Wärmestromdichte ist in Abb. 3.14 dargestellt.  
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Während der gesamten Testdauer bleibt die Eintrittstemperatur konstant. Ab etwa 22 s 

steigt die Wärmestromdichte innerhalb von 1,1 s sprunghaft um 50 % an und fällt dann 

innerhalb von 0,3 s rapide auf 87 % der normalen Betriebswärmestromdichte ab. An-

schließend sinkt die Wärmestromdichte weiter und erreicht nach 35 s 20 %. Auch der 

Massenstrom fällt ab etwa 22 s rapide ab und erreicht nach 35 s 50 %. 

 

Abb. 3.14 Normierte Eintrittstemperatur, Massenstrom und Wärmestromdichte im 

Brennelementbündel C3 bei Turbinenschnellabschaltung ohne Bypass  

In den Versuchen wurde die Temperatur der Stabwand in verschiedenen Abschnitten 

mithilfe von Chrom-Aluminium-Thermoelementen mit 0,5 mm Durchmesser innerhalb 

der Verkleidung gemessen. Die Messpositionen sind in Abb. 3.15 dargestellt. Für Stab 

Nr. 31 wurden zwei Messpunkte im Abschnitt C (in einer Höhe von 2,479 m) und vier 

Messpunkte im Abschnitt B (in einer Höhe von 3,003 m) installiert. 
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Abb. 3.15 Messpunkte im untersuchten Brennelementbündel C3 

Hier wurden Stab Nr. 31 und der umgebende Kanal (der rot umrandete Bereich in Abbil-

dung Abb. 3.11 und Abb. 3.12) simuliert. Die simulierte Geometrie ist in Abb. 3.16 dar-

gestellt. Die Gesamthöhe des Kanals (Fluidbereich) beträgt 4,708 m, wovon 3,708 m 

beheizt werden. Die Kanalbreite ist 0,0162 m, wobei sich der Stab nicht exakt in der Mitte 

des Kanals befindet. Der Abstand von der Kanalmitte zur Wand beträgt 0,0093 und der 

Abstand zum Symmetriepunkt ist 0,0081 m. Der beheizte Stab wird als Solid-Domäne 

spezifiziert.  

Mithilfe von ICEM CFD wurden für die beiden Domänen Hexa-Gitter generiert. Das Re-

chengitter für die Fluiddomäne umfasst 1.612.800 Rechenzellen, während das Gitter für 

die Festkörperdomäne aus 635.904 Rechenzellen besteht. Das Interface-Netz ist für 

beide Domänen identisch und besteht aus 79.488 Oberflächenzellen. 
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Der CHT-Wärmetransport zwischen den beiden Fluiden wurde mit Hilfe einer entspre-

chenden interface-Randbedingung berücksichtigt. Die drei Seiten der Fluid-Domäne 

wurden als symmetry spezifiziert und die vierte Seite wurde als adiabatische Wand de-

finiert. Am Einlass wird, wie im Experiment (Abb. 3.14), kaltes Wasser mit einem zeitlich 

veränderlichen Massenstrom (auf Grund der Turbinnenschnellabschaltung) zugeführt. 

Die Einlasstemperatur bleibt im Experiment nahezu konstant (siehe Abb. 3.14), daher 

wird in der Simulation am Einlass der CFD-Domäne eine konstante Temperatur von 

548,6 K eingestellt. Am Auslass wird ein konstanter Druck von 71 bar spezifiziert. Die 

Wärmestromdichteverteilung (siehe Abb. 3.13 und ihre zeitliche Entwicklung Abb. 3.14) 

an der beheizten Wand des Stabes werden in der Simulation durch eine codedMixed-

Randbedingung nachgebildet. Die Basis-Wärmestromdichte beträgt 1,06∙  6 W/m2 und 

der Massenstrom 11,63 kg/s am Anfang der Simulation. Die übrigen Randbedingungen, 

die in dieser Simulation angewendet werden, sind die gleichen wie in der vorigen Simu-

lation (s. Tab. 3.2 und Tab. 3.3). Die in dieser Simulation verwendeten Zweiphasenströ-

mungsmodelle sind in Tab. 3.1 zusammengefasst. Für Blasensieden und Übergangssie-

den werden dieselben Modelle verwendet wie in den beiden vorherigen Simulationen 

(siehe Tab. 3.4). Anstelle des Thurgood-Modells wird für das Filmsieden das Bromley-

Modell verwendet, da das Wandsieden in dieser Simulation an der äußeren Rohrwand 

stattfindet. 
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Abb. 3.16 Geometrie und Rechennetz der Simulation für das BFBT-Benchmark 

Die instationäre Rechnung wurde auf dem Manitu-HPC-Cluster der GRS durchgeführt. 

Es wurde eine Zeitschrittgröße von 1E-4 s, verwendet bis der maximale Dampfgehalt im 

oberen Teststreckenbereich ca. 50% erreicht hat, danach wurde der Zeitschritt halbiert. 

Die Berechnung von 50 s Simulationszeit dauerte etwa 1 Woche auf 144 parallelen Re-

chenkernen. 

Abb. 3.17 zeigt den Dampfgehalt im Kanal und die Temperatur an der Stab-Wand im 

Abschnitt C. Die Temperaturverläufe an den verschiedenen Positionen der Stab-Wand 

stellt Abb. 3.18 dar.  

Zum Zeitpunkt t = 21,5 s befindet sich die Teststrecke im normalen Betriebszustand (Re-

aktor-Nennbetrieb). Es ist erkennbar, dass der Dampfgehalt ungleichmäßig in der 

Schnitt-Ebene verteilt ist. An den Positionen mit Winkeln von 180°, 270° und 345° liegt 

der Dampfgehalt bereits über 0,8. An diesen Stellen wird dem Dampf weitere Wärme 

zugeführt und dieser wird leicht überhitzt (Abb. 3.18). Die Temperatur an den Punkten 

Sim-C180, Sim-C270 und Sim-C345 ist etwa 7 K höher als die Temperatur an den Punk-

ten Sim-C90 und Sim-C315.  
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Ab t > 22 s nimmt der Massenstrom rapide ab und die Wärmestromdichte an den Stab-

oberflächen steigt sprunghaft an. Der Dampfgehalt im Kanal und die Temperatur der 

Stab-Wand steigen. Zum Zeitpunkt t = 23 s liegt der Dampfgehalt an der gesamten Stab-

Wand über 0,85. Die Temperatur an allen fünf Vergleichspunkten steigt zwischen 

t = 22 s und t = 23 s um etwa 15 K.  

Danach steigt die Wandtemperatur weiter an. An einigen Stellen übersteigt die Oberflä-

chentemperatur die DNB-Temperatur, wodurch die Modelle für den Siedeübergang ak-

tiviert werden. Ein Großteil der Wärme wird an den Dampf abgegeben, wodurch der 

Dampf überhitzt wird. Innerhalb der Wand sind große Temperatursprünge zu beobach-

ten (Abb. 3.18). Zum Zeitpunkt t = 23,2 s ist die Temperatur an den Punkten Sim-C195 

und Sim-C345 um mehr als 50 K höher als an den übrigen Stellen. Die Temperatur an 

den Positionen Sim-C195 und Sim-C345 steigt weiter an und erreicht ihren Höchstwert 

(651 K an Position Sim-C345) zum Zeitpunkt t = 23,9 s. Anschließend sinkt die Wand-

temperatur an beiden Positionen rapide, während die Wandtemperatur an den anderen 

drei Stellen ab etwa 23,5 s langsamer abfällt. Die Temperaturen gleichen sich an allen 

Stellen an und sind zum Zeitpunkt t = 30 s mit 566 K nahezu identisch. Aufgrund der 

sinkenden Stableistung sinkt auch der Wärmestrom (s. Abb. 3.14), und der Dampfgehalt 

sinkt an der Wand bis auf 0,75 (Abb. 3.17, unten rechts).  

Im Experiment wird die Wandtemperatur an vier Positionen in Abschnitt B (in einer Höhe 

von 3,003 m) gemessen. An diesen Messpunkten tritt, wie auch in der Simulation, kein 

CHF auf. Am Messpunkt C-90 in Abschnitt B ist im Experiment ebenfalls kein CHF ein-

getreten.  

Der kritische Wärmefluss (CHF) wurde am Messpunkt C315 gemessen. An derselben 

Position in der Simulation (Sim-C315) tritt kein CHF auf, stattdessen wird der CHF an 

der benachbarten Position von Sim-C345 beobachtet. Die CHF-Position in der Simula-

tion weicht um etwa 30° vom Experiment ab. Abb. 3.19 vergleicht die Temperaturprofile 

von Experiment und Simulation. Die qualitative Übereinstimmung ist gut. Der quantitative 

Vergleich ergibt einen Temperatursprung in der Simulation um 0,5 s früher als im Expe-

riment, dabei wird aber die maximale Temperatur um 40 K unterschätzt.  

Die Abweichung zwischen Experiment und Simulation ist wahrscheinlich darauf zurück-

zuführen, dass in der Simulation ein Unterkanal mit Symmetrierandbedingungen berück-

sichtigt wird. Im Experiment ist weder die Geometrie noch die Leistungsverteilung ganz 
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symmetrisch. Dies führt auch zu einer asymmetrischen Dampfverteilung im Kanal, was 

eine wichtige Rolle für das Auftreten des kritischen Wärmeflusses spielt.  

Um dies etwas näher zu untersuchen, wurde ein neues Rechengitter mit 15 Stäben er-

stellt (Abb. 3.20). Das Rechengitter für die Fluid-Domänen umfasst 7,66 Millionen Re-

chenzellen, das Gitter für die Solid-Domäne 2,38 Millionen. Eine erste Testberechnung 

mit dem Rechengitter wurde durchgeführt. Es wurde festgestellt, dass mit den bisherigen 

Zeitschritten eine Simulation von 50 s Problemzeit etwa 3 Monate auf 192 parallelen 

Kernen laufen wird. Aus diesem Grund war es nicht möglich, diese zusätzliche Analyse 

während der Projektlaufzeit durchzuführen.  

 

Abb. 3.17 Dampfgehalt in der Fluiddomäne und Temperatur in der Solid-Domäne im 

Abschnitt C  
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Abb. 3.18 Temperaturverläufe an verschiedenen Wand-Positionen im Abschnitt C  

 

Abb. 3.19 Vergleich der Temperaturverläufe von Experiment und Simulation  
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Abb. 3.20 Geometrie und Rechennetz mit 15 Stäben  

3.8 Fazit 

Zur Bestimmung der kritischen Wärmestromdichte sind spezielle CHF-Modelle notwen-

dig, die in OpenFOAM bisher nicht verfügbar waren. Um diese Lücke zu schließen, wur-

den im Rahmen dieses Projekts zwölf CHF-Modelle und eine entsprechende Randbe-

dingung in OpenFOAM implementiert und validiert. Dies ermöglichte die Simulation der 

unterschiedlichen Siedebereiche, wobei die Umschaltung zwischen den Modellen mit 

bestimmten Umschaltkriterien erfolgte und mit 2D-Simulationen erfolgreich getestet 

wurde. Die Validierung anhand der Becker- und BFBT-Versuche in 3D zeigte, dass O-

penFOAM die Siedekrise vorhersagen kann. Gewisse Abweichungen von den Versuchs-

daten wurden bei der berechneten maximalen Temperaturspitze sowie beim genauen 

Zeitpunkt des Temperaturanstiegs festgestellt. Es konnte trotzdem bewiesen werden, 

dass mit Hilfe von 3D-CFD-Verfahren und den neu implementierten Modellen das lokale 

Auftreten von CHF simuliert werden kann.
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4 Validierung von OpenFOAM für komplexe Zweiphasenströ-

mungen  

In diesem Arbeitspaket wird der aktuelle Zweiphasen-Solver für die Simulation von Ge-

ometrien zu Brennelementlagerbecken (BE)-Lagerbecken validiert. Hierzu werden ex-

perimentelle Daten von der ALADIN-Anlage in Dresden verwendet. In der Anlage wurde 

ein Siedewasserreaktor (SWR)-BE und seine Umgebung experimentell im Maßstab 1:1 

untersucht. Dadurch ist die strömungstechnische und thermische Ähnlichkeit zum realen 

Lagerbecken gewährleistet. ALADIN dient der Simulation von Störfallphänomenen wie 

Ausdampfen, Wasserblockade und Luftkühlung, die in einem realen Brennelementla-

gerbecken auftreten können. Im Rahmen der Forschungsarbeiten werden Störfälle be-

trachtet, bei denen die BE-Wärmeabfuhrsysteme versagen. Als Folge steigt die Wasser-

temperatur bis zur Siedetemperatur, was zu Verdampfen des Beckenwassers und 

letztendlich zu einem sinkenden Lagerbecken-Füllstand führt.  

4.1 Versuchsbeschreibung 

Die ALADIN-Testanlage dient der generischen und integralen Untersuchung des ther-

mohydraulischen Verhaltens sowie des Wärmeübertragungsverhaltens eines abge-

brannten SWR-BE in einem BE-Behälter unter Unfallbedingungen. Abb. 4.1 zeigt den 

Aufbau der ALADIN-Testanlage als 3D-CAD-Modell. Die Baugruppe setzt sich aus den 

in Abb. 4.1 dargestellten Komponenten zusammen /PAR 18/. Die Hauptkomponente bil-

det ein zentral angeordnetes, elektrisch beheiztes Stabbündel. Dieses umfasst einen 

zentralen Wasserkanal, wie er typischerweise in SWR-BE in Originalgröße vorzufinden 

ist. Um den Umfang des Heizstabbündels sind vier Rand- und Eckelemente angeordnet 

(Randelement: 10 Heizstäbe + Randkanal; Eckelement: 1 Heizstab + Eckkanal), um die 

angrenzenden Brennelemente und damit die Lagerbedingungen innerhalb des Brenn-

element-Lagerbehälters (BE-LB) nachzubilden. Alle Komponenten stehen an den obe-

ren und unteren Enden in hydraulischer Verbindung. Der Aufbau der Versuchsanlage 

ALADIN mit den wichtigsten Bemaßungen ist in Abb. 4.1 und Abb. 4.2 zu sehen. Die 

detaillierte Beschreibung ist in /PAR 18/ zu finden. 



 

48 

 

Abb. 4.1 Versuchsanlage ALADIN  /PAR 18/ 

 

Abb. 4.2 Versuchsanlage ALADIN (Ansicht von oben) 

Das Heizstabbündel, das zur erleichterten Installation in vier Quadranten unterteilt ist, 

besteht aus insgesamt 96 elektrisch beheizten Stäben, die in einem quadratischen Mus-

ter angeordnet sind. Der Durchmesser der Heizstäbe beträgt 10 mm, wobei die beheizte 

Länge 3600 mm von insgesamt 4000 mm misst. Der Mantelwerkstoff besteht aus Edel-

stahl 1.4541, weist eine Wandstärke von 0,5 mm auf und ist für eine maximale Leistung 
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von 500 W ausgelegt /PAR 18/. Das Leistungsverteilungsprofil entspricht näherungs-

weise dem typischen Nachzerfallswärmeprofil abgebrannter Brennelemente, siehe 

Abb. 4.3 (links). Jeder elektrisch beheizte Stab in ALADIN setzt sich aus einem Hüllrohr 

(als Mantelwerkstoff), Magnesiumoxid und einer Heizwendel zusammen (Abb. 4.3, 

rechts). 

 

Abb. 4.3 Axiale Leistungsverteilung eines Heizstabes (links) und radialer Stab-

Schnitt (rechts) 

Um die Heizstäbe in gleichen Abständen zu halten und dem Stabpaket mechanische 

Stabilität zu verleihen, sind insgesamt 4 x 7 generische Abstandshalter quer zur Längs-

achse angeordnet, siehe Abb. 4.4. In den Rand- und Eckkanälen befinden sich jeweils 

4 Abstandhalter mit einem Abstand von 1000 mm. Die Anordnung der Thermoelemente 

(zur Messung der Staboberflächentemperatur (SOF-Temperatur)) innerhalb des Heiz-

stabbündels sowie in den Rand- und Eckelementen ist in Abb. 4.4 dargestellt /SCH 20/. 

Der erste Quadrant ist sehr dicht instrumentiert, während der zweite und dritte Quadrant 

eine ausreichende Anzahl von Messpositionen enthalten, um azimutale Temperaturgra-

dienten im Stabbündel nachweisen zu können; und der vierte Quadrant ist nicht instru-

mentiert. In einigen Messebenen wurde der Zentralstab Z des ersten Quadranten an 

mehreren azimutalen Positionen mit Thermoelementen (z.B. SOF: S-Z-225, Stab Z mit 

Winkel 225°; F-Z-045, Fluid, Stab Z mit Winkel 45°) versehen, um Temperaturgradienten 

am Stabumfang ermitteln zu können. Messungen des Fluids erfolgen auf den Ebenen 7 

und 8. Die zusätzlichen Messebenen 11 und 12 sind jeweils in einem Abstand von 

300 mm oberhalb der Ebenen 10 bzw. 11 angeordnet und dienen ebenfalls der Fluid-

messung. Die Messgenauigkeit der verwendeten Thermoelemente liegt bei ≤   K. Die 

zusätzliche Messung der Struktur-Temperatur wurde in A.1 dargestellt. 
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Abb. 4.4 Verteilung der Thermoelemente in der Versuchsanlage ALADIN (links: 

Messebenen in axialer Richtung und Positionen der Abstandhalter, rechts 

oben: Aufteilung in Quadranten, rechts unten: Quadrant 1 mit Messpositio-

nen) /SCH 20/ 

Zur Analyse der jeweiligen Szenarien beziehungsweise Untersuchungsfälle werden die 

elektrische Leistung der Heizstäbe, das radiale Leistungsverteilungsprofil sowie die 

Spaltbreite (Abstand zwischen dem Heizstabbündel und den Rand- bzw. Eckelementen) 

variiert. Darüber hinaus besteht die Möglichkeit, einen Zusatzkanal zu implementieren. 

Als Abbruchkriterium für die Versuche wurde die vom Hersteller der Heizstäbe 

vorgegebene maximal zulässige SOF-Temperatur von 450 °C festgelegt, um eine 

Beschädigung der Heizstäbe zu vermeiden /PAR 18/.  

Aus der ALADIN-Versuchsmatrix wurden zwei Szenarien ausgewählt, nämlich „Luftge-

kühlte BE ohne Wasserblockade“ sowie „Dampfkühlung“. Diese zwei Szenarien werden 

mit Hilfe von CFD-Tools numerisch gerechnet. Zusätzlich zum vorgesehenen Arbeits-

programm wurde das Szenario „Ausdampfen“ analytisch gerechnet.  

Sze a io „L ftgekü  tes BE o  e Wasse b ockade“: Die Anlage befindet sich in voll-

ständig entleertem Zustand (Füllstand 0,00 m) /PAR 18/. Hierfür wurden eine Spaltbreite 

von a=50 mm ausgewählt mit einem gleichmäßigen Leistungsprofil und einer Stableis-

tung von 100 W pro Stab. Auf einen Zusatzkanal wurde verzichtet.  

Szenario „Da  fkü    g“: Zur Abschätzung des Einflusses des ausdampfenden 

Wassers auf die Kühlung der freigelegten SOF wurde die Versuchsanlage bis zu einer 
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Höhe von 3,17 m befüllt. Dies entspricht einer freigelegten, beheizten Stablänge von 

0,765 m /PAR 18/. Hierfür wurden folgende Randbedingungen festgelegt: 50 W Stab-

leistung, gleichmäßiges radiales Leistungsprofil, Spaltbreite von a=25 mm, Zusatzkanal. 

Szenario „Ausdampfen“: Die Anlage ist bis 4,40 m mit Wasser gefüllt. Somit ist ein 

anfänglicher Naturumlauf theoretisch möglich. 

Abb. 4.5 zeigt den Füllstand bei drei verschiedenen Versuchsszenarien in der Teststre-

cke.  

 

Abb. 4.5 Füllstand in der ALADIN-Teststrecke bei drei verschiedenen Versuchssze-

narien /PAR 18/ 

4.2 Aufbereitung und Vereinfachung des CAD-Modells der ALADIN-

Versuchsanlage 

Eine CAD-Datei wurde der GRS von den Experimentatoren in Dresden zur Verfügung 

gestellt. Im ersten Schritt wurde die CAD-Baugruppe in ANSYS SpaceClaim importiert. 

Anschließend erfolgte eine Überprüfung sämtlicher Maße sowie eine Analyse der mög-

lichen CFD-Domäne für die 3D-Berechnungen mit OpenFOAM. Im zweiten Schritt wurde 

die Baugruppe vereinfacht, indem zusätzliche Komponenten wie Schrauben, Muttern, 

Laschen und Dichtungen entfernt wurden. Diese haben wenig Einfluss auf die Rechen-

ergebnisse, jedoch verkomplizieren sie unnötig die Rechennetzerstellung. Es wurden 

auch Öffnungen für Schläuche (Abb. 4.2) für elektrische Leitungen aus der Baugruppe 

entnommen. Der dadurch entstandene Hohlraum wurde als Festkörperstruktur ge-

schlossen. Zur weiteren Vereinfachung wurden alle Abstandshalter aus der Baugruppe 
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entfernt, weil diese eine sehr hohe Anzahl von Netzelementen erfordern. Weil die 

ALADIN-Versuche zeitlich sehr lange dauern, musste ein schnell laufendes CFD-Modell 

erstellt werden. Dafür wurde ein 3D-Modell vorbereitet, das einen 90°-Rotationssymmet-

riesektor der ALADIN-Anlage darstellt. Dieses Modell besteht aus drei Untermodellen, 

die drei verschiedenen Bereiche darstellen: Metallstrukturen, Isoliermaterial, Fluidbe-

reich. Die drei Bereiche wurden in ein einziges, reduziertes (Symmetriesektor-)Teststre-

ckenmodell integriert. Abb. 4.6 zeigt die Festkörperstruktur, die Isolierung, den Fluidbe-

reich und das resultierende reduzierte Teststreckenmodell.  

 

Abb. 4.6 CAD-Modellierung der ALADIN-Anlage: Festkörperstruktur, Isolierung, und 

Fluidbereich 

4.3 Vernetzung des CAD-Modells der ALADIN-Anlage 

Die Netzqualität ist ein entscheidender Faktor für die numerische Rechenstabilität von 

CFD-Programmen. Bei unzureichender Gitterqualität (z. B. Skewness, minimaler ortho-

gonaler Winkel) kommt es in OpenFOAM entweder zu einer Divergenz der Rechnung 

oder zu nicht-physikalischen Lösungen. Tetraeder-Netze weisen in der Regel eine ge-

ringere Gitterqualität auf als Hexaeder-Netze. Infolgedessen treten beim Einsatz von 
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Tetraeder-Netzen numerische Probleme deutlich häufiger auf. Trotzdem werden immer 

wieder Tetraeder-Netze in komplexen Geometrien angewendet.  

In einem ersten Schritt wurde nur der Fluidbereich vernetzt. Das in Abb. 4.7 abgebildete 

Netz ist ein Ergebnis mehrerer Netzanalysen, die nach den OECD/NEA-Empfehlungen 

/NEA 15/ durchgeführt worden sind. Um die gesamte Fluiddomäne optimal vernetzen zu 

können, wurde diese in mehrere Sektoren unterteilt. Jeder Sektor wurde separat ver-

netzt, um eine gleichmäßige Zellstruktur und eine bessere Kontrolle über die lokale Netz-

dichte sicherzustellen. Die Stäbe wurden mit Prismen-Schichten vernetzt, weil an ihren 

Oberflächen die Vergleichspunkte für die SOF zu finden sind. Im unteren Teststrecken-

bereich befinden sich Stäbe und Öffnungen (oranger Abschnitt in Abb. 4.7). Dort wurde 

ein dichterer und glatter Übergang zu den Tetraeder-Elementen erstellt. Weiterhin wur-

den lokale Netz-Verfeinerungen an den Wänden durchgeführt. Um eine korrekte Ent-

wicklung des Geschwindigkeitsprofils im wandnahen Bereich zu ermöglichen, wurde die 

Prismen-Schicht-Funktion mit geometrisch relativer Element-Größe definiert. 

In einem zweiten Schritt wurden die Festkörperstrukturen vernetzt. Dafür wurde eine 

ähnliche Vernetzungsstrategie wie beim Fluidbereich-Netz entwickelt, allerdings ohne 

Prismen. Jeder elektrisch beheizte Stab besteht aus Hüllrohr, Magnesiumoxid und vier 

Heizwendeln, siehe Abb. 4.8. Die Stäbe wurden mit der Hex-Dominant-Methode ver-

netzt, während der untere Teststreckenbereich mit Tetraeder-Elementen vernetzt wurde. 

Danach konnte die Wandisolierung mit der Hex-Dominant-Methode vernetzt werden.  

Die hier verwendete Kombination von verschiedenen Vernetzungsmethoden diente zur 

Verringerung der Gesamtanzahl von Elementen, wobei die Netzqualitätsanforderungen 

berücksichtigt wurden. Die Netze der drei Domänen wurden in CFX-Pre zusammenge-

führt. Dies resultierte in einem Rechennetz mit insgesamt 10 Millionen Elementen. Die 

wesentlichen Netzqualitätsparameter haben folgende Werte: maximales Aspekt-Verhält-

nis < 290, maximale Skewness < 2,49, minimaler orthogonaler Winkel > 79.  
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Abb. 4.7 Rechennetz für die Fluid-Domäne der ALADIN-Teststrecke 

 

Abb. 4.8 Rechennetz von den Festköperstrukturen in der ALADIN-Teststrecke 
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4.4 Das Szenario „Luftgekühltes BE ohne Wasserblockade“  

In Rahmen der „Untersuchungen zu luftgekühlten BE im BE-LB“ wurde ein Störfallsze-

nario analysiert, bei dem der Wasserfüllstand 0,00 m (vollständig entleerter Zustand) 

beträgt. In diesem Szenario erfolgt die Kühlung der Stäbe ausschließlich durch Luft. Eine 

Kühlung der SOF durch verdampfendes BE-LB-Wasser (Dampf) wurde deshalb vollstän-

dig ausgeschlossen /PAR 18/. Eine Luftzirkulation zwischen dem Innenkanal (mit dem 

Stabbündel) und dem Außenkanal ist über die unteren Öffnungen des Innenkanals sowie 

über dessen oberes Ende möglich.  

Zur Auswertung der Versuchsreihen wurde Abb. 4.9 (Peinzel = Leistung von einem Stab) 

herangezogen, in der die zeitlichen Verläufe der jeweils maximal gemessenen SOF-

Temperaturen im Heizstabbündel (unabhängig vom Messpunkt) für jede Heizleistung 

und jedes Szenario dargestellt sind. Die Entwicklung der maximalen SOF-Temperaturen 

wird maßgeblich durch die Heizleistung bestimmt – mit zunehmender Heizleistung er-

folgt eine schnellere Erreichung kritischer SOF-Temperaturen. Der Zusammenhang zwi-

schen Heizleistung und Aufheizzeit weist jedoch keine Linearität auf, sondern eine ex-

ponentielle Annäherung. Bei einer Stableistung über 50 W sind keine signifikanten 

Unterschiede mit und ohne Wasserblockade festzustellen.  

Zur Simulation wurde der Fall mit einer Spaltbreite von 50 mm, einem gleichmäßigen 

radialen Leistungsprofil und einer Stableistung von 100 W (ohne Zusatzkanal) ausge-

wählt. Die einzelne Stableistung von 100 W führt zu einer Gesamtleistung von 14000 W. 

Diese setzt sich zusammen aus 9600 W Leistung in der Stabbündel und 4400 W Leis-

tung in den Nachbarelementen.  
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Abb. 4.9 Verläufe der maximalen SOF-Temperaturen innerhalb des Heizstabbün-

dels, Peinzel=20/50/70/100 W; a=50 mm; h=0,00/0,28 m /PAR 18/  

4.4.1 Erste Testrechnung zum Sze a io „L ftgekü  tes BE o  e Wasser-

b ockade“ 

In einem ersten Versuch wurde ANSYS CFX angewendet, um schnell ein grobes Bild 

von der Aussagekraft der CFD-Methode zu bekommen. Die ALADIN-Erfahrungen zeig-

ten, dass mit dem kommerziellen CFD-Softwarepaket deutlich größere Zeitschritte als 

mit OpenFOAM erzielt werden können.  

Das ALADIN-Rechenmodell wurde mit den oben festgelegten Randbedingungen verse-

hen. Für die Material-Modellierung stellten die Experimentatoren die Eigenschaften des 

Isoliermaterials zur Verfügung. Außer den Materialeigenschaften von Magnesiumoxid 

(MgO) sind die Eigenschaften von Stahl und Luft überall verfügbar. Um die Materialei-

genschaften von MgO im Code zu berücksichtigen, musste zuerst eine Literaturrecher-

che durchgeführt werden. Aus den Quellen /RAO 14/, /RAO 14/, /SLI 98/ und /NIST 25/ 

wurden die temperaturabhängigen Werte für Dichte (kg/m³), Wärmeausdehnungskoeffi-

zient (1/K), Wärmeleitfähigkeit (W/m·K) sowie spezifische Wärmekapazität bei konstan-

tem Druck (J/kg·K) entnommen. Die detaillierte physikalische und numerische Modellie-

rung der Analyse ist in Kap. 4.4.4.1 beschrieben, hier werden nur die Ergebnisse der 

ersten Testrechnung kurz vorgestellt. Zum Vergleich wurde für den zentralen Stab Z die 

SOF über die Höhe dargestellt, siehe Abb. 4.10. Die Simulation wurde nur für die ersten 

300 s durchgeführt. Es ist zu sehen, dass über die Simulationszeit die Abweichung vom 
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Experiment steigt und CFX die SOF unterschätzt. Der eigentliche Grund für die SOF-

Unterschätzung ist unklar, als mögliche Gründe wurden numerische Einstellungen, der 

Einfluss der MgO-Materialeigenschaften, die fehlende Modellierung der Abstandhalter 

sowie die Strahlungsmodellierung identifiziert.  

Um den Einfluss der Abstandhalter zu untersuchen, sollten ein entsprechendes Modell 

erstellt werden. Dies erfordern eine sehr hohe Anzahl der Elemente und daher sind hier 

intelligente Lösungsansätze und praktikable Kompromisse erforderlich. Aus diesem 

Grund wurde entschieden, die Abstandhalter als poröse Körper zu betrachten. Diese 

sollen die Strömungsgeschwindigkeiten durch zusätzlichen Druckabfall in axialer und 

radialer Richtung verlangsamen und deshalb zu höheren Temperaturen führen. Im ers-

ten Schritt wurden die wesentlichen Parameter des porösen Körpers gerechnet. Die Glei-

chung für den Impulsverlust 𝑆𝑀 in ANSYS CFX lautet: 

𝑆𝑀 = 𝛾 (−
µ

𝐾perm
𝑈𝑖 − 𝐾loss

𝜌

2
|𝑈|𝑈𝑖) (4.1) 

Darin ist 𝛾 die Volumenporosität, 𝜇 die dynamische Viskosität des Fluids, 𝐾perm die Per-

meabilität für den Reibungsverlust, Kloss der Verlustkoeffizient für den Formverlust, 𝜌 die 

Dichte des Fluids sowie Ui der Geschwindigkeitsvektor. Je kleiner 𝐾perm und je größer 

Kloss, desto größer wird der Impulsverlust. Der Druckverlustkoeffizient (Darcy-Weisbach) 

in SWR ist 1,2. 

 

Abb. 4.10 SOF-Temperatur des Stabs Z mit MgO aus Literaturwerte 
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Auf dieser Basis wurden die Werte für die wesentlichen Parameter für das poröse Me-

dium berechnet. Zusätzlich wurde auch Kperm um Faktor 100 vergrößert, um den Einfluss 

eines vergrößerten Druckabfalls untersuchen zu können (Tab. 4.1).  

Tab. 4.1 Untersuchte Druckverlustkoeffizienten  

Parameter 
Abstandhalter  

Innenkanal 

Abstandhalter  

Randkanal 

Abstandhalter  

Eckkanal 

Kperm 9.09E-08 8.8120E-08 4.0381E-08 

Kloss 240 600 600 

Kperm 9.09E-06 8.8120E-06 4.0381E-06 

Kloss 240 600 600 

Mit diesen Parametern wurden zwei Rechnungen durchgeführt. In Abb 4.11 wird die Än-

derung der Geschwindigkeit und der Aufheizung in der ALADIN-Anlage im Innenkanal 

gezeigt. Die Geschwindigkeit wird verringert, wie erwartet; dies beschleunigt aber kaum 

den Temperaturanstieg im Innenkanal. Daher spielt der Druckverlust, verursacht von den 

Abstandhaltern, eher eine unbedeutende Rolle. 

 

Abb 4.11 Einfluss der porösen Köper in ALADIN-Anlage: Differenz der Geschwindig-

keit und SOF-Temperatur 

4.4.2 Erweiterung der Stabmodellierung  

Weitere Untersuchungen wurden zur detaillierten Modellierung der Stäbe durchgeführt. 

Hierfür ist die Entwicklung eines reduzierten und numerisch effizienten CFD-Modells er-

forderlich, da die Größe des eingesetzten ALADIN-Modells und die lange Problemzeit 

zu einer sehr hohen Rechenzeit geführt haben. Aus diesem Grund wurde ein reduziertes 

Modell entwickelt, bei dem die Seitenstäbe und das Wasser bis zur Wand nicht 
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berücksichtigt wurden. Abb. 4.12 stellt das bisherige (links) und das reduzierte (rechts) 

CFD-Modell dar.  

Ein neues Rechennetz wurde erstellt, wobei die wesentlichen Qualitätsparameter opti-

miert wurden. Zusätzlich wurde besonders auf die Kompatibilität der erzeugten Netze 

mit OpenFOAM-Anforderungen geachtet. Vier Rechengitter mit 2,1 Mio. („grob“), 

5,6 Mio. („mittel“), 11 Mio. („fein“) und 17,9 Mio. („am feinsten“) Elementen wurden ge-

neriert. Die Netzstudien wurden mit dem SST-Turbulenzmodell durchgeführt. Die Advek-

tion der Terme wurde mit zweiter Ordnung gerechnet, wobei die Konvergenzkriterien bei 

RMS = 10-5 lagen. Verglichen wurden SOF- (Ebene 10) und Fluid-Temperaturen 

(Ebene 8), s. Abb. 4.13 und Abb. 4.14. Da sich die Ergebnisse mit den feineren Netzen 

kaum unterschieden haben (<1%), wurde für die nachfolgenden Untersuchungen das 

Rechennetz mit 11 Mio. Elementen ausgewählt.  

  

Abb. 4.12 Innenkanal-Modellierung: Teststrecke mit Markierung des neuen, reduzier-

ten Modells (links), 3D-Innenkanal-Model (rechts) 
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Abb. 4.13 Ergebnisse der Netzstudie: SOF-Temperatur (Ebene 10) 

 

Abb. 4.14 Ergebnisse der Netzstudie: Fluid-Temperatur-Messung (Ebene 8) 

4.4.3 MgO-Werkstoffkalibrierung  

In einem nächsten Schritt wurde dieses reduzierte Modell zur Kalibrierung der MgO-

Materialeigenschaften angewendet. Es wurde klar, dass die Werkstoffeigenschaften der 

Materialien innerhalb der Stäbe kalibriert werden müssen, um eine korrekte Abbildung 

des Temperaturprofils zu ermöglichen. Die MgO-Materialeigenschaften sind mit den 

größten Unsicherheiten behaftet. Die Dichte von pulverisiertem MgO ist unbekannt und 

sie hat einen großen Einfluss auf die Wärmeleitfähigkeit und die spezifische Wärmeka-

pazität und letztendlich auf die Temperaturentwicklung im beheizten Stab. Weiterhin be-

finden sich innerhalb der MgO-Zone vier aus Kupfer gefertigte Heizdrähte. Deren Beitrag 

zur Strukturmodellierung muss angemessen abgebildet werden. Aus diesem Grund wur-

den im Rahmen des Kalibrierungsverfahrens mehrere Simulationen mit unter-
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schiedlichen Kombinationen für die Wärmeleitfähigkeit und die spezifische Wärmekapa-

zität von MgO durchgeführt: konstante und temperaturabhängige Stoffwerte, Stoffwerte 

von MgO, Kupfer oder eine Kombination von beiden. Abb. 4.15 stellt die wesentlichen 

Materialeigenschaften von MgO und Kupfer dar. Untersuchungen zu Werkstoffzusam-

mensetzung und den Materialeigenschaften wurden auch in /JOC 20/ durchgeführt. Die 

in der GRS analysierten fünf Kombinationen zu der Kalibrierung von MgO sind in 

Tab. 4.2 zusammengefasst. Die beste Übereinstimmung mit den Versuchsdaten zeigte 

die CFX-5-Rechnung, bei der die temperaturabhängige spezifische Wärmekapazität von 

Kupfer und die temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit kombiniert wurden. Dies bestä-

tigt Abb. 4.16. Es ist jedoch zu sehen, dass die Abweichungen für Ebene 9 auch mit den 

kalibrierten Werten immer noch vorhanden sind (Abb. 4.17).  

 

Abb. 4.15 Materialeigenschaften von MgO und Kupfer: Wärmeleitfähigkeit (oben) und 

spezifische Wärmekapizität (unten) 
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Tab. 4.2 Durchgeführte Simulationen zur Kalibrierung der MgO-Stoffwerte 

Simulation MgO 

- 
Spezifische Wärmekapazität 

Cp 
Wärmeleitfähigkeit kappa 

CFX-1 Kupfer (Cp, T) Kupfer (kappa, T) 

CFX-2 
Konstant  

880 J/(kg K) 
Konstant 

59 W/(m K) 

CFX-3 Kupfer (1,25*Cp, T) MgO (kappa, T) 

CFX-4 
(Kupfer (Cp, T) + MgO (Cp, T)) 

/ 2 
Konstant 

59 W/(m K) 

CFX-5 Kupfer (Cp, T) MgO (kappa, T) 

 

Abb. 4.16 Fluid-Temperatur auf Ebene 7 

 

Abb. 4.17 SOF-Temperatur auf Ebene 9 

4.4.4 Mathematische Modelle 

In diesem Kapitel werden die eingesetzten mathematischen Modelle in ANSYS CFX und 

OpenFOAM zu den nachstehenden Analysen mit dem reduzierten und kalibrierten 
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Rechenmodell beschrieben. Die ANSYS CFX-Analysen und der Vergleich mit Open-

FOAM waren im Projektantrag nicht vorgesehen, werden aber hier trotzdem beschrie-

ben.  

4.4.4.1 ANSYS CFX-Setup 

Die Gitter für das Fluid und den Festkörper wurden mittels GGI (General Grid Interface) 

verbunden. Darauffolgend wurden zwei separate Rechendomänen in ANSYS CFX ge-

neriert: Fluid und Solid.  

Da die Luft kompressibel ist, wurde sie als ideales Gas modelliert, wobei temperaturab-

hängige Cp-Werte verwendet wurden. Die Wärmeleitfähigkeit und die dynamische Vis-

kosität werden nach Sutherland definiert /ANS 21/:  

𝜇

𝜇0
=

𝑇ref + 𝑆

𝑇 + 𝑆
(

𝑇

𝑇ref
)

𝑛

 (4.2) 

𝜅

𝜅0
=

𝑇ref + 𝑆

𝑇 + 𝑆
(

𝑇

𝑇ref
)

𝑛

 (4.3) 

wobei Tref = 273 K, n=1,5 und S die Konstante von Sutherland ist (111 K für dynamische 

Viskosität und 194 K für die Wärmeleitfähigkeit /COM 25/). Der Referenzwert für die dy-

namische Viskosität µ0 ist 1,71E-5 Pa∙s und 𝜅0 ist die Referenz-Wärmeleitfähigkeit von 

0,0241 W/mK /COM 25/. Der Absorptions-Koeffizient von Luft wird mit 0,1 angenommen. 

Dieser Wert wurde auf Basis der Erfahrungen in der GRS angenommen. Für Kupfer und 

Stahl wurden temperaturabhängige Stoffwerte eingesetzt. Die Modellierung des MgO 

wurde bereits beschreiben, wobei Tref = 273 K, n=1,5 und S die Konstante von Suther-

land ist (111 K für dynamische Viskosität und 194 K für die Wärmeleitfähigkeit 

/COM 25/). Der Referenzwert für die dynamische Viskosität µ0 ist 1,71E-5 Pa∙s. und 𝜅0 

ist die Referenz-Wärmeleitfähigkeit von 0,0241 W/m∙K /COM 25/. Es wird ein Absorpti-

onskoeffizient für Luft von 0,1 angenommen. Dieser Wert wurde auf Basis der GRS-

Erfahrung angenommen. Für Kupfer und Stahl wurden temperaturabhängige Stoffwerte 

eingesetzt. Die Modellierung des MgO wurde bereits beschrieben. 

Die Symmetrie-Flächen in der Fluid-Domäne wurden mit symmetry-Randbedingung 

versehen, siehe Abb. 4.18. Ein konstanter relativer Druck von 0 Pa wurde am Auslass 

spezifiziert, wobei der Referenz-Druck für die Rechnung 1 bar betrug. Die Außenwand 

wird als adiabatisch modelliert. Am Auslass wurde für das Strahlungsmodell die 
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Randbedingung der „Opening Temperature“ (21 °C) angewendet. Für die Simulation der 

Turbulenz wurde das SST-Turbulenzmodell mit 5% Turbulenzintensität am Einlass ein-

gesetzt. Dabei wurde die Turbulenzproduktion durch Auftriebskräfte berücksichtigt. Zur 

Beschreibung der wandnahen Strömungsbereiche kamen automatisch generierte 

Wandfunktionen zum Einsatz. Die Fluid-Domäne wurde mit 0 m/s Fluidgeschwindigkeit 

und einer Umgebungstemperatur von 21 °C initialisiert. Für die Berechnung der Wärme-

übertragung wurde das „Thermal Energy“-Modell aktiviert, die Berücksichtigung der ther-

mischen Strahlung erfolgte mit dem „Discrete-Transfer-Modell“ (DTM) mit 32 Strahlen. 

Ein Streumodell wurde nicht eingeschaltet und die spektrale Abhängigkeit wurde im Mo-

dell für graue Gase vereinfachend abgebildet. Obwohl die Emissivität von Edelstahl in 

geringem Maße von der Temperatur und der Wellenlänge abhängt, kann sie im unter-

suchten Temperaturbereich als konstant betrachtet werden. Nach /ROL 67/ haben alle 

metallischen Oberflächen in etwa eine Emissivität von 0,7, dieser Wert wurde auch in 

der Arbeit von /HAN 21/ verwendet. Deswegen wurde in der Fluid-Wand-Schnittstelle 

(fluidseitig) die thermische Strahlung mit einer opaken Wand mit einer Emissivität von 

0,7 und einem diffusen Anteil von 1,0 modelliert. Die Wände wurden als glatt betrachtet.  

Die Festkörperstrukturen wurden mit einer Temperatur von 21 °C initialisiert und die 

Symmetrieflächen mit Symmetrie-Randbedingungen versehen. Die Heizstäbe bestehen 

aus drei verschiedenen Unterdomänen: Stahl, MgO und Kupfer, siehe Abb. 4.3 (rechts). 

In der Kupfer-Unterdomäne wurde die Leistung als volumetrische Leistung (W/m3) spe-

zifiziert. Das von den Experimentatoren spezifizierte axiale Leistungsprofil wurde eben-

falls aufgeprägt, siehe Abb. 4.3 (links).  
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Abb. 4.18 Randbedingungen im reduzierten CFD-Modell: Fluid-Domäne (links) und 

Festkörper-Domäne (rechts) 

Für die Advektion der Terme wurde das „High Resolution“-Schema verwendet, während 

die Turbulenz mit erster Ordnung gerechnet wurde. Für die Zeitdiskretisierung wurde 

das Backward-Euler-Schema verwendet. Das RMS-Konvergenzkriterium wurde auf 

RMS<10-4 spezifiziert. Die Zeitschrittsteuerung erfolgte mit Hilfe eines adaptiven Zeit-

schritts, dieser lag im Bereich 0,05 s – 0,5 s.  

4.4.4.2 OpenFOAM-Setup 

Das Rechennetz wurde in OpenFOAM exportiert und dort wurden zwei Regionen defi-

niert: Fluid und Wand. Die Fluid-Wand-Schnittstelle wurde mit mappedWall (als „Inter-

face“) realisiert. Zum Einsatz kam der OpenFOAM-Löser foamMultiRun. Die wesent-

lichen Gründe für die Solver-Auswahl waren die Berücksichtigung der Strömungs-

kompressibilität sowie von CHT. 

Die Luft wurde ebenfalls als ideales Gas modelliert, wobei die Wärmeleitfähigkeit und 

die spezifische Wärmekapazität mit Hilfe des Modells von Sutherland und Janaf berech-

net wurden: 
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μ = 𝐴𝑠

√𝑇

(1 + 𝑇𝑠 𝑇⁄ )
 (4.4) 

𝜅 = 𝜇 𝐶𝑣(1.32 + 1.77 ∗ 𝑅 𝐶𝑣⁄ ) (4.5) 

wobei As die Sutherland-Konstante (1.458E-06 kg/(ms K1/2)) und Ts die Sutherland-Tem-

peratur von 110,4 K ist. Die Kupfer- und Stahl-Stoffwerte wurden temperaturabhängig 

betrachtet. Am Auslass der Teststrecke wurde prghPressure mit 1 bar definiert. Für 

die Berechnung des wandnahen Bereichs wurden die Modelleinstellungen kqRWall-

Function, omegaWallFunction, epsilonWallFunction und compres-

sible::alphat-WallFunction angewendet. Weiterhin wurde das kOmegaSST-Tur-

bulenzmodell mit 5% Turbulenzintensität am Einlass eingesetzt. 

Die Stableistung wurde über heatSource auf die cellZone mittels fvModels aufge-

prägt. Zusätzlich wurde die Wärmeübertragung durch Strahlung mit dem Modell fvDOM 

(finite-volume Discrete Ordinates Method) aktiviert. Die Diskretisierung der Strahlung er-

folgte mittels drei azimutaler Winkel (nPhi = 3) und drei polarer Winkel (nTheta = 3), 

wodurch eine ausreichende Richtungsauflösung gewährleistet wurde. Die Konvergenz-

toleranz für die Strahlungsiteration wurde auf 1E-3 festgelegt, während die maximale 

Anzahl der Iterationen auf fünf begrenzt wurde. Zusätzlich wurde ein Kopplungsintervall 

von 20 Strömungsiterationen pro Strahlungsiteration definiert. Es wurden weder Streu-

modell noch Rußpartikel-Modell aktiviert. In der Fluid-Wand-Schnittstelle (fluidseitig) 

wurde die thermische Strahlung unter Annahme einer opaken Wand mit einer Emissivität 

von 0,3 modelliert. Die Gleichung für die Strahlungsintensität in OpenFOAM lautet: 

𝐼𝑤(𝑠) = (1 − 𝜀)𝐼𝑟 + 𝜀
𝜎𝑇𝑤

4

𝜋
 (4.6) 

wobei 𝜀 die Wand-Emissivität; 𝐼𝑟 die einfallende hemisphärische Strahlungsintensität auf 

die Wand; σ die Stefan–Boltzmann-Konstante und Tw die Wandtemperatur ist. Die rest-

lichen Einstellungen waren den ANSYS CFX-Einstellungen ähnlich. 

Die Zeitdiskretisierung wurde mit einem Euler-Schema realisiert. Außerdem wurde das 

cellLimited Gauss linear-Schema für die Skalare und die Vektoren verwendet, 

das eine Genauigkeit der zweiten Ordnung aufweist. Das verwendete Advektions-

Schema ist das Gauss linearUpwind grad(U). Das Pimple-Loop wurde mit drei 
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nCorrectors (Anzahl der inneren Korrekturen) und zwei nNonOrthogonalCorrec-

tors spezifiziert. Das Konvergenzkriterium wurde auf 1E-4 gesetzt. Der maximale Zeit-

schritt ∆t wurde auf 0.025 s begrenzt.  

4.4.5 Analyse und Vergleich der erzielten URANS-Ergebnisse 

4.4.5.1 Einfluss des Strahlungsmodells auf die ANSYS CFX-Ergebnisse  

Da Strahlungswärmeübertragung eine wichtige Rolle spielen kann, musste deren Ein-

fluss auf die numerischen Ergebnisse untersucht werden. Dabei wurde mit ANSYS CFX 

eine Rechnung ohne Strahlungsmodell, eine mit P1-Strahlungsmodell und eine mit 

DTM-Strahlungsmodell durchgeführt. In den Simulationen wurde die Leistung nach 

ca. t=3000 s abgeschaltet (wie im Experiment). 

Abb. 4.19 zeigt den Vergleich für die Fluid-Temperatur in den Messebenen 7 und 8. Es 

ist zu sehen, dass die Simulation ohne Strahlungsmodell das Experiment deutlich über-

schätzt, während die Simulation mit dem P1-Modell die Daten unterschätzt. Beim Expe-

riment nimmt die Temperatur mit der Zeit nicht linear zu. Grund dafür ist, dass die Tem-

peraturdifferenz zwischen Fluid und Umgebung (bzw. Heizquelle) mit steigender 

Fluidtemperatur kleiner wird. Dadurch verringert sich die treibende Temperaturdifferenz 

für den Wärmeübergang und die Erwärmungsrate sinkt. Die Rechnung ohne Strahlung 

zeigt erwartungsgemäß eine höhere Temperatur, dies ist auch bei den SOF-

Temperaturen zu sehen (s. Abb. 4.20 (oben)). Für die Messebene 7 sagt CFX eine um 

etwa 90 K höhere Temperatur voraus.  

Das P1-Modell (grüne Kurve, Abb. 4.19) hingegen unterschätzt die Fluid-Temperaturen 

in beiden Messebenen. In optisch mäßig bis stark diffusen Regionen kann P1 brauch-

bare Ergebnisse liefern; in optisch dünnen oder stark richtungsabhängigen Strahlungs-

feldern jedoch neigt P  dazu, die effektive Strahlungsleistung zu unterschätzen („Über-

diffusion“) und damit die Fluid-Temperatur zu niedrig anzusiedeln - dies erklärt die 

systematische Unterschätzung der grünen P1-Kurve gegenüber den Messdaten. Diese 

Beobachtungen gelten auch für die SOF-Temperaturen.  
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Abb. 4.19 Einfluss des Strahlungsmodells auf die Fluid-Temperatur: Messebene 7 

(oben), Messebene 8 (unten) 

Das DTM (rote Kurve, Abb. 4.19) erfasst gerichtete Strahlung effizienter und reproduziert 

die experimentellen Daten am besten: sowohl der Temperaturanstieg als auch sein Ma-

ximum werden in beiden Messebenen realistisch wiedergegeben. Dies gilt auch für die 

SOF-Temperaturen (s. Abb. 4.20), allerdings sind immer noch größere Abweichungen 

(~70 K) in den obersten und untersten Ebenen vorhanden.  

Zum besseren Vergleich der drei Rechnungen wurde auf die XZ-Schnittebene 

(Y=2029 mm, ungefähr in der Mitte der Stablänge) die Temperatur bei Simulationszeit 

t=2500 s dargestellt (Abb. 4.21). Ohne Strahlungsmodell ist eine deutlich höhere Tem-

peratur im Bereich der Heizbündel zu erkennen; der Wärmeeintrag wird dort lokal stark 

überschätzt, während der Wärmetransport in die Umgebung unterschätzt wird. Dies führt 

zu einem steilen Temperaturgradienten zwischen Heizbündel und Fluid. Das P1-Modell 

zeigt im Vergleich eine homogenere Verteilung, allerdings werden die Temperaturen in 

der Nähe der Heizbündel zu stark abgeflacht. Es ist in Abb. 4.22 (t=2500 s) zu erkennen, 
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dass die homogene Strahlungsverteilung im P1-Modell im Bereich des Heizbündels nur 

geringe Richtungsabhängigkeiten betrachtet. Dies ist typisch für die P1-Approximation, 

welche die Strahlung als diffusive Größe behandelt und dadurch lokale Intensitätsunter-

schiede nivelliert. 

Das DTM liefert eine ausgewogenere Abbildung: die hohen Temperaturen im Bereich 

des Heizbündels werden realistisch wiedergegeben, gleichzeitig zeigt sich ein plausibler 

Abfall in Richtung der kühleren Randbereiche. Damit bildet das DTM die Strahlungsüber-

tragung räumlich differenzierter und physikalisch konsistenter ab als das P1-Modell, was 

sich auch in der besseren Übereinstimmung mit den experimentellen Messdaten wider-

spiegelt. Damit wird deutlich, dass das DTM die physikalische Natur des Strahlungs-

transports in ALADIN deutlich besser erfasst als das P1-Modell, welches zur Überdiffu-

sion neigt.  
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Abb. 4.20 Einfluss des Strahlungsmodells auf die SOF-Temperatur S-Z-225: ohne 

Strahlungsmodell (oben), P1 Modell (Mitte) und DTM (unten) 
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Abb. 4.21 Temperatur-Verteilung auf XZ-Schnittebene (Y=2029 mm, t=2500 s): ohne 

Strahlungsmodell (oben), P1 (Mitte) und DTM (unten) 
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Abb. 4.22 Strahlungsintensität auf XZ-Schnittebene (Y=2029 mm, t=2500 s): P1 

(links) und DTM (rechts) 

Vergleiche wurden auch für den Stab B durchgeführt (Abb. 4.23), der in der BE-Ecke 

oben links ca. 12 mm von den beiden BE-Wänden positioniert ist. Messebene 5 liegt in 

der Mitte und Messebene 10 ist oben. Es ist zu sehen, dass das DTM-Modell auch hier 

die besten Ergebnisse liefert.  

 

Abb. 4.23 Einfluss des Strahlungsmodells auf S-B-225: Messebene 5 (links), Mess-

ebene 10 (rechts) 

4.4.5.2 Analyse und Vergleich der ANSYS CFX- und OpenFOAM-Ergebnisse 

Abb. 4.24 und Abb. 4.25 zeigen mit ANSYS Post generierte Strömungslinien, die mit der 

Temperatur gefärbt sind (t=500 s) und entsprechend Geschwindigkeitsvektoren der 

Strömung. Es ist zu sehen, dass sich eine konvektive Strömung innerhalb der CFX-Fluid-

Domäne einstellt (Kamineffekt). Dabei wird die kältere Luft (ca. 21 °C, mit max. Ge-

schwindigkeit ca. 3 m/s) durch die Aufheizung leichter und deshalb steigt sie nach oben 
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in das Bündel. Dies führt zum Nachströmen von kühlerer Luft (von ca. 25 °C mit 0,7 m/s 

Geschwindigkeit) aus der Umgebung durch die Öffnungen am unteren Teststrecken-

ende aus dem Innenkanal (s. Abb. 4.24 und Abb. 4.25 (rechts)). Diese Luft wird anschlie-

ßend im Heizstabbündel erwärmt und in den Konvektionskreislauf eingebunden.  

 

Abb. 4.24 Stromlinien gefärbt mit Temperatur bei t=500 s: Strömung in oberen Be-

reich (links) und im Bereich der Öffnungen (rechts) 

 

Abb. 4.25 Geschwindigkeitsvektoren bei t=500 s: Strömung im oberen Bereich (links) 

und im Bereich der Öffnungen (rechts) 
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Kältere Luft strömt auch entlang der Außenwand des reduzierten Modells (s. Abb. 4.24 

und Abb. 4.25 (links)). Oberhalb der Heizstabbündel trifft sie die vom Bündel strömende 

heiße Luft und vermischt sich nur teilweise mit ihr. Dabei entsteht eine große Rezirkula-

tionszone im oberen Teststreckenbereich. Abb. 4.26 zeigt die gleichen Bilder bei t=1000 

s, t=2000 s und t=3000 s. Die Temperatur in der Teststrecke steigt und erwartungsge-

mäß wird in der Bündel-Mitte die höchste Temperatur erreicht. Die maximale Luftge-

schwindigkeit in diesem Bereich erreicht 4 m/s. 

In einem weiteren Schritt wurden die Ergebnisse von ANSYS CFX und OpenFOAM 

verglichen. OpenFOAM konnte nur mit kleineren Zeitschritten vorankommen, trotzdem 

wurden auch hier 3000 s gerechnet. Abb. 4.27 vergleicht die Fluid-Temperatur auf den 

Messebenen 7 und 8. Es ist zu sehen, dass OpenFOAM eine um bis zu 90 K niederigere 

Temperatur als die experimentelle vorhersagt, während bei CFX die Abweichung im 

Bereich 10 K liegt (t=3000 s). 

In Abb. 4.28 wurde die SOF-Temperatur für S-Z-225 dargestellt. CFX erfasst die gerich-

tete Strahlung effizienter und reproduziert gut die experimentelle Kurvenform für die 

meisten Ebenen. Qualitative und quantitative Abweichungen sind in den unteren und 

oberen Bereichen (Messebenen 1 und 10). In Gegensatz dazu unterschätzt OpenFOAM 

die SOF-Temperaturen um 80 - 90 K, wobei die berechneten Temperaturen in den Mess-

ebenen 1 und 10 nicht mehr vom Experiment abweichen als die mit CFX berechneten. 

Ähnliche Ergebnisse sind auch in den Abb. 4.29 und Abb. 4.30 für die Stäbe für S-A-225 

und S-C-063 festzustellen. 

 

Abb. 4.26 Stromlinien gefärbt mit Temperatur: t=1000 s (links), t=2000 s (Mitte) und 

t=3000 s (rechts) 
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Abb. 4.27 Vergleich der Fluid-Temperatur von CFX und OpenFOAM: Messebene 7 

(links), Messebene 8 (rechts) 

 

Abb. 4.28 Vergleich der SOF-Temperatur für S-Z-225: CFX-Ergebnisse (links) und 

OpenFOAM (rechts) 

 

Abb. 4.29 Vergleich der SOF-Temperatur für S-A-225: CFX-Ergebnisse (links) und 

OpenFOAM (rechts) 



 

76 

 

Abb. 4.30 Vergleich der SOF-Temperatur in Ebenen 3 und 8: S-C-063 (links) und 

S-D-045 (rechts) 

Die Ursache für die Unterschiede in den OpenFOAM- und ANSYS CFX-Ergebnissen 

könnte in den unterschiedlichen Strahlungsmodellen liegen. In ANSYS CFX wird die 

DTM-Methode eingesetzt, die auf einem strahlbasierten Ansatz beruht: von den Begren-

zungsflächen oder Quellen im Strömungsgebiet werden diskrete Strahlen ausgesandt, 

entlang derer die Strahlungstransportgleichung integriert wird. Dadurch wird die Strah-

lungsintensität lokal durch Absorption, Emission und ggf. vereinfachte Streuung be-

stimmt, wobei insbesondere Line-of-Sight-Effekte und Schattenbildungen präzise erfasst 

werden können. Die Berechnung erfolgt dabei als eindimensionale Integration entlang 

unabhängiger Strahlen, was zu einer geringen Rechenlast führt. Mehrfachstreuung und 

komplexe Wechselwirkungen im Medium können jedoch nur eingeschränkt berücksich-

tigt werden. Die Integration der Intensität entlang der Strahlen wird folgendermaßen ge-

rechnet /ANS 25/: 

𝐼𝑣(𝑟, 𝑠) = 𝐼𝑣0(𝑟, 𝑠) exp[−(𝜅𝑎 − 𝜅𝑠)𝑠] + 𝐼𝑣(1 − exp(−𝜅𝑎𝑠)) + 𝜅𝑠𝐼𝑣 (4.7) 

mit 𝜅𝑎 = Absorptionskoeffizient, 𝜅𝑠 = Streukoeffizient, s = Laufweg entlang des Strahls, 

𝐼𝑣= Emissionsquelle und 𝐼𝑣̅ = Winkelmittelwert der Intensität.  

Im Gegensatz dazu implementiert OpenFOAM mit der Finite-Volume Discrete Ordinates 

Method (fvDOM) einen gitterbasierten Transportansatz, bei dem der Winkelraum in dis-

krete Richtungen (Ordinaten) unterteilt wird und für jede Richtung eine gekoppelte Trans-

portgleichung über das gesamte Rechengitter gelöst wird. Dadurch entsteht ein vollstän-

diges Intensitätsfeld, das über alle Richtungen integriert die Strahlungsflüsse und 

volumetrischen Quellterme liefert. Dieser Ansatz ist rechenintensiv, ermöglicht aber eine 

systematischere Behandlung teilnehmender Medien mit Absorption, Emission und Mehr-

fachstreuung sowie eine konsistente Kopplung an das Energiefeld. Somit liegt der 
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zentrale Unterschied darin, dass CFX eine effiziente, strahlweise Integration mit starker 

Eignung für direkte Strahlung nutzt, während OpenFOAM über DOM eine umfassende, 

richtungsaufgelöste Lösung für komplexe Strahlungstransporte bereitstellt. DOM diskre-

tisiert den Solidwinkel ΔΩi und löst die stationäre RTE für jede diskrete Richtung (i) und 

jeden Spektralbereich (λ) /OPE 23/: 

𝑠𝑖 ⋅ ∇𝐼𝜆,𝑖 = −(𝜅𝑎 − 𝜅𝑠)𝐼𝜆,𝑖 + 𝜅𝑎𝐼𝑏⋅𝜆(𝑇) +
𝜅𝑠

4𝜋
∑[𝐼𝜆,𝑗Φ(𝑠𝑖, 𝑠𝑗)ΔΩ𝑗]

𝑗

 (4.8) 

mit 𝐼𝑏⋅𝜆(𝑇) = Schwarzkörper-Emissionsintensität, 𝛺 = Raumwinkel, Φ(𝑠𝑖 , 𝑠𝑗) = Streu-Pha-

senfunktion. Daraus werden die Bestrahlungsstärke und die Strahlungsquellen für die 

Energiebilanz berechnet. Gleichungen (4.7) und (4.8) entsprechen konzeptionell dersel-

ben Kopplung, jedoch führt DOM dies richtungsabhängig durch und löst die räumliche 

PDE, anstatt nur entlang ausgewählter Strahlen zu integrieren. 

Die zugrunde liegende Berechnungsmethode der Strahlungsmodellierung in Open-

FOAM ist mit einem erheblichen numerischen Aufwand verbunden. Eine wesentliche 

Voraussetzung für die Verbesserung der Ergebnisqualität ist die lokale Netzverfeinerung 

in Bereichen mit starken Strahlungsgradienten, da grobe Zellen die Genauigkeit der Lö-

sung deutlich beeinträchtigen können.  

Die Analysen zeigten, dass die OpenFOAM-Simulationen mit einem Strahlungsmodell 

sehr aufwendig sind. Grund dafür sind die (im Vergleich zu CFX) feineren Rechennetze, 

die eingesetzt werden sollen. Diese führen automatisch zu kleineren Zeitschrittgrößen, 

was die Dauer der Rechenläufe weiterhin vergrößert. Nach eigenen Schätzungen wird 

die OpenFOAM-Analyse von einem Versuch mit einem erweiterten CFD-Modell (wie 

dem im nächsten Kapitel beschriebenen CFD-Modell) über sechs Monate dauern (mit 

60 - 70 Kernen). Der Aufwand mit ANSYS CFX ist aufgrund der kleineren Rechennetze 

und größeren Zeitschritte um Größenordnungen kleiner. Daher wurden die nachfolgen-

den Simulationen zum Szenario „Luftgekühltes BE ohne Wasserblockade“ mit einem er-

weiterten ANSYS CFX-Modell durchgeführt.  
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4.5 Simulation des Szenarios „Luftgekühltes BE ohne Wasserblockade“ 

mit dem erweiterten ANSYS CFX-Modell  

Die beschriebenen Simulationen wurden mit dem reduzierten Modell durchgeführt, um 

den Einfluss verschiedener Modelle und die Kalibrierung mehrerer Paramater schneller 

durchführen zu können. In diesem Kapitel werden die Analysen mit dem detaillierten 

ANSYS CFX-Modell beschrieben. Die Geometrieaufbereitung und die Gittergenerierung 

wurden bereits in Kap. 4.2 und 4.3 erläutert. Das erweiterte ANSYS CFX-Modell besteht 

aus drei Domänen: Fluid, Wand und Isolierung (Abb. 4.31). Diese wurden mit dem GGI-

Interface verbunden. Die Außenwand der Isolierung kommt in Berührung mit der Umge-

bung, an dieser Stelle wurde eine konstante Temperatur von 23 °C spezifiziert. Die drei 

Domänen wurden mit Rotationssymmetrie-Randbedingungen versehen. Die Materialei-

genschaften der Teststreckenisolierung wurden von den Experimentatoren zur Verfü-

gung gestellt. Die Stoffwerte der restlichen Materialen wurden bereits in Kap. 4.4 be-

schreiben und die Randbedingungen und Einstellungen in Kap. 4.4.4.1 erläutert. 

 

Abb. 4.31 Erweitertes ANSYS CFX-Modell mit Randbedingungen  
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4.6 Analyse und Vergleich mit Versuchsdaten  

Mit Hilfe von 70 parallelen Kernen konnte ANSYS CFX 60 s Problem-Zeit pro Tag rech-

nen. Die gesamte Simulation (3100 s) lief ca. 7 Wochen auf dem GRS-Cluster.  

Abb. 4.32 und Abb. 4.33 zeigen die Temperaturverteilung und die Geschwindigkeitsvek-

toren bei t=500 s. Der vorher beobachtete Kamineffekt ist auch hier zu sehen. Aus der 

Umgebung strömt kühlere Luft mit Geschwindigkeit von 0,35 m/s in den ALADIN-

Versuchsaufbau ein, siehe Abb. 4.32. Diese tritt zunächst am äußeren Randbereich des 

Außenkanals ein und gelangt anschließend in den unteren Bereich des 3D-ALADIN-

Modells. Die einströmende kalte Luft (ca. 21 °C) verteilt sich über die Öffnungen im un-

teren Bereich der Anlage auf den Innenkanal, den Randkanal und den Eckkanal, in de-

nen die beheizten Stäbe angeordnet sind (s. Abb. 4.33). Ein Teil der kalten Luft, die sich 

im unteren Bereich befindet, strömt mit einer durchschnittlichen Geschwindigkeit von 

0,16 m/s nach oben um den inneren Kanal herum (s. Abb. 4.33). 

 

Abb. 4.32 Oberer Teststreckenbereich: Stromlinien gefärbt mit Temperatur (links) 

und Geschwindigkeitsvektoren (rechts) bei t=500 s 

Im Randkanal strömt ein Teil der Luft nach unten, erwärmt sich und steigt aufgrund der 

temperaturbedingten Dichteunterschiede entlang der Kanalwände wieder nach oben. 

Insgesamt führt die durch die Erwärmung hervorgerufene Verringerung der Dichte zu 

einem Auftrieb, sodass die Luft entlang der Heizstäbe nach oben aufsteigt. Die erwärmte 

Luft gelangt anschließend oberhalb des Stabbündels, wo sie sich mit der kühleren Zuluft 
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vermischt. In diesem Mischungsbereich entstehen Wirbelstrukturen, wodurch eine tur-

bulente Strömung ausgebildet wird und sich die kältere Luft teilweise erwärmt. 

Bei t=1000 s ist im oberen Bereich des Modells ein geneigter Wirbel erkennbar, der sich 

im Uhrzeigersinn dreht, s. Abb. 4.34 links. In diesem Wirbelbereich kommt es zu einer 

starken Vermischung der von unten einströmenden kühleren Luft mit der entlang der 

Heizstäbe aufsteigenden heißen Luft. Zum Zeitpunkt t=2000 s erhöht sich die Lufttem-

peratur im Kernbereich bis auf 127 °C (s. Abb. 4.34 Mitte: hier sind die unterschiedlichen 

Skalen in den drei Bildern zu beachten). Etwa 1000 s später erreichen die Lufttempera-

turen Werte von über 150 °C, wobei die Turbulenz im oberen Teststreckenbereich für 

eine intensive Durchmischung sorgt. Ab t=3000 s (siehe Abb. 4.34 rechts) nähern sich 

die Strömungs- und Temperaturfelder einem quasi-stationären Zustand. Die heiße Luft 

steigt mit hoher Geschwindigkeit entlang der Heizstäbe nach oben, während kühle Luft 

kontinuierlich von unten nachströmt. Dadurch wird die Temperaturverteilung im oberen 

Teststreckenbereich etwas homogener, wobei Temperaturspitzen von über 180 °C auf-

treten.  

 

Abb. 4.33 Strömung in unteren Kanal-Öffnungen: Stromlinien gefärbt mit Temperatur 

(links) und Geschwindigkeitsvektoren (rechts) bei t=500 s:  

4.7 Vergleich der SOF-Temperaturen  

In Abb. 4.35 ist das Temperaturprofil des Experiments mit den Ergebnissen der CFD-

Simulation für Stab D nach einer Simulationszeit (bzw. Versuchszeit) von 50 Minuten 

(t=3000 s) dargestellt. Es ist zu erkennen, dass die Simulation die SOF-Temperatur über 

die Stab-Höhe korrekt und realistisch abbildet. Dies deutet darauf hin, dass die Wärme-

erzeugung und die Aufheizung im Kernbereich relativ gut wiedergegeben werden kann. 
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Abb. 4.34 Stromlinien gefärbt mit Temperatur: t=1000 s (links), t=2000 s (Mitte) und 

t=3000 s (rechts) 

 

Abb. 4.35 Axiales SOF-Temperaturprofil von Stab D nach 50 min 

In Abb. 4.36 ist das Temperaturprofil auf zwei Messebenen dargestellt. Messposition 7 

ist die Position, auf der die Freisetzung der Energie (Leistung) maximal ist. Danach sinkt 

die Energieerzeugung über die Höhe von Stab Z und als Folge davon ist die Temperatur 

auf Messebene 8 etwas niedriger. Die Übereinstimmung zwischen Rechnung und Mes-

sung ist gut, die größte Abweichung von 10 K tritt nach 3000 s auf. 
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Abb. 4.36 Vergleich der Fluid-Temperatur 5 mm entfernt von der Oberfläche des 

Stabs Z 

Zunächst wurde die SOF-Temperatur von den beheizten Stäben verglichen. Abb. 4.37 

stellt die SOF-Temperatur von Stab Z für mehrere Messebenen dar. Es kann eine gute 

Übereinstimmung zwischen Rechnung und Messung festgestellt werden. Ausnahmen 

sind hier die Temperaturverläufe in Messebenen 1 und 10. Ein möglicher Grund für die 

Abweichung in Messebene 1 (20 K) sind die unklaren Anfangsrandbedingungen im un-

teren Bereich der Versuchsanlage. Die Abweichung für Messebene 10 beträgt 70 K.  

 

Abb. 4.37 SOF-Temperatur für S-Z-225: Messebenen 1, 4, 7, 8 und 10 (links) und 

Messebene 6 (rechts) 

Stab A und Stab B befinden sich im wandnahen Innenkanal. Abb. 4.38 zeigt den Ver-

gleich mit dem Experiment für diese Stäbe. Stab B ist nicht weit von der Wand entfernt 

und Abb. 4.37 rechts zeigt eine sehr gute Übereinstimmung auch für Messebene 1 sowie 

kleinere Abweichungen vom Experiment für Messebene 10.  
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Stab C und Stab D liegen nicht weit vom Wasserkanal entfernt und zeigen ähnliche Tem-

peraturverläufe (Abb. 4.39). Die Messung von Stab C auf Ebene 1 war während des 

Versuchs ausgeschaltet, daher fehlt diese in der Abbildung.  

Die Abb. 4.40 zeigt die SOF-Temperatur auf verschiedenen Messebenen für den Rand- 

und Eckstab. Diese Stäbe sind von zusätzlichen Kanälen umgeben, die für veränderte 

Strömungsbedingungen sorgen. Die Temperaturen liegen deutlich niedriger als im Bün-

del, was zu erwarten ist. Kühlere Luft strömt von den unteren Kanalöffnungen nach und 

sorgt für eine Abkühlung. Auch hier liegen die maximalen Abweichungen im Bereich von 

12 K, die auf die unbekannten Randbedingungen im unteren Bereich der Anlage zurück-

zuführen sind.  

 

Abb. 4.38 SOF-Temperatur für S-A-225 (links) und S-B-225 (rechts) 

 

Abb. 4.39 SOF-Temperatur für S-C-063 (links) und S-D-045 (rechts) 
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Abb. 4.40 SOF-Temperatur für Randstab (links) und Eckstab (rechts) 

4.8 Vergleich der Fluid-Temperaturen  

Bisher wurden die SOF-Temperaturen verglichen. Im Folgenden wird die Tempera-

turentwicklung in den Kanälen über die Höhe betrachtet. Die Messungen im Innenkanal 

erfolgten an drei Positionen. Da das verwendete Modell einen ¼-Sektor der Teststrecke 

darstellt, konnten nur zwei Positionen erfasst werden: Position 0 (gesamte Kanalhöhe) 

und Position 1 (Messebenen 7 und 8) (s. Anhang A.1). 

In Abb. 4.41 (links) ist der Temperaturverlauf über die Kanalhöhe für Position 0 darge-

stellt. Hierbei zeigt sich, dass die Simulation die experimentellen Trends insgesamt gut 

wiedergibt. Die Abweichungen zwischen Simulation und Experiment sind positionsab-

hängig: auf Messebene 1 und 4 beträgt die Abweichung max. 20 K, während diese bei 

den übrigen Messebenen unter 10 K bleibt. In Abb. 4.41 (rechts) ist der zeitliche Tem-

peraturverlauf an den Positionen 0 und 1 auf Messebene 7 dargestellt. Der Abstand zwi-

schen den beiden Messpositionen beträgt 55 mm. Die Simulation bildet den experimen-

tellen Verlauf insgesamt gut ab, weist jedoch leicht höhere Temperaturwerte auf, 

insbesondere im späteren Zeitbereich. Der Unterschied zwischen Position 0 und 1 ist in 

den Simulationen stärker ausgeprägt als in den Messungen. Insgesamt zeigen die Er-

gebnisse, dass das erweiterte 3D-Modell die Temperaturentwicklung im Innenkanal so-

wohl höhen- als auch zeitabhängig gut wiedergibt. Die größten Abweichungen treten an 

den unteren Messebenen sowie an Position 1 auf, bleiben jedoch in einem akzeptablen 

Bereich (< 20 K). 
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Abb. 4.41 Innenkanal-Temperatur: Messung über die Höhe (links) und Vergleich der 

Positionen auf Messebene 7(rechts) 

Die Temperaturverläufe im Rand- und Eckkanal sind in Abb. 4.42 dargestellt. Erwar-

tungsgemäß sind diese niedriger als die Innenkanal-Temperaturen. Obwohl im Randka-

nal ANSYS CFX die Messdaten um bis zu 25 K überschätzt, kann der Code den zeitli-

chen Verlauf der Aufheizung qualitativ gut vorhersagen (Abb. 4.42 links). Im Eckkanal 

(Abb. 4.42 rechts) entsteht ein niedrigeres Temperaturniveau als im Randkanal mit einer 

maximalen Temperatur von 140 °C auf den Messebenen 4 und 6. Es ist zu sehen, dass 

der Code hier die Messwerte um bis zu 25 K unterschätzt. Es lässt sich vermuten, dass 

der CFD-Code die Strömungsverhältnisse zwischen den beiden Kanälen nicht richtig 

erfasst und dies zu einer kleineren Vermischung führt. Eine höhere Turbulenz in diesen 

Bereichen würde den Wärmeaustausch intensivieren und somit die gerechneten Rand-

kanal-Temperaturen reduzieren und die Eckkanal-Temperaturen erhöhen. Dies würde 

die Übereinstimmung mit den ALADIN-Daten weiterhin verbessern.  

 

Abb. 4.42 Temperaturmessung: Randkanal (links) und Eckkanal (rechts) 



 

86 

4.9 Simulation des Szenarios „Dampfkühlung“ mit OpenFOAM 

Hier wird die Komplexität der numerischen Simulationen durch die Berücksichtigung von 

Zweiphasenströmungen mit Verdampfung erhöht. In dem Szenario „Dampfkühlung“ geht 

es um die partielle Freilegung der ALADIN-Stäbe. Im Experiment wurde der Einfluss der 

Wasserverdampfung bzw. des entstehenden Dampfes auf die Kühlung der SOF unter-

sucht und bewertet. Der anfängliche Füllstand betrug 3,17 m, sodass die SOF der Ebe-

nen 1 bis 7 mit Wasser abgedeckt waren, während die Ebenen 8 bis 10 freilagen, siehe 

Abb. 4.43. Die zusätzliche Fluidmessung wurde am Ende des Innenkanals (F-B-11) und 

am Ende des Stabbündels (F-B-10) eingestellt. In diesem Versuch wurde der Einfluss 

der SOF-Temperatur von Stab D untersucht. Aus der Versuchsreihe wurde folgender 

Testfall zur Nachrechnung mit OpenFOAM ausgewählt: Spaltbreite von 25 mm, gleich-

mäßiges radiales Leistungsprofil, Stableistung von 50 W, Berücksichtigung des Zusatz-

kanals. Eine Stableistung von 50 W führt zu einer Stabbündelleistung von 9600 W und 

2200 W Leistung der Nachbarelementen.  

In diesem Versuch steigen die SOF-Temperaturen der freigelegten Stabbereiche in den 

Ebenen 9 und 10 bis zum  eitpunkt t≈ ,25 h von 25 °C bis auf 245 °C bzw. 416 °C, siehe 

Abb. 4.44. Sobald der Siedepunkt erreicht wird, beginnt das Wasser zu verdampfen. 

Dies hat Einfluss auf die SOF-Messstellen, die oberhalb des Wasserspiegels bleiben. 

Die SOF der Ebene 9 steigt bis etwa t≈5 h weiter, bevor im beheizten Stabbereich eine 

deutliche Abkühlung durch Mischung mit der von oben kommenden kalten Luft stattfin-

det, siehe Abb. 4.44. Die unbeheizte Ebene 10 hat dagegen eine Aufheizung durch den 

aufsteigenden, heißeren Dampf erfahren. Mit sinkendem Füllstand steigt die freigelegte 

beheizte Länge, entlang der sich Dampf überhitzen kann (siehe auch die steigende Flu-

idtemperatur am Ende des Stabbündels), wodurch die Kühlung der oberen beheizten 

Ebenen vermindert wird /PAR 18/. 
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Abb. 4.43 Experimentelles Setup und Position der Messstellen /PAR 18/ 

 

Abb. 4.44 Fluid- und SOF-Temperaturverläufe bei Experiment: 50 W/Stab; a=25 mm; 

h=3,17 m 

4.9.1 Grundlagen des Euler-Euler-Verfahrens zur Simulation von Zweipha-

senströmungen mit OpenFOAM 

multiphaseEulerFoam ist ein flexibler multiphasischer Solver in OpenFOAM, der be-

liebig viele kompressible Phasen behandelt – jede mit eigenen Eigenschaften, jedoch 

mit einem gemeinsamen Druckfeld. Der Solver multiphaseEulerFoam basiert auf 
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dem Euler-Euler-Ansatz: jede Phase wird mit eigenen Transportgleichungen für Masse, 

Impuls und Energie berechnet. Austauschprozesse zwischen den Phasen wie z.B. Aus-

tausch von Impuls, Masse und Energie werden durch entsprechende Modelle berück-

sichtigt. Der Solver nutzt den PIMPLE-Algorithmus (Kombination aus PISO und SIMPLE) 

zur Lösung der Druck-Geschwindigkeits-Kopplung, was besonders für transiente Fälle 

die Stabilität des Rechenlaufs erhöht /OPE 23/. 

Für die inkompressible bzw. quasikompressible Mehrphasen-Euler-Formulierung 

schreibt man für jede Phase k die Volumen-/Massenbilanz. In konservativer Form (Vo-

lumenfraktion 𝛼𝑘) lautete die Kontinuitätsgleichung /OPE 23/: 

𝜕𝛼𝑘

𝜕𝑡
+ ∇ ⋅ (𝛼𝑘𝑈𝑘) = 0 (4.9) 

Die allgemeine Form (konservativ) einer Euler-Impulsgleichung ist: 

𝜕𝛼𝑘𝜌𝑘𝑈𝑘

𝜕𝑡
+ ∇ ⋅ (𝛼𝑘𝜌𝑘𝑈𝑘𝑈𝑘) = −𝛼𝑘∇p + 𝛼𝑘𝜌𝑘g + 𝐹visc,𝑘 + 𝐹𝐷,𝑘 + 𝑆𝑘 (4.10) 

wobei 𝐹visc,𝑘 der viskose Term, 𝐹𝐷,𝑘 die Wechselwirkung zwischen den Phasen (z. B. 

Drag), 𝜌𝑘 die Dichte der Phase, 𝑈𝑘 die Geschwindigkeit der Phase und g die Schwerkraft 

sind. In thermophysicalPredictor.C werden zwei Hauptgleichungen gelöst. Die erste 

Gleichung ist die Kompositionsgleichung /OPE 23/: 

𝜕𝛼𝑘𝜌𝑘𝑌𝑘,𝑖

𝜕𝑡
+ ∇ ⋅ (𝛼𝑘𝜌𝑘𝑈𝑘𝑌𝑘,𝑖) = 𝑅𝑘,𝑖 + 𝑆𝑘,𝑖 (4.11) 

wobei 𝑌𝑘,𝑖 der Massenanteil der Spezies i, 𝑅𝑘,𝑖 der Spezies-Transfer (z. B. Reaktion oder 

Phasenwechsel) und 𝑆𝑘,𝑖 die zusätzlichen Quellen sind. Die zweite Hauptgleichung ist 

die Energiegleichung ist /OPE 23/. 

4.9.2 Stabilitätsuntersuchungen mit vereinfachten OpenFOAM-Modellen  

Zur Überprüfung der Funktionalität des foamMultiRun-Lösers in Kombination mit dem 

multiPhaseEuler-Submodul wurde das OpenFOAM-Tutorial „WallBoiling“ simuliert. 

Dabei kam eine Wedge-Geometrie zum Einsatz. Die Materialeigenschaften wurden in 

tabellarischer Form als Funktionen von Druck und Temperatur definiert, sodass ein sehr 
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glatter Übergang zwischen Flüssigkeit und Dampf abgebildet werden konnte. Die Simu-

lation des Tutorials zeigte eine gute Konvergenz und lieferte plausible Ergebnisse. 

Auf Grundlage des Tutorials wurde im ersten Versuch die Fluid-Domäne auf eine Länge 

von 4,682 m extrudiert und mit einer konstanten Wandheizleistung von 100 W beheizt. 

Der obere Bereich der Domäne wurde als Dampfraum definiert, während im unteren 

Bereich Wasser bis zu einer Höhe von 3,15 m eingefüllt wurde (vgl. Abb. 4.45). Die An-

fangstemperatur des Wassers betrug 96 °C. Diese erste Simulation wurde mit den Stan-

dard-Einstellungen durchgeführt. Bereits nach wenigen Sekunden Simulationszeit kam 

es jedoch zu einem Abbruch der Berechnung. Dieses Verhalten wurde anschließend mit 

verschiedenen Einstellungsoptionen in den phaseProperties untersucht, darunter die 

Parameter gas diameter, Drag, VirtualMass, wallLubrication, turbulent-

Dispersion und saturationTemperature. Trotz verschiedener Anpassungen tra-

ten weiterhin regelmäßige Simulationsabbrüche auf. 

 

Abb. 4.45 Fluid-Domäne des ersten Versuchs 

Es wurden auch Untersuchungen zu den Stoffeigenschaften von Wasser und Dampf 

durchgeführt. Zu diesem Zweck erfolgte eine Sensitivitätsanalyse verschiedener An-

sätze zur physikalischen Materialmodellierung. Es konnte gezeigt werden, dass eine ro-

buste Simulation insbesondere dann erreicht wird, wenn die Materialeigenschaften bei-

der Phasen als konstant definiert werden und nur die Dichte als temperaturabhängige 

Größe spezifiziert wird. Durch diese Modellanpassung konnte die numerische Stabilität 

signifikant verbessert und die Häufigkeit der Simulationsabbrüche reduziert werden. Un-

ter diesen Bedingungen ließ sich die zweiphasige Simulation erfolgreich bis zu einer 

Rechenzeit von 10 s fortführen. 
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Im Mai 2023 fand eine Besprechung mit dem HZDR statt, in deren Rahmen mehrere 

Vorschläge zur Verbesserung der physikalischen Modellierung erarbeitet wurden. Auf 

deren Grundlage wurde der Phasentyp interfaceCompositionPhaseChangeMul-

tiphaseSystem eingesetzt, wodurch eine konvergente Lösung bis zu einer Simulati-

onszeit von t=32 s berechnet werden konnte. Allerdings zeigte OpenFOAM einen Luft-

temperaturanstieg von bis zu 1515 K, was unrealistisch war.  

Um die Simulation weiter zu vereinfachen, wurde ein kleineres CFD-Modell erstellt 

(0.02 x 0.04 x 0.02 m, siehe Abb. 4.46). In diesem Testfall wurde am Boden eine geringe 

Heizleistung von  ,  W vorgegeben, um ein vereinfachtes „Boiling-Szenario“ zu unter-

suchen. Für die Modellierung kam erneut der Phasentyp interfaceComposition-

PhaseChangeMultiphaseSystem zum Einsatz. Wasser, Dampf und Luft wurden mit 

konstanten Eigenschaften beschrieben. Nach einer Simulationszeit von t=1826 s sank 

der Wasserfüllstand um 2 mm, was plausibel ist. Dabei fand der Phasenwechsel aber 

nicht an der Wand, sondern im Bulk statt. 

 

Abb. 4.46 Wasserspiegel in der verkleinerten Fluid-Domäne 

Da die Verdampfung an der Wand stattfinden soll und für realistische Ergebnisse auch 

die Wand selbst modelliert sein muss, wurden die nächsten Simulationen mit einem ge-

koppelten Wärmeübergangsmodell (CHT-Modell) fortgesetzt (Abb. 4.47). Die Fluid-Do-

mäne hat eine Länge von 4,682 m und eine Breite von 18 mm, während die Stabwand-

dicke 0,5 mm betrug. Der Wasserfüllstand am Anfang der Rechnung wurde bei 4 m 

spezifiziert. Für die Modellierung kam der Phasentyp thermalPhaseChangeMul-

tiphaseSystem zum Einsatz. Die Temperaturfelder wurden zu einem definierten Ver-

suchszeitpunkt (t=5 h, siehe Abb. 4.50) in beiden Domänen (Fluid und Solid) anhand 
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experimenteller Messwerte initialisiert. In der Fluid-Domäne wurde kein Turbulenzmodell 

eingeschaltet, sodass die Strömung als laminar betrachtet wurde. Nach 440 s Simulati-

onszeit wurde die Sättigungstemperatur erreicht und an den Staboberflächen bildete 

sich eine Dampfphase aus. Dies zeigt, dass das die zweiphasige Simulation unter Be-

rücksichtigung von CHT und konstanten Stoffeigenschaften sowie einer laminaren Strö-

mungsmodellierung in der Lage war, die physikalische Entstehung einer Dampfphase 

an Wand- bzw. Staboberflächen vorherzusagen. Mit diesen Parametern und Einstellun-

gen konnte im Anschluss ein Unterkanal des ALADIN-Experiments untersucht werden. 

 

Abb. 4.47 Wasserspiegel in der CHT-Simulation  

4.10 Unterkanal-Geometrie-Modellierung und Vernetzung 

Im ersten Schritt wurde das weiterentwickelte Innenkanal-Modell herangezogen. Dieses 

Modell wurde mit den entsprechenden Randbedingungen versehen, um eine realistische 

Abbildung der Strömungs- und Wärmeübertragungsprozesse zu ermöglichen. Bei der 

Durchführung der Simulation zeigte sich, dass ein Rechengitter mit rund 10 Millionen 

Elementen die Verwendung einer sehr kleinen Zeitschrittweite von bis zu t=1E-5 s erfor-

dert. Daraus ergibt sich die Notwendigkeit einer Modellvereinfachung. Es wurde vorge-

sehen, einen einzelnen Unterkanal zu simulieren. Die Untersuchung fokussiert sich auf 

den zentralen Kernbereich, in dem das beheizte Stabbündel positioniert ist. Durch die 

Fokussierung auf diesen Teilbereich reduziert sich die Größe des gesamten CAD-

Modells erheblich, wodurch der Rechenaufwand deutlich kleiner wurde. In Abb. 4.48 ist 
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der betrachtete Unterkanal markiert. Der zugehörige Fluidbereich ist ebenfalls darge-

stellt. Die Fluiddomäne wurde bis zum Ende des Außenkanals extrudiert und ihre Größe 

betrug 0,0124 x 4,682 x 0,0124 m. 

In einem weiteren Schritt wurden die Fluid- und die Wanddomäne in ANSYS Meshing 

importiert. Dort erfolgte die gemeinsame Vernetzung beider Domänen, sodass ein kon-

formes Netz erzeugt werden konnte. Das Netz wurde mit der Multizone-Methode gene-

riert, wobei das Ziel darin bestand, die Anzahl der Elemente möglichst gering zu halten. 

Auf diese Weise entstand ein Gesamtgitter mit etwa 1,6 Mio. Hexa-Elementen. Die 

Wanddomäne setzt sich aus vier Kupferelementen (rot), vier Stahlelementen (Hüllrohr, 

weiß) sowie vier MgO-Elementen (grün) zusammen. Die Fluiddomäne ist in der 

Schnittansicht blau markiert (Abb. 4.49). Die Qualität des generierten Gitters ist hoch: 

minimaler orthogonaler Winkel: 43°; maximaler Ausweitungsfaktor: 1,04; maximales As-

pekt-Verhältnis: 30. 

 

Abb. 4.48 3D-Unterkanal-Modell 
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Abb. 4.49 Rechennetz des Unterkanal-Modells für das Szenario „Dampfkühlung“ 

4.11 Einstellungen des Unterkanal-Modells  

Das Experiment „Dampfkühlung“ dauert mehrere Stunden. Eine derartige Zeitspanne ist 

für CFD-Simulationen nur mit extremem Aufwand erreichbar. Die SOF-Temperatur steigt 

im Versuch bis 𝑡≈  h (s. Abb. 4.44), wobei die oberen Teile der freigelegten Stäbe mit 

Dampf gekühlt werden. In Abb. 4.50 werden die SOF-Temperaturen vom Stab S-D-045 

dargestellt. Es wurde entschieden, die Versuchsergebnisse bei t=5 h als Randbedingun-

gen für die CFD-Simulationen zu nehmen. Die gemessenen Fluid- und SOF-

Temperaturen wurden als Randbedingungen für die Fluid- und Wand-Domäne genom-

men (siehe schwarze Markierung mit Strich-Linie in Abb. 4.50). Es gibt jedoch gewisse 

Unsicherheiten bei der Initialisierung des Temperaturfeldes. Die SOF-Temperatur über 

die Messebene 10 ist unbekannt und die Wasser-/Dampf-Temperatur zwischen Mess-

ebenen 9 und 10 wurde gemessen. Diese ist besonders wichtig, weil über die Zeit Mess-

ebene 9 gekühlt, während Messebene 10 geheizt wird (Abb. 4.44). Zur Vereinfachung 

wurde die Temperatur ab Messebene-10 bis zum Stabende mit 100 °C initialisiert. Der 

dazugehörige Füllstand konnte nur aus den Differenzdrucksignalen abgeleitet werden, 

wobei laut Experimentatoren hier auch systematische Fehler bis zu 0,448 m entstehen 

könnten /PAR 18/. Mit Hilfe der Druckmessungen wurde für 𝑡=5 h ein Füllstand von 3,15 

m berechnet. Abb. 4.51 links zeigt die Anfangsbedingungen der Simulation: die Dampf-

verteilung im Fluidbereich (links) und die Temperaturverteilung in der Wand (rechts). 

Das Netz wurde in OpenFOAM exportiert und daraus zwei Regionen entwickelt: Fluid 

und Wand. Das Fluid- und Wand-Interface wurden mit mappedWall verbunden. In 
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OpenFOAM wurde die CFD-Modellierung auf Basis des foamMultiRun-Solvers ge-

macht. Grund für die Solver-Auswahl war dessen Berücksichtigung der Strömungskom-

pressibilität und des Wärmeübergangs zwischen Fluid- und Wand-Regionen. Für die 

Fluid-Domäne wurde der Solver „multiphaseEuler“ eingesetzt.  

 

Abb. 4.50 SOF-Temperaturverläufe von Stab Z-225  

 

Abb. 4.51 Initialisierung des Unterkanal-Modells mit Temperatur und einem Wasser-

füllstand von 3,15 m 

Die Fluid-Domäne ist mit Wasser und Dampf aufgefüllt. Der Dampf ist kompressibel und 

wurde als ideales Gas betrachtet, die Wasser-Dichte wurde mit Hilfe von rPolynomial 

bestimmt. Die wesentlichen Stoffwerte der beiden Phasen sind in die Tab. 4.3 zusam-

mengefasst.  
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Die Stoffwerte von Kupfer und Stahl wurden temperaturabhängig betrachtet. Am Auslass 

wurde ein Druck von 1 bar mit prghPressure spezifiziert. Am Anfang der Simulation 

stagnieren die beiden Phasen, daher wurden diese als laminar betrachtet. Mit Hilfe von 

fvModels (in dem heatSource auf die cellZone definiert ist) wurde die Leistung als 

volumetrische Leistungsquelle in (W/m3) spezifiziert. Symmetrie-Randbedingungen wur-

den an den symmetrischen Flächen in beiden Domänen verwendet.  

Tab. 4.3 Stoffwerte von Wasser und Dampf 

Eigenschaften Dampf Wasser 

𝐶𝑝 (J/(kg K)) 2078,45 4215,227  

𝑇ref (K) 372,76  372,76 

𝐻ref (J/(kg K)) 2674900  417500 

𝐻𝑓 (J/kg) -1,3462e+07 -1,5878E+7  

Die Zeitdiskretisierung wurde mit einem Euler-Schema realisiert. Außerdem wurde ein 

Gauss linear-Schema für die Skalare und die Vektoren verwendet, das eine Genau-

igkeit zweiter Ordnung aufweist. Als Advektions-Schema wurde Gauss upwind aus-

gewählt. Die Feldgleichungen in OpenFOAM wurden mit Ausnahme der Volumenanteil-

Transportgleichung (alpha) mit Diskretisierungsverfahren erster Ordnung gelöst. Der 

PIMPLE-Loop wurde mit 15 nCorrectors (Number of inner correctors) und 2 nNon-

OrthogonalCorrectors spezifiziert. Die Analysen zeigten, dass die Zeitschrittgröße 

eine wichtige Rolle für die Rechenstabilität spielt. Simulationen mit einem konstanten 

Zeitschritt erwiesen sich als instabil, selbst auch wenn der Zeitschritt klein gewählt wurde 

(2E-4 s). Meistens brach OpenFOAM mit einer negativen Temperatur in der numeri-

schen Domäne ab. Aus diesem Grund wurde eine adaptive Steuerung der Zeitschritt-

größe (adjustTimeStep) realisiert: Es wurde ein maximales Courant-Friedrich-Lewy 

(CFL)-Limit von 0,8 und eine maximale Zeitschrittgröße von 2e-4 s vorgegeben. Das 

Konvergenzkriterium wurde auf 1E-4 gesetzt. 

4.12 Analyse des Szenarios „Dampfkühlung“ und Vergleich mit Versuchs-

daten 

Die numerische CFD-Simulation wurde mit 20 Kernen gestartet. Es wurden zwei Szena-

rien simuliert:  
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• Mit einer Stableistung von 50 W 

• Mit einer Stableistung von 100 W 

4.12.1 Szenario 1: Simulation mit einer Stableistung von 50 W 

Mit OpenFOAM und den oben beschriebenen Einstellungen wurden 500 s simuliert. 

Abb. 4.52 zeigt den zeitlichen Verlauf der Verdampfungsrate in der Fluid-Domäne. Zu 

Beginn (0 s bis 50 s) treten starke Schwankungen mit sogar negativen Werten auf. Diese 

sind auf numerische Instabilitäten sowie auf Anpassung der Anfangsbedingungen zu-

rückzuführen. Physikalisch entsprechen negative Werte einer Kondensation, was hier 

jedoch primär als Artefakt der numerischen Lösung zu interpretieren ist. Zwischen 50 s 

bis 200 s stabilisiert sich das System allmählich. Die Verdampfungsrate oszilliert noch, 

tendiert jedoch zunehmend gegen einen kleinen positiven Wert. Dies deutet auf die Etab-

lierung eines thermisch-hydraulischen Gleichgewichts zwischen Wärmeerzeugung und 

Verdampfung hin. Ab ca. 200 s zeigt die Kurve eine weitgehend glatte Entwicklung mit 

einem leicht positiven Trend. Die Verdampfungsrate bewegt sich im Bereich 

10−  - 10−6 kg/s, was auf einen geringen, aber kontinuierlich zunehmenden Dampfbil-

dungsprozess hindeutet. 

 

Abb. 4.52 Verdampfungsrate bei Szenario 1 

In Abb. 4.53 wurde die Fluid-Temperatur auf Messebenen 7 und 8 (links) sowie 10 

und 11 (rechts) mit Experiment verglichen. Der Wasserfüllstand liegt bei 3,15 m und 

Messebene 7 (unter 3,15 m) ist unterhalb des Wasserspiegels. Das Wasser ist mit einer 

Temperatur von 96-97 °C nah am Sieden. Es ist zu sehen, dass am Anfang 

(50 s < t < 200 s) die gerechneten Temperaturen um 2-3 K unterschätzt wurden, mit der 

Zeit nähern sich diese aber den gemessenen Werten an. Die gemessene Dampftempe-

ratur auf Messebene 10 beträgt 200 °C (Abb. 4.54), während das OpenFOAM-Ergebnis 



 

97 

die Sättigungstemperatur nicht übersteigt. Grund dafür ist die Initialisierung mit einer 

niedrigen Temperatur.  

Abb. 4.54 zeigt die SOF-Temperatur. Es ist zu sehen, dass auch hier die größte Abwei-

chung vom Experiment bei Messebene 10 liegt (160 K). Die anderen Temperaturen stim-

men (mit Ausnahme von Messebene 1) mit dem Versuch relativ gut überein.  

 

Abb. 4.53 Szenario 1: Vergleich der Fluid-Temperaturen 

 

Abb. 4.54 Szenario 1: Vergleich der SOF-Temperaturen  

Abb. 4.55 zeigt den Dampf-Anteil und die Wand-Temperatur in XZ-Schnittebene bei 

t=500 s und Y=3,165 m, also 15 mm über dem Füllstand. Es ist zu erkennen, dass der 

Füllstand aufgrund der Fluid-Ausdehnung angestiegen ist. Durch die kontinuierliche 

Energiezufuhr kommt es zu einer Erwärmung des umgebenden Wassers sowie zu loka-

ler Verdampfung an den Staboberflächen. In der Nähe der Heizstaboberflächen bilden 

sich Bereiche mit erhöhten Dampfvolumenanteilen (rot-orange Zonen). Zwischen den 

Stäben ist eine stärker durchmischte Zone erkennbar, in der Flüssigkeit und Dampf 
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miteinander interagieren. Diese Strömungsstruktur verdeutlicht die Kopplung von Wär-

meübertragung, Phasenwechsel und konvektiver Durchmischung im betrachteten Sys-

tem.  

 

Abb. 4.55 Szenario 1: Dampfblasenentwicklung in der Fluid-Domäne bei t=500 s 

4.12.2 Simulation mit erzwungener Stableistung von 100 W bis zum Siede-

beginn 

Um die Wasseraufheizung zu verkürzen, wurden höhere Stableistungen von 100 W auf-

geprägt. Diese Leistung wurde bis kurz vor Erreichen der Sättigungstemperatur des 

Wassers genutzt (t=380 s) und aufrechterhalten. Ab t=380 s erfolgte eine Reduzierung 

der Heizleistung auf 50 W pro Stab und ab diesem Zeitpunkt wurde die Berechnung mit 

diesem Wert (50 W) fortgeführt.  

Abb. 4.56 zeigt den zeitlichen Verlauf der Verdampfungsrate in der Fluid-Domäne. Zwi-

schen t=418 s und t=435 s wurde die Sättigungstemperatur des Wassers erreicht, 

wodurch eine geringe Flüssigkeitsmenge verdampfte. Nach Überschreiten des Sätti-

gungszustandes bei t=436 s nahm die Verdampfung zu. Die starken Schwankungen wei-

sen auf eine Blasenbildung an der Grenze zwischen Wasser und Wand hin. 
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Abb. 4.56 Szenario 2: Verdampfungsrate in der Fluid-Domäne 

Abb. 4.57 zeigt den Vergleich der Fluid-Temperatur in vier Messebenen. Zu Beginn der 

Simulation steigt die Temperatur schnell an (Abb. 4.57 links), bevor sie sich in der Nähe 

des Siedepunktes (ca. 97–100 °C) stabilisiert. Der steilere Anstieg ist auf die vorgege-

bene Heizleistung von 100 W pro Stab bis zu einer Simulationszeit von t=380 s zurück-

zuführen. Obwohl die Heizleistung ab t=380 s auf 50 W pro Stab reduziert wurde, setzte 

sich der Temperaturanstieg bis t=415 s fort. Die Simulationsergebnisse stimmen quali-

tativ mit den experimentellen Daten überein. Die vorhandenen Abweichungen lassen 

sich auf Modellvereinfachungen und Unsicherheiten bei den Randbedingungen zurück-

führen. Abb. 4.57 rechts stellt den Temperaturverlauf in Messebenen 10 und 11 dar. An 

der Messposition 10 wurde wieder eine sehr große Abweichung vom Messwert festge-

stellt, dies gilt auch für die entsprechende SOF-Temperatur. Grund dafür war die fehler-

hafte Initialisierung der Fluid und Wand-Domäne. 

 

Abb. 4.57 Szenario 2: Vergleich der Fluid-Temperaturen in vier Messebenen 
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Abb. 4.58 Szenario 2: Vergleich der SOF-Temperaturen 

Abb. 4.59 zeigt die zeitliche Entwicklung der Phasenverteilung in der Fluid-Domäne bei 

einer konstanten Heizleistung von 50 W/Stab ab t=380 s. Dargestellt ist der Dampf-Vo-

lumenanteil (α.gas), wobei blaue Bereiche überwiegend flüssiges Wasser und rote Be-

reiche überwiegend Dampf repräsentieren. In dieser Abbildung wurde das Unterkanal-

Model in Y-Richtung skaliert, um die Ergebnisse besser darstellen zu können. Es ist zu 

sehen, dass mit der Zeit die Verdampfung stärker wird und immer tiefer im ALADIN-

Unterkanal anfängt. Die Schnittstelle zwischen Wasser und Dampf ist nicht mehr klar 

definiert, es bildet sich eine breitere Wasser-Dampf-Gemischschicht. Der Prozess ist 

stark instationär. Im weiteren Verlauf (t=460 s und t=470 s) ist der Gemischspiegel durch 

eine ausgeprägte Durchmischungszone charakterisiert. Diese Zone ist von kontinuierli-

chem Blasendurchbruch und von Strömungsturbulenzen geprägt, die zu Gemischspie-

gel-Oszillationen führen. Eine längere Simulationszeit (sehr aufwendig) würde hier hel-

fen die Phänomene besser analysieren zu können. 
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Abb. 4.59 Entwicklung des Gemischspiegels über die Zeit 

4.13 Fazit 

Die Analysen zum Szenario „Luftgekühltes BE ohne Wasserblockade“ mit dem reduzier-

tem Innenkanal-Modell zeigten eine gute Übereinstimmung zwischen Experiment und 

ANSYS CFX-Rechnung (DTM-Strahlungsmodell), während OpenFOAM etwas größere 

Abweichungen aufwies. OpenFOAM wurde mit dem fvDOM-Strahlungsmodell einge-

setzt, wobei hier die Anforderungen an die Netzauflösung und -qualität deutlich höher 

als die von ANSYS CFX sind. Es darf auch nicht vergessen werden, dass die Stoffwerte 

der Stabmaterialien anhand von ANSYS CFX- und nicht OpenFOAM-Simulationen an-

gepasst wurden. Deswegen ist eine bessere Übereinstimmung der ANSYS-Ergebnisse 

mit Experiment wahrscheinlicher im Vergleich zu den OpenFOAM-Ergebnissen.  

Die mit ANSYS CFX durchgeführten CFD-Analysen mit dem vollständigen CFD-Modell 

zum Szenario „Luftgekühltes BE ohne Wasserblockade“ reproduzieren die experimen-

tellen SOF- und Fluid-Temperaturverläufe im Stabbündel und in den Kanälen gut. Die 

transiente Aufheizphase dauerte 3000 s, wobei die maximale Abweichung zu t=3000 s 

nur 10 K betrug. Dazu muss erwähnt werden, dass der Temperaturanstieg nicht linear 

war.  
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Abweichungen treten vor allem in den unteren Messebenen auf (bis ca. 20 K), was auf 

Unsicherheiten in den Randbedingungen zurückzuführen ist. Die SOF-Temperaturen 

der einzelnen Stäbe zeigen konsistente Trends, wobei Rand- und Eckstäbe aufgrund 

geänderter Strömungsbedingungen deutlich niedrigere Temperaturen als im Inneren des 

Stabbündels aufweisen. Die maximale Abweichung liegt bei etwa 200 K, was auf Inkon-

sistenzen bei den verwendeten Randbedingungen oder bei der Geometrie hindeutet. Die 

Fluid-Temperaturen in den Innenkanälen stimmen mit dem Experiment weitgehend 

überein, während im Rand- und Eckkanal die Temperaturen systematisch unterschätzt 

werden (Abweichungen bis 25–30 °C). 

Die Analysen zeigten, dass mit Hilfe der CFD-Anwendung die wesentlichen Strömungs- 

und Wärmeübertragungsmechanismen in diesem einphasigen Szenario im BE-

Lagerbacken abgebildet werden können. Es muss jedoch erwähnt werden, dass die 

Stoffdaten der Stabmaterialien aufgrund von Unsicherheiten kalibriert wurden.  

Das Szenario „Dampkühlung“ ist aufgrund seiner zweiphasigen Natur komple er. Hier 

geht es nicht nur um die Simulation der Zweiphasenströmung in der Teststrecke, son-

dern auch um die Berücksichtigung der Verdampfung in der CFD-Domäne. Die Simula-

tionen mit OpenFOAM waren aufgrund der Zeitskalen des Experiments sowie der not-

wendigen kleinen Zeitschrittgröße sehr anspruchsvoll. Dies führte zur Generierung eines 

Unterkanal-Modells, mit dessen Hilfe 900 s mit vereinfachenden Annahmen (laminare 

Strömung) simuliert werden konnten. Wie auch im vorherigen einphasigen Szenario, 

wurden hier große Temperaturabweichungen im unteren und oberen Bereich (bis zu 

160 K) der Teststrecke beobachtet, während die anderen Temperaturen nicht weit von 

der Sättigungstemperatur lagen. Dies bestätigt noch einmal die Tatsache, dass die Phä-

nomene im unteren und oberen Bereich der Teststrecke nicht richtig wiedergegeben 

werden können. Mögliche Gründe dafür sind vereinfachte Geometrie, kurze Simulations-

zeit, unpräzise oder fehlerhafte Randbedingungen sowie Defizite bei der Modellierung 

von Zweiphasenströmungen mit Verdampfungsphänomenen.  
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5 CFD-Analyse von helikalen Rohrdampferzeugern 

5.1 Einleitung 

In der Nukleartechnik werden Spiralspulenkonstruktionen auch häufig für Dampferzeu-

ger in verschiedenen Kernkraftwerkstypen eingesetzt, beispielsweise im Otto-Hahn-

Schiffsreaktor, im Thorium-Hochtemperaturreaktor (THTR-300), im Super-Phoenix-

Schnellreaktor, im Advanced Gas-Cooled Reactor (AGR), im Fort St. Vrain-Hochtempe-

ratur-Gasreaktor (HTGR) und im Monju-Reaktor /MAT 07/, /CAR 03/.  

In zahlreichen Ländern werden derzeit innovative Reaktorkonzepte sowie kleine, modu-

lare Reaktoren (SMRs als Abkürzung für den englischen Begriff Small Modular Reactors) 

entwickelt und gebaut. SMRs werden derzeit als ernsthafte Option für Neubauten ver-

folgt (z. B. in Schweden, Estland, Bulgarien, Polen, Rumänien usw.). Kleine modulare 

Reaktoren haben eine geringe Leistung und nutzen oftmals z.B. kompakte, integrale De-

signs. SMRs wie z.B. der International Reactor Innovative and Secure (IRIS) /CAR 03/, 

der System-integrated Modular Advanced ReacTor (SMART) /KIM 13/, der CAREM-25 

/MAR 13/, der NuScale /ING 14/ und der MRX sind mit helikalen Dampferzeugern aus-

gestattet. Darüber hinaus werden solche Komponenten auch für Reaktordesigns wie die 

BREST-OD-300–Anlage vorgesehen /DRA 18/. 

Entsprechende, sicherheitsrelevante Fragestellungen muss die GRS bewerten können. 

Die Dampferzeuger-Auslegung beruht auf einer hohen thermischen Leistungsdichte, 

was in der Regel mit einer komplexen Geometrie realisiert wird. Für die Sicherheitsbe-

wertung solcher Dampferzeuger können lokale Effekte in den ein- und zweiphasigen 

Strömungszuständen und die damit verbundene Wärmeübertragung wichtig werden, die 

daher mit entsprechender Auflösung simuliert und analysiert werden müssen, wofür 

CFD-Programme gut geeignet sind.  

Vor kurzem wurden Ergebnisse von dem Versuchsprogramm in der Michigan Adiabatic 

Helical Coil (MAHICan)–Anlage an der University of Michigan in den USA veröffentlicht 

/CHE 20/. Dieses befasst sich mit der Strömung im Sekundärkreis eines helikalen 

Dampferzeugers. Die dort auftretenden Strömungsphänomene sind komplex, weil die 

Strömung im untersuchten helikalen Rohr zweiphasig ist. Im MAHICan-Versuch wurden 

in einer helikalen Spirale Druckverluste sowie die Gasverteilung im Rohr gemessen. Die 

Messungen wurden bei unterschiedlichen, zweiphasigen Strömungsregimen (Blasen-

strömung, Schwallströmung, Ringströmung usw.) durchgeführt. Die räumliche Verteilung 
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von Wasser und Luft in der helikalen Spirale wurde mit Hilfe innovativer Messtechnik mit 

Röntgenstrahlung bestimmt, welche sich durch hohe Auflösung auszeichnet.  

Die Wissenschaftler des Paul-Scherrer-Instituts (PSI) und der University of Michigan, 

Prof. A. Manera und V. Petrov, unter deren Leitung die MAHICan-Versuche durchgeführt 

worden sind, sind seit Jahren den GRS-Experten aus früheren, gemeinsamen For-

schungsaktivitäten bekannt. Die gute Zusammenarbeit in der Vergangenheit sowie im 

Rahmen des aktuellen OECD/NEA-T-Junction Dead Leg Benchmark zahlte sich aus: 

daher bekam die GRS die MAHICan-Daten für das aktuelle Forschungsvorhaben zur 

Verfügung gestellt. Damit konnten die hier ursprünglich vorgesehenen Versuche an Ver-

suchsanlage der Texas A&M University ersetzt werden.  

5.2 Der MAHICan-Versuch 

5.2.1 Beschreibung der MAHICan-Anlage 

Das Schema der MAHICan-Anlage ist in Abbildung Abb. 5.1 dargestellt. Die geometri-

schen Details der Teststrecke sind in Tabelle Tab. 5.1 zusammengefasst. Zwei Druck-

abfallmessumformer messen den Druckabfall über die gesamte Spule und über die letzte 

halbe Windung der Spule vor dem Auslass der Teststrecke (in Abb. 5.1 als DP1 bzw. 

DP2 gekennzeichnet). Zusätzlich wurde der Luftanteil mit einem Hochgeschwindigkeits-

Röntgensystem gemessen. Die Röntgenmessungen wurden 4,86 m, d. h. 1,5 Windun-

gen stromabwärts des Spiralrohreinlasses, durchgeführt, um einen Einfluss der Einlass-

Randbedingungen zu vermeiden. Insgesamt wurden 136 Messungen für eine adiabati-

sche Luft-Wasser-Zweiphasenströmung in der MAHICan-Anlage durchgeführt. Die Leer-

rohrgeschwindigkeiten für Luft und Wasser liegen zwischen 0,18 und 35,32 m/s (Luft) 

bzw. zwischen 0,05 und 1,83 m/s (Wasser). Die experimentelle Bestimmung des Strö-

mungsregimes basierte ausschließlich auf den Röntgenmessungen und den daraus re-

sultierenden, nachbearbeiteten quantitativen Luftanteil-Daten. Gemäß der von /ZHU 17/ 

eingeführten Methodik wurden die 136 Messungen in sechs verschiedene Strömungs-

regime eingeteilt: Blasen-, Pfropfen-, Schwall-, Wellen- und Ringströmung. Detailliertere 

Informationen zur Anlage und den experimentellen Verfahren finden sich in /BRE 19/. In 

den vorliegenden Forschungsarbeiten wurden 12 experimentelle Messungen als Refe-

renz für die Validierung von OpenFOAM ausgewählt. Diese entsprechen den in /CHE 20/ 

beschriebenen Simulationsergebnissen und ermöglichen somit einen direkten Vergleich 

mit den von der University of Michigan durchgeführten Analysen mit dem kommerziellen 

Rechenprogramm STAR CCM+.  
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Abb. 5.1 Schema der MAHICan-Anlage in Michigan 

5.2.2 Durchgeführte Versuche, Randbedingungen und gemessener zwei-

phasiger Druckabfall 

Die in der amerikanischen Anlage durchgeführten Versuche mit den entsprechenden 

Randbedingungen am Einlass der Teststrecke samt dem gemessenen Druckabfall sind 

in Tab. 5.1 dargestellt /CHE 20/. 

Tab. 5.1 Durchgeführte MAHICan-Versuche mit Randbedingungen und gemesse-

nem zweiphasigem Druckabfall /CHE 20/ 

Test 
No. 

Wasser-
Leerrohrge-
schwindig-
keit [m/s] 

Luft-Leer-
rohrge-
schwin-
digkeit 
[m/s] 

Re 
(Was-
ser) 

Re 
(Luft) 

Strö-
mungs-
regime 

Druckabfall [Pa] 

1 1,83 0,18 25420 212 Blasenstr. 5409 

2 1,83 0,19 25556 217 Blasenstr. 5419 

3 1,77 0,34 24551 414 
Pfropfen-
strömung 

5574 

4 1,72 0,77 23482 993 
Pfropfen-
strömung 

6550 

5 1,64 1,53 22319 2142 
Schwall- 
strömung 

8527 

6 1,55 2,46 20893 3757 
Schwall 

strömung 
11414 
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Test 
No. 

Wasser-
Leerrohrge-
schwindig-
keit [m/s] 

Luft-Leer-
rohrge-
schwin-
digkeit 
[m/s] 

Re 
(Was-
ser) 

Re 
(Luft) 

Strö-
mungs-
regime 

Druckabfall [Pa] 

7 1,5 2,85 20228 4488 
Schwall 

strömung 
12575 

8 1,2 6,56 16016 12498 
Schwall 

strömung 
21046 

9 0,85 12,18 11330 26646 
Schwall-
Ringströ-

mung 
27333 

10 0,71 15,16 9361 34601 
Schwall-
Ringströ-

mung 
28808 

11 0,60 17,50 7934 40919 
Ringströ-

mung 
30873 

12 0,55 18,39 7325 43436 
Ringströ-

mung 
32111 

5.3 Geometrie- und Netzerstellung 

Die Geometrie der MAHICan-Teststrecke wurde der GRS von den Experimentatoren zur 

Verfügung gestellt. Diese bestand aus zwei Dateien: die erste beinhaltete die Geometrie 

einer einzelnen helikalen Spulenwicklung, während die zweite die gesamte Teststre-

ckengeometrie (zwei Spulenwicklungen) beinhaltete (s. Abb. 5.2). Die Geometrie wurde 

in der ANSYS SpaceClaim-Software bearbeitet und mit Einlass-, Auslass- und Wandflä-

chen versehen.  

In einem nächsten Schritt wurde die Geometrie in ANSYS ICEM CFD importiert. Das 

Programm wurde zur Generierung mehrerer Hexaeder-Gitter verwendet. In ICEM CFD 

wurde zuerst ein 2D-Netz der Einlass-Fläche generiert. Das dazugehörige Blocking 

konnte dann entlang der axialen Linie der Geometrie bis zum Auslass extrudiert werden. 

Die Anzahl der Zellen entlang der gesamten axialen Linie wird durch die sogenannten 

„Layers“ (Schichten) bestimmt. Gitter-Sensitivitätsstudien zeigten, dass die Ergebnisse 

(Druckabfall) von der Anzahl der Schichten abhängig ist und diese Abhängigkeit in axi-

aler Richtung viel größer ist als die Abhängigkeit der Ergebnisse von der Gitterverfeine-

rung in radialer Richtung (Rohrquerschnitt). Aus diesem Grund wurden Gitter mit unter-

schiedlicher Anzahl der Zellen (Schichten) in axialer Richtung erstellt.  

Es wurden Gitter mit 2000, 4000 und 6000 Schichten erstellt. Die Gesamtanzahl der 

Rechenzellen in diesen drei Gittern betrug 2,85 Mio., 5,58 Mio. und 8,55 Mio. Die mit 
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dem mittleren Gitter für einen Testfall mit 0,64 Luft-Volumenanteil erzeugten Ergebnisse 

unterschieden sich um weniger als 2% von den Ergebnissen mit dem feinen Gitter 

(8,55 Mio. Zellen). Aus diesem Grund wurde für alle nachfolgenden Untersuchungen mit 

OpenFOAM das mittlere Gitter (5,58 Mio. Zellen) ausgewählt. Die Qualität des generier-

ten Gitters ist hoch: minimaler orthogonaler Winkel: von 57°; maximaler Ausweitungs-

faktor: 2; maximales Aspekt-Verhältnis: 163. Das Aspekt-Verhältnis ist etwas hoch; dies 

bedeutet, dass es lange und dünne Zellen gibt, allerdings nicht mehr als 9% aller Zellen 

haben so ein hohes Aspekt-Verhältnis. Eine weitere Verbesserung dieser Parameter ist 

durch eine Erhöhung der Anzahl der Schichten entlang der Geometrieachse möglich. 

Dies würde jedoch zu einer sehr hohen Gesamtelementanzahl führen und die Durchfüh-

rung der Analysen in einem vernünftigen Zeitrahmen in Frage stellen.  

 

Abb. 5.2 Geometrie der gesamten Teststrecke 
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Abb. 5.3 Hexaeder-Gitter mit 4000 Schichten  

 

Abb. 5.4 Einlassbereich des Hexaeder-Gitters mit 4000 Schichten 



 

109 

 

Abb. 5.5 Zwei Wicklungen übereinander im Hexaeder-Gitter mit 4000 Schichten 

5.4 Grundlagen des Volume of Fluid (VOF)–Verfahrens zur Simulation 

von mehrphasigen Strömungen  

Basierend auf dem Eulerschen Modell wurde die VOF-Methode als Modell zur Erfassung 

von Grenzflächen entwickelt, um die Verteilung und Bewegung der Grenzfläche nicht 

mischbarer Phasen vorherzusagen /CHE 20/. Der Volumenanteil jeder Phase im Be-

rechnungsbereich wird verwendet, um die Phasenverteilung und die Position der Grenz-

fläche zu beschreiben. VOF verfolgt die Grenzfläche nicht explizit als geometrische 

Grenze, stattdessen verwendet es ein Skalarfeld alpha, das den Volumenanteil einer 

bestimmten Phase innerhalb jeder Zelle darstellt. Beispielsweise bedeutet in einem 

Zweiphasensystem (z. B. Luft und Wasser) alpha = 1, dass eine Zelle vollständig mit 

einer Phase (Luft) gefüllt ist. Sollte alpha = 0 sein, bedeutet dies, dass sie mit der an-

deren Phase (Wasser) gefüllt ist. Die Grenzfläche zwischen den beiden Phasen wird mit 

alpha = 0,5 dargestellt. Diese indirekte Darstellung vereinfacht die Verfolgung komple-

xer Grenzflächen, insbesondere in Szenarien mit brechenden Wellen oder Tropfenbil-

dung. 

Folgende Gleichungen werden im Rahmen des VOF-Verfahrens gelöst:  

• Transportgleichung für den Phasenanteil: die primäre gelöste Gleichung ist die 

Transportgleichung für den Volumenanteil alpha für jede Phase. 

• Kontinuitätsgleichung: diese Gleichung erzwingt die Massenerhaltung für das Pha-

sengemisch.  
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• Impulsgleichung: diese Gleichung regelt die Bewegung des Flüssigkeitsgemisches 

unter Berücksichtigung der Eigenschaften jeder Phase. 

Die Gleichung für die Berechnung des Volumenanteils alpha lautet: 

𝛼𝑞 =  
𝑉𝑞

𝑉
 (5.1) 

wobei 𝑉𝑞 das Volumen der Phase 𝑞 in der Zelle und 𝑉 das Volumen der Zelle ist.  

Das VOF-Modell verwendet einen einzigen Gleichungssatz zur Modellierung der Mehr-

phasenströmung und behandelt die nicht mischbaren Phasen als Gemisch. Dement-

sprechend werden Dichte und dynamische Viskosität des Gemisches als Summe der 

volumengewichteten Eigenschaften jeder Phase definiert: 

𝜌𝑚 =  ∑𝑞𝜌𝑞𝛼𝑞 

µ𝑚 =  ∑𝑞µ𝑞𝛼𝑞 

 

wobei 𝜌𝑞 die Dichte und µ𝑞 die Viskosität der jeweiligen Phase ist, während µ𝑚 die dy-

namische Viskosität des Gemisches und 𝜌𝑚 die Dichte des Gemisches bezeichnet. 

Die Volumenanteil-Transportgleichung wird verwendet, um die Bewegung der Grenzflä-

che zu berechnen: 

𝜕𝛼𝑞

𝜕𝑡
 + 

𝜕(𝛼𝑞𝑢𝑗)

𝜕𝑥𝑗
+  

𝜕

𝜕𝑥𝑗
[𝐶𝛼|𝑢|

1

𝛻|𝛼𝑞|
 
𝜕𝛼𝑞

𝜕𝑥𝑗
𝛼𝑞(1 − 𝛼𝑞)] = 0  

wobei 𝐶𝛼 ein Schärfungsfaktor und 𝑢 der Geschwindigkeitsvektor der Mischung ist. 

𝑢𝑗 und 𝑥𝑗  bezeichnen die Geschwindigkeitskomponente der Mischung bzw. die Koordi-

nate in j-Richtung, 𝑡 stellt die Zeit dar. Der erste und zweite Term auf der linken Seite 

bezeichnen die Änderungsrate der Volumenanteile bzw. den konvektiven Term. Der 

dritte Term kommt durch den Schärfungsfaktor zustande. Der Schärfungsfaktor wird ver-

wendet, um die numerische Diffusion in der Simulation zu reduzieren.  

Die Erhaltungsgleichungen für Masse und Impuls eines Gemisches sind wie folgt defi-

niert: 
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𝜕𝜌𝑚

𝜕𝑡
 + 

𝜕(𝜌𝑚𝑢𝑗)

𝜕𝑥𝑗
 = 0 

𝜕(𝜌𝑚𝑢𝑖)

𝜕𝑡
+  

𝜕(𝜌𝑚𝑢𝑖𝑢𝑗)

𝜕𝑥𝑗
 = − 

𝜕𝑝

𝜕𝑥𝑖
 + 

𝜕

𝜕𝑥𝑗
[µ𝑚(

𝜕𝑢𝑖

𝜕𝑥𝑗
+

𝜕𝑢𝑗

𝜕𝑥𝑖
)] +  𝜌𝑚𝑔𝑖 

 

wobei 𝑝 und 𝑔 der Gemischdruck bzw. die Erdbeschleunigung ist. Die Genauigkeit des 

VOF-Modells hängt vom Gitter bzw. der Zellengröße ab. Generell gilt, dass mindestens 

drei Zellen pro Blase erforderlich sind, um die Grenzfläche zwischen zwei Phasen voll-

ständig zu erfassen. Daher eignet sich dieses Modell rechnerisch für die Simulation von 

Strömungen mit großen Zweiphasenstrukturen. 

Das Mehrphasen-Interaktionsmodell ist für die Rekonstruktion der Grenzfläche, die die 

Genauigkeit von alpha direkt bestimmt, entscheidend. Die Oberflächenspannung ist für 

Mehrphasenströmungen bei stark gekrümmten Oberflächen besonders wichtig. Im VOF-

Modell wird die Oberflächenspannung als Volumenkraft eingeführt, indem der Impuls-

gleichung ein Impulsterm hinzugefügt wird. In den hier vorgestellten Forschungsarbeiten 

wird eine konstante Oberflächenspannung von 0,07 N/m festgelegt, die der Oberflächen-

spannung von Wasser-Luft bei Raumtemperatur entspricht. 

5.5 Numerische Simulationen zu den MAHICan-Versuchen 

Die numerischen Simulationen wurden mit OpenFOAM Foundation Version 11 durchge-

führt. Dabei wurde der VOF-Löser compressibleVoF eingesetzt. Die gelösten Glei-

chungen wurden bereits im vorherigen Kapitel erläutert. In den hier beschriebenen Si-

mulationen wurde kein Austausch von Masse und Energie zwischen den beiden Phasen 

berücksichtigt, wie auch in der MAHICan-Versuchsreihe. 

Im Durchschnitt liefen die Simulationen auf 48 Kernen zwei Wochen lang, um eine Se-

kunde Problemzeit zu berechnen. Die der GRS vom PSI zur Verfügung gestellten Da-

teien enthalten Versuchsdaten über 2 s. In Anbetracht der sehr hohen benötigten Re-

chenzeit wurde dann die Simulationslänge auf insgesamt 3 s Problemzeit begrenzt. Bei 

den Analysen wurde die erste Sekunde nicht ausgewertet, damit der Einschwingvorgang 

die erzielten Ergebnisse nicht beeinflussen kann. Manche Simulationen liefen mit einem 

größeren Zeitschritt, sodass mehrere Sekunden Problemzeit gerechnet werden konnten.  
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5.5.1 Diskretisierungsschemata 

Die Feldgleichungen in OpenFOAM wurden mit Ausnahme der Volumenanteil-Trans-

portgleichung (alpha) mit Diskretisierungsverfahren erster Ordnung gelöst. Für die rest-

lichen Feldgleichungen wurde das „Upwind“-Verfahren verwendet, das ein Verfahren 

erster Ordnung ist. Es wurde versucht, auch die anderen Feldgleichungen mit zweiter 

Ordnung Diskretisierungsverfahren zu lösen, allerdings divergierten die Simulationen 

und letztendlich wurden diese abgebrochen. Auch mit dem „Upwind“-Verfahren war das 

Erreichen der spezifizierten Konvergenzkriterien anspruchsvoll. Dies galt insbesondere 

für die Testfälle mit einem hohen Luft-Volumenanteil (Testfälle 8-12).  

Die Zeitdiskretisierung wurde ebenfalls mit einem Verfahren erster Ordnung (Euler) rea-

lisiert.  

5.5.2 Zeitschrittsteuerung 

Die Analysen zeigten, dass die Zeitschrittgröße eine wichtige Rolle für die Rechenstabi-

lität spielt. Simulationen mit einem konstanten Zeitschritt erwiesen sich als instabil, selbst 

wenn der Zeitschritt klein gewählt wurde (10-5 s). Meistens brach OpenFOAM mit einer 

negativen Temperatur in der numerischen Domäne ab. Gleichzeitig sind die Rechenzei-

ten stark angestiegen und dies gefährdete die zeitgemäße Durchführung der MAHICan-

Analysen im Rahmen dieses Vorhabens. Aus diesem Grund wurde eine adaptive Steu-

erung der Zeitschrittgröße (adjustTimeStep) realisiert: Es wurde ein maximales 

Courant-Friedrich-Lewy (CFL)-Limit vorgegeben und OpenFOAM durfte unter Berück-

sichtigung dieses Limits seinen variablen Zeitschritt bestimmen. Mehrere Versuche 

konnten mit CFL=1 gerechnet werden, jedoch nicht alle. Selbst mit CFL=0,5 waren die 

Rechnungen mit hohem Luft-Volumenanteil nicht immer stabil. Die Zeitschrittgröße vari-

ierte je nach Testfall und CFL-Einstellung, grundsätzlich lagen aber die Zeitschritte im 

Bereich 2E-6 s – 5E-5 s. Die Konvergenz wurde mit dem RMS (root mean square)-Re-

siduum (<10-4) kontrolliert.  

5.5.3 Turbulenzmodellierung 

In allen Simulationen wurde für die beiden Phasen das kOmegaSST-Turbulenzmodell 

angewendet /MEN 94/. Am Einlass der MAHICan-Teststrecke wurde mittlere Turbu-

lenzintensität (5%) mit einem turbulenten Geschwindigkeitsprofil spezifiziert.  
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5.5.4 OpenFOAM-Randbedingungen 

Für den Einlass in das Rechengebiet wurde die Randbedingung flowRateIn-

letVelocity implementiert. Diese ermöglicht die Spezifikation eines Gemisch-Mas-

senstroms und einer Gemisch-Dichte. Der Gemisch-Massenstrom wird mit Hilfe der Ge-

misch-Dichte, der Gemisch-Geschwindigkeit und der Einlass-Fläche berechnet. Es 

wurden auch Testrechnungen mit der surfaceNormalFixedValue–Randbedingung 

durchgeführt. Diese ermöglicht die Spezifikation einer Gemisch-Geschwindigkeit am 

Einlass. Diese beiden Einlass-Randbedingungen lieferten sehr ähnliche Ergebnisse, die 

Stabilität und die Effizienz der Rechnungen unterschieden sich kaum. Aus diesem Grund 

wurden die Simulationen mit der flowRateInletVelocity–Randbedingung durchge-

führt. Zusätzlich musste auch der Luft-Volumenanteil am Einlass der Teststrecke (Fest-

wert) in der entsprechenden OpenFOAM-Datei spezifiziert werden. Dabei wird eine 

gleichmäßige Luft-Verteilung angenommen. Tab. 5.2 zeigt die abgeleiteten Randbedin-

gungen für die OpenFOAM-Simulationen.   

Am Auslass der Teststrecke wurde ein konstanter Druck mit der Randbedingung  pres-

sureInletOutletVelocity festgehalten. Die Wände der Helix-Spirale wurden als 

schlupffreie Wände mit Hilfe der noSlip–Randbedingung modelliert. 

Tab. 5.2 Randbedingungen für die OpenFOAM-Simulationen 

Test 
No. 

Gemisch-Mas-
senstrom [kg/s] 

Gemisch-
Dichte 
[kg/m3] 

Gemisch-
Geschwindigkeit 
[m/s] 

Luft-Volumenan-
teil [-] 

1 0,230 911 2,01 0,089 

2 0,230 906 2,02 0,094 

3 0,223 839 2,11 0,161 

4 0,217 691 2,49 0,309 

5 0,207 518 3,17 0,482 

6 0,195 387 4,01 0,613 

7 0,189 345 4,35 0,655 

8 0,152 155 7,76 0,845 

9 0,108 66 13,03 0,943 

10 0,091 46 15,87 0,955 

11 0,078 34 18,10 0,966 

12 0,071 30 18,94 0,970 
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5.6 Analyse der erzielten Ergebnisse 

Die gerechneten Testfälle werden unten nach Strömungsregime aufgeteilt und analy-

siert. Insgesamt wurden 12 Testfälle gerechnet. Obwohl die Versuchsdaten zu allen 

Testfällen der GRS zur Verfügung stehen, dürfen nur bereits veröffentlichte MAHICan-

Daten in diesem Abschlussbericht erfasst werden. In /CHE 20/ sind alle gemessenen 

Druckverluste und die zeitabhängigen Luft-Volumenanteile in den Tests 2, 3, 6, 7, 9 und 

11 zu finden. Aus diesem Grund werden in den folgenden Unterkapiteln nur die in 

/CHE 20/ gezeigten zeitabhängigen Luft-Volumenanteile dargestellt. In diesem Bericht 

werden jedoch die Simulationsergebnisse zu allen gerechneten Tests veröffentlicht.  

5.6.1 Blasenströmung (Tests 1, 2) 

In den ersten zwei Versuchen ist eine Blasenströmung festzustellen /CHE 20/. Der Vo-

lumenteil am Einlass der Teststrecke beträgt 0,089 bzw. 0,094 und die Gemisch-Ge-

schwindigkeit 2,01 bzw. 2,02 m/s. Aufgrund der sehr ähnlichen Randbedingungen in den 

beiden Testfällen sehen auch die Ergebnisse dementsprechend ähnlich aus. Die gemes-

senen und die berechneten Druckabfälle über die letzte halbe Wicklung der Teststecke 

sind in Abb. 5.6 und Abb. 5.7 dargestellt. Diese zeigen auch den berechneten und über 

die Simulationszeit gemittelten Druckabfall-Wert an. Es ist ersichtlich, dass OpenFOAM 

in beiden Fällen einen um 2952 Pa (Test 1) und 3050 Pa (Test 2) höheren Druckabfall 

berechnet. Die Abweichung in Prozent liegt bei 35% und 36%. Obwohl der relative Fehler 

nicht klein ist, ist dieser immer noch deutlich kleiner als in den Analysen der University 

of Michigan (~80%), beschrieben in /CHE 20/. 

Abb. 5.8 und Abb. 5.9 zeigen den zeitlichen Luft-Volumenanteil in den Simulationen zu 

Test 1 und Test 2. Während im Experiment (Test 2) der Luft-Volumenanteil im Schnitt 

bei 0,02 liegt und einen maximaler Wert im Bereich 0,1 aufweist, zeigen die OpenFOAM-

Ergebnisse deutlich höhere Werte. Der berechnete mittlere Luft-Volumenanteil ist etwa 

um Faktor 10 höher als der gemessene. Die Luft-Volumenanteils-Spitzen in Abb. 5.9 

deuten auf größere Blasen in den Simulationen als in der Realität hin. Ein möglicher 

Grund dafür könnte ein zu grobes Netz sein. Bei Blasenströmungen entstehen sehr 

kleine Blasen. Besteht das Rechennetz aus Zellen, die größer als die Blase selbst sind, 

werden mehrere kleine Blasen in größeren zusammengefasst und als Folge werden 

dann höhere Luft-Volumenanteils-Spitzen auftreten. Im Rahmen der numerischen VOF-

Simulationen sollten die Blasen erfahrungsgemäß mit mindestens 3-5 Zellen aufgelöst 

werden. Das bestehende Rechennetz hat eine Zellgröße in axialer Richtung von 1,6 mm. 
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In den hier vorgestellten Analysen würden noch feinere Netze in Kombination mit noch 

kleineren Zeitschritten zu inakzeptablen Rechenzeiten führen.  

Abb. 5.10, Abb. 5.11 und Abb. 5.12 stellen die Luft-Volumenanteils-Wahrscheinlichkeits-

dichten dar. Trotz der Unterschiede in Abb. 5.9 zeigt der Vergleich von Abb. 5.11 und 

Abb. 5.12 ähnliche maximale Wahrscheinlichkeitsdichten für den Luft-Volumenanteil. 

Die aus der Simulation abgeleitete Wahrscheinlichkeitsdichte ist jedoch geringfügig nach 

links verschoben.  

Die Luft-Volumenanteils-Verteilung ist in Abb. 5.13, Abb. 5.14 und Abb. 5.15 dargestellt. 

Es ist zu sehen, dass es tatsächlich größere Luftblasen gibt, wie vermutet. Diese sorgen 

für die großen Spitzen im Luft-Volumenanteil in Abb. 5.8. Darüber hinaus zeigen 

Abb. 5.13 und Abb. 5.14 unterschiedliche Ansichten von der Teststrecke: von ihrer In-

nen- bzw. ihrer Außenseite. Es ist ersichtlich, dass die Luftblasen hauptsächlich in der 

Innenseite des helikalen Rohres bleiben. Grund dafür ist die kleinere Fliehkraft, der sie 

im Vergleich zu Wasser ausgesetzt sind. Dies bestätigt deutlich auch Abb. 5.15, das die 

Luftverteilung am Ende der Teststrecke darstellt.  

 

Abb. 5.6 Gemessener und berechneter Druckabfall (Test 1) 
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Abb. 5.7 Gemessener und berechneter Druckabfall (Test 2) 

 

Abb. 5.8 Berechneter Luft-Volumenanteil (Test 1) 
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Abb. 5.9 Gemessener und berechneter Luft-Volumenanteil (Test 2) 

 

Abb. 5.10 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Sim., Test 1) 
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Abb. 5.11 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Sim., Test 2) 

 

Abb. 5.12 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Exp., Test 2) 
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Abb. 5.13 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Test 1, Ansicht 1) 

 

Abb. 5.14 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Test 1, Ansicht 2) 



 

120 

 

Abb. 5.15 Verteilung des Luft-Volumenanteils am Auslass der Teststrecke (Test 1) 

5.6.2 Pfropfenströmung (Tests 3, 4) 

Die Pfropfenströmung wird in den MAHICan-Tests 3 und 4 untersucht, wobei die Ge-

misch-Geschwindigkeit am Einlass auf 2,11 und 2,49 m/s erhöht wurde. Der Luft-Volu-

menanteil wurde ebenfalls auf 0,16 bzw. 0,31 vergrößert.  

Die gemessenen und die berechneten Druckabfälle über die letzte halbe Wicklung der 

Teststecke sind in Abb. 5.16 und Abb. 5.17 dargestellt. Es ist ersichtlich, dass Open-

FOAM in beiden Fällen einen Druck um 3100 Pa (Test 3) und 1614 Pa (Test 4) berech-

net. Die Abweichung in Prozent liegt bei 36% und 20%. Die Simulationsabweichungen 

von den Versuchsdaten bei Test 3 sind ähnlich wie bei den vorher beschriebenen Tests 

1 und 2. Test 4 unterscheidet sich wesentlich von Test 3, vor allem weil der Luft-Volu-

menanteil deutlich größer ist. Die Übereinstimmung mit den Versuchsdaten ist zwar bes-

ser, allerdings zeigt OpenFOAM einen kleineren Druckverlust als in den anderen drei 

Tests.  

Abb. 5.18 und Abb. 5.19 zeigen den zeitlichen Luft-Volumenanteil in den Simulationen 

zu Test 3 und Test 4. Die Übereinstimmung zwischen Versuch und Simulation für Test 3 

ist besser als bei den vorherigen Tests. Auch die maximalen Luft-Volumenanteils-Spit-

zen sind vergleichbar und liegen bei etwa 0,6-0,8. Dies bestätigen auch Abb. 5.20 und 

Abb. 5.21: In beiden Wahrscheinlichkeitsdichten sind nun Werte auch im höheren Luft-

Volumenanteils-Bereich zu sehen. Abb. 5.22 stellt die gleiche Größe für den Test 4 dar. 
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Es ist ersichtlich, dass sich der höhere Luft-Volumenanteil insbesondere bei der Wahr-

scheinlichkeitsdichte im Bereich 0,6-0,8 bemerkbar macht.  

Die Luft-Volumenanteilsverteilung ist in Abb. 5.23, Abb. 5.24, Abb. 5.25 und Abb. 5.26 

dargestellt. Auch hier sind größere Luftblasen entlang der Teststrecke zu sehen, jedoch 

können diese das Wasser vom kompletten Rohrdurchschnitt noch nicht verdrängen. 

Diesbezüglich trügt Abb. 5.24 etwas, insbesondere im oberen Bereich der helikalen Spi-

rale. Abb. 5.25 stellt vergrößert den oberen Bereich der Spirale und macht deutlich, dass 

sich die Luft im inneren und oberen Bereich des Rohrquerschnitts befindet, während der 

äußere Rohrbereich mit Wasser befüllt ist. 

 

Abb. 5.16 Gemessener und berechneter Druckabfall (Test 3) 
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Abb. 5.17 Gemessener und berechneter Druckabfall (Test 4) 

 

Abb. 5.18 Gemessener und berechneter Luft-Volumenanteil (Test 3) 
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Abb. 5.19 Berechneter Luft-Volumenanteil (Test 4) 

 

Abb. 5.20 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Sim., Test 3) 
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Abb. 5.21 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Exp., Test 3) 

 

Abb. 5.22 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Sim., Test 4) 
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Abb. 5.23 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Test 3, Ansicht 1) 

 

Abb. 5.24 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Test 3, Ansicht 2)  
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Abb. 5.25 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Zoom vom Test 3, Ansicht 2) 

 

Abb. 5.26 Verteilung des Luft-Volumenanteils am Auslass der Teststrecke (Test 3) 

5.6.3 Schwallströmung (Tests 5, 6, 7, 8) 

Laut der MAHICan-Experimentatoren herrscht in Tests 5-8 eine Schwallströmung. Diese 

zeichnet sich mit einem höheren Luftdurchsatz aus, bei dem einzelne Wellenberge eine 

so große Höhe erreichen, dass sie als Schwall durch das helikale Rohr geschoben wer-

den. Die entsprechenden Luft- und Wassergeschwindigkeiten sowie der Luft-Volumen-

anteil sind in Tab. 5.1 dargestellt. Der letzte steigt von 0,48 (Test 5) bis auf 0,85 (Test 8). 
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Während die Wassergeschwindigkeit von 1,64 (Test 5) auf 1,2 zurückgeht (Test 8), be-

schleunigt sich die Luft bis auf 6,6 m/s.  

Die gemessenen und die berechneten Druckabfälle sind in Abb. 5.31, Abb. 5.32 und 

Abb. 5.33 zu sehen. Für den Test 5 wurde eine sehr gute Übereinstimmung mit dem 

Experiment festgestellt: Die Abweichung beträgt 97 Pa oder 1,1%. Mit steigendem Luft-

Volumenanteil vergrößern sich auch die Diskrepanzen zwischen Messung und Rech-

nung, wobei bei Test 8 ein Unterschied von 10344 Pa (97%) existiert.  

Abb. 5.31, Abb. 5.32, Abb. 5.33 und Abb. 5.34 zeigen den zeitlichen Luft-Volumenanteil. 

Die qualitative Übereinstimmung zwischen Versuch und Simulation für Test 6 und Test 7 

ist sehr gut. Im Gegensatz zu den vorherigen Tests, sind die Luft-Volumenanteils-Spit-

zen nun von oben nach unten und erreichen ein Minimum von bis zu 0,05. Dies ist auch 

in beiden Experimenten zu sehen. Aufgrund des steigenden Luft-Volumenanteils in Test 

8 verkleinern sich die Luft-Volumenteilsspitzen (Abb. 5.34).  

Abb. 5.35, Abb. 5.36, Abb. 5.37, Abb. 5.38, Abb. 5.39 und Abb. 5.40 zeigen die Wahr-

scheinlichkeitsdichten für die vier Testfälle. Die zwei Maxima bei ca. 0,1 und 0,8 sind 

immer noch stark ausgeprägt. Die gute Übereistimmung zwischen Experiment und 

Rechnung für die Testfälle 6 und 7 ist in Abb. 5.36, Abb. 5.37, Abb. 5.38 und Abb. 5.39 

sichtbar.  

Die Luft-Volumenanteilsverteilung ist in Abb. 5.41, Abb. 5.42, Abb. 5.43, Abb. 5.44, 

Abb. 5.45 und Abb. 5.46 dargestellt. Die Luftblasen entlang der Teststrecke sind größer 

im Vergleich zu den Blasen in den vorherigen Tests. Diese erstrecken sich manchmal 

über 1 m, jedoch bleiben diese immer noch im oberen und im inneren Querschnittbe-

reich. Im unteren und seitlichen Rohrquerschnitt befindet sich immer noch das schwere 

Wasser. 
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Abb. 5.27 Gemessener und berechneter Druckabfall (Test 5) 

 

Abb. 5.28 Gemessener und berechneter Druckabfall (Test 6) 
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Abb. 5.29 Gemessener und berechneter Druckabfall (Test 7) 

 

Abb. 5.30 Gemessener und berechneter Druckabfall (Test 8) 
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Abb. 5.31 Berechneter Luft-Volumenanteil (Test 5) 

 

Abb. 5.32 Gemessener und berechneter Luft-Volumenanteil (Test 6) 
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Abb. 5.33 Gemessener und berechneter Luft-Volumenanteil (Test 7) 

 

Abb. 5.34 Berechneter Luft-Volumenanteil (Test 8) 
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Abb. 5.35 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Sim., Test 5) 

 

Abb. 5.36 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Sim., Test 6) 
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Abb. 5.37 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Exp., Test 6) 

 

Abb. 5.38 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Sim., Test 7) 
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Abb. 5.39 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Exp., Test 7) 

 

Abb. 5.40 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Sim., Test 8) 
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Abb. 5.41 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Test 6, Ansicht 1) 

 

Abb. 5.42 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Test 6, Ansicht 2) 
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Abb. 5.43 Verteilung des Luft-Volumenanteils am Auslass der Teststrecke (Test 6) 

 

Abb. 5.44 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Test 7, Ansicht 1) 
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Abb. 5.45 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Test 7, Ansicht 2) 

 

Abb. 5.46 Verteilung des Luft-Volumenanteils am Auslass der Teststrecke (Test 7) 

5.6.4 Schwall-Ringströmung (Tests 9, 10) 

Der Übergang zwischen der Schwall- und Ringströmung findet laut der Experimentato-

ren der University of Michigan in Tests 9 und 10 statt. Dort wird die Gasgeschwindigkeit 

am Einlass der Teststrecke auf 12,2 bzw. 15,2 m/s erhöht. Der Luft-Volumenanteil wurde 

ebenfalls auf 0,93 bzw. 0,95 vergrößert.  
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Die gemessenen und die berechneten Druckabfälle über die letzte halbe Wicklung der 

Teststecke sind in Abb. 5.47 und Abb. 5.48 dargestellt. Die Abweichungen zwischen 

gemessenen und gerechneten Werten vergrößern sich. Während die Druckabfall-Abwei-

chung in Test 9 12.439 Pa beträgt, ist dieser im Test 10 15.174 Pa (Abweichung von 

113 %). Es ist ersichtlich, dass der Druckabfall in beiden Tests schwankt: Grund dafür 

sind die großen Luftblasen, die durch die Strömung in der Messstrecke geschoben wer-

den, dies bestätigen Abb. 5.49 und Abb. 5.50. Die hohen Luft-Leerrohrgeschwindigkei-

ten in den beiden Tests führen dazu, dass sich größere Luftblasen verbinden und zur 

Bildung von lokaler Ringströmungs-Morphologie führen. 

Abb. 5.51, Abb. 5.52 und Abb. 5.53 zeigen die Wahrscheinlichkeitsdichten des Luft-Vo-

lumenanteils. Es ist zu sehen, dass die in Tests 5, 6 und 7 beobachtete bi-modale Ver-

teilung hier nicht mehr existiert. Die Balken zu der Simulation von Test 9 (Abb. 5.51) sind 

etwas nach links im Vergleich zum Experiment (Abb. 5.52) verschoben, was mit dem 

niedrigerem Luft-Volumenanteil im Experiment zu erklären ist.  

Die 3D-Luft-Volumenanteils-Verteilungen in Abb. 5.54, Abb. 5.55 und Abb. 5.56 zeigen 

die großen Luftblasen im helikalen Rohr, die lokal (z.B. am Auslass, s. Abb. 5.56) einen 

Großteil des Rohrquerschnitts erobert haben, während das Wasser an der Rohr-Außen-

seite fließt (Abb. 5.54, Abb. 5.55, Abb. 5.56).  

 

Abb. 5.47 Gemessener und berechneter Druckabfall (Test 9) 
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Abb. 5.48 Gemessener und berechneter Druckabfall (Test 10) 

 

Abb. 5.49 Gemessener und berechneter Luft-Volumenanteil (Test 9) 
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Abb. 5.50 Berechneter Luft-Volumenanteil (Test 10) 

 

Abb. 5.51 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Sim., Test 9) 



 

141 

 

Abb. 5.52 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Exp., Test 9) 

 

Abb. 5.53 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Sim., Test 10) 
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Abb. 5.54 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Test 9, Ansicht 1) 

 

Abb. 5.55 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Test 9, Ansicht 2) 
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Abb. 5.56 Verteilung des Luft-Volumenanteils am Auslass der Teststrecke (Test 9) 

5.6.5 Ringströmung (Tests 11, 12) 

In den Tests 11 und 12 herrscht eine Ringströmung und die in den vorherigen Tests 

beobachteten Schwälle treten nicht mehr auf. In den beiden Test wurde die Gasge-

schwindigkeit am Einlass der Teststrecke auf 17,5 bzw. 18,4 m/s erhöht. Der Luft-Volu-

menanteil wurde ebenfalls auf 0,96 bzw. 0,97 vergrößert.  

Die gemessenen und die berechneten Druckabfälle über die letzte halbe Wicklung der 

Teststecke sind in Abb. 5.57 und Abb. 5.58 dargestellt. Die Abweichungen zwischen 

gemessenen und gerechneten Werten vergrößern sich hier weiter. Auch hier verursa-

chen die großen Luftblasen, die durch die Strömung in der Messstrecke geschoben wer-

den, einen schwankenden Druckabfall in beiden Tests. Während die Druckabfall-Abwei-

chung in Test 11 19.207 Pa beträgt, ist diese im Test 12 20.452 Pa (Abweichung von 

275 %). 

Abb. 5.59 und Abb. 5.60 zeigen den transienten Luft-Volumenanteil in der Teststrecke. 

Schwälle sind weder im Experiment noch in der Simulation zu sehen. In Abb. 5.59 sagt 

OpenFOAM weniger Oszillationen als im Experiment vorher. Dies bedeutet, dass in der 

Simulation die Zerstreuung des Wasser-Anteils etwas überschätzt wird.  
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Abb. 5.61, Abb. 5.62 und Abb. 5.63 zeigen die Wahrscheinlichkeitsdichten des Luft-Vo-

lumenanteils. Es ist zu sehen, die OpenFOAM-Wahrscheinlichkeitsdichte etwas höhere 

Luft-Volumenanteile im Vergleich zum Experiment aufweist.  

Die 3D-Luft-Volumenanteils-Verteilungen in Abb. 5.64, Abb. 5.65 und Abb. 5.63 und zei-

gen die großen Luftblasen im helikalen Rohr. Die kleine Wassermenge im helikalen Rohr 

sammelt sich im unteren Bereich und an der äußeren Rohr-Seitenwand.  

 

Abb. 5.57 Gemessener und berechneter Druckabfall (Test 11) 
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Abb. 5.58 Gemessener und berechneter Druckabfall (Test 12) 

 

Abb. 5.59 Gemessener und berechneter Luft-Volumenanteil (Test 11) 
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Abb. 5.60 Gemessener und berechneter Luft-Volumenanteil (Test 12) 

 

Abb. 5.61 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Sim., Test 11) 
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Abb. 5.62 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Exp., Test 11) 

 

Abb. 5.63 Wahrscheinlichkeitsdichte Luft-Volumenanteil (Sim., Test 12) 
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Abb. 5.64 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Test 11, Ansicht 1) 

 

Abb. 5.65 Verteilung des Luft-Volumenanteils (Test 11, Ansicht 2) 
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Abb. 5.66 Verteilung des Luft-Volumenanteils am Auslass der Teststrecke (Test 11) 

5.6.6 Diskussion der Ergebnisse 

Tab. 5.3 fasst die Ergebnisse zum Druckabfall in der MAHICan-Teststrecke zusammen. 

Dort werden gemessene und gerechnete Werte für alle MAHICan-Versuche verglichen. 

Es ist zu sehen, dass OpenFOAM den Druckabfall bei Blasen- und Propfenströmung 

überschätzt. Mit steigendem Luft-Volumenanteil verringert sich die Diskrepanz zwischen 

Rechnung und Messung: Während bei Test 1 die Abweichung bei etwa 35% liegt, beträgt 

diese in Test 5 (Schwallströmung) nur noch 1,1%. Danach vergrößert sich kontinuierlich 

der Abstand zwischen Messung und Rechnung. Für Test 11 und 12 (beide Ringströ-

mung) unterschätzt OpenFOAM die Messwerte um bis zu 275 %. Eine ähnliche Tendenz 

mit ähnlichen Abweichungen ist auch in /CHE 20/ zu sehen. Dort wurden die Rechnun-

gen mit dem kommerziellen Programm STAR CCM+ durchgeführt.  

Es ist nicht einfach festzustellen, woran die Abweichungen liegen. Es muss erwähnt wer-

den, dass die Netzstudien für einen Testfall mit ähnlichen Randbedingungen wie im 

Test 5 durchgeführt worden sind. Idealerweise sollen Netzsensitivitätsstudien für jeden 

einzelnen Test durchgeführt werden, um die Netzunabhängigkeit der Ergebnisse zu ga-

rantieren. Dies würde aber zu einem sehr hohen Modellierungs- und Rechenaufwand 

führen. Darüber hinaus ist es unwahrscheinlich, dass allein das Rechennetz für die Ab-

weichungen verantwortlich ist. Es ist zu erwarten, dass die Tests mit niedrigeren Ge-

schwindigkeiten als die Geschwindigkeiten im Test, mit dem die Netzsensitivitätsstudien 

durchgeführt worden sind, erfolgreich simuliert werden können. Andererseits ist der Luft-
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Volumenanteil in solchen Tests niedriger (z.B. Blasenströmung-Regime) und daher sind 

die Blasen kleiner und deren Auflösung würde ein feineres Netz erfordern. Bei Tests mit 

hohen Luft-Volumenteilen (z.B. bei einer Ringströmung) ist die Abbildung von Wasser-

Tröpfchen mit dem groben Netz anspruchsvoll. Trotzdem ist es unklar, ob das Rechen-

netz einen so großen Einfluss auf die Ergebnisse hat. Um dies zu überprüfen, wurde das 

Rechennetz deutlich verfeinert (auf 8.4 Mio. Elementen) und dann die Simulation zu Test 

11 wiederholt. Das Ergebnis zeigte einen um 599 Pa niedrigeren Druckabfall. Das fei-

nere Netz sorgte sogar für eine kleine Verschlechterung der erzielten Ergebnisse. Dies 

zeigt, dass obwohl noch eine kleine Netzabhängigkeit der Ergebnisse vorhanden ist, das 

Rechennetz nicht für die massiven Abweichungen im hohen Dampfgehalt-Bereich 

hauptverantwortlich ist.  

Es muss auch hier erwähnt werden, dass Test 2 einen zu kleinen Luft-Volumenanteil 

aufweist. Die einfache Luft-Volumenanteils-Berechnung anhand der Randbedingungen 

führt zu einem mittleren Luft-Volumenanteil von ca. 0,1, während der gemessene Wert 

bei 0,03 liegt. Dies wurde auch von den Experimentatoren in /CHE 20/ diskutiert. Dar-

über hinaus zeigen die Experimente und die Simulationen mit hohen Luft-Volumenantei-

len große Druckabfallschwankungen im Laufe der Simulationszeit. Um einen verlässli-

chen Mittelwert bilden zu können, sind dann längere Simulationszeiten notwendig. 

Die Vergleiche der Ergebnisse zu den transienten Luft-Volumenanteilen bestätigen, 

dass OpenFOAM die Strömungsmorphologie in den verschiedenen Tests relativ gut wie-

dergeben kann. Dies beweisen auch die Vergleiche der Wahrscheinlichkeitsdichten der 

Luft-Volumenanteilsverteilung. Auch hier sind jedoch größere Abweichungen bei den 

Testfällen mit einem hohen Luft-Volumenteil (s. Tests 9 und 11) festzustellen. Die mög-

lichen Gründe dafür wurden bereits oben beschrieben. Die mit Hilfe der OpenFOAM-

Ergebnisse generierten Wahrscheinlichkeitsdichten stimmen besser mit dem Experi-

ment überein als die in /CHE 20/ vorgestellten Wahrscheinlichkeitsdichten, die von 

STAR CCM+-Ergebnissen abgeleitet worden sind.  
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Test Regime dp (Exp), 

Pa 

dp (Sim), 

Pa 

Abweich., 

Pa 

Abweich., 

% 

2 Blasenstr. 5419 8469 3050 36 

3 Pfropfenstr. 5573 8162 2589 32 

4 Pfropfenstr. 6550 8164 1614 20 

5 Schwallstr. 8527 8624 97 1 

6 Schwallstr. 11414 9666 -1748 -1

7 Schwallstr. 12575 10191 -2384 -23

8 Schwallstr. 21046 10603 -10443 -98

9 Schwall-Ringstr. 27334 12440 14894 -120

10 Schwall-Ringstr. 28607 13433 15174 -113

11 Ringstr. 30873 11666 19207 -264

12 Ringstr. 32111 11659 20452 -275

Tab. 5.3 Berechneter und gemessener Druckabfall in der MAHICan-Teststrecke 

1 Blasenstr. 5409 8356 2947 35 
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5.7 Fazit 

Die MAHICan-Simulationsergebnisse zeigen, dass sich generell mit OpenFOAM und der 

VOF-Methode das zweiphasige Luft-Wasser-Strömungsregime und teilweise der Druck-

abfall vorhersagen lassen. Dabei sollen geeignete Randbedingungen, Rechennetze und 

Zeitschritte verwendet werden. Die Analysen zeigten, dass ein sehr feines Rechennetz 

von über 5 Mio. Zellen und Zeitschritte im Bereich 10-4 s notwendig sind, um die CFD-

Analyse eines einzigen helikalen Rohres durchführen zu können. Dabei wurden in den 

MAHICan-Analysen alle Strömungsregimes (Blasen-, Pfropfen-, Schwall-, Schwall-Ring- 

und Ringströmung) durchgerechnet. Eine gute quantitative Übereinstimmung mit den 

experimentellen Daten für den Zweiphasen-Druckabfall und den Luft-Volumenanteil 

wurde jedoch nur für bestimmte Pfropfen- und Schwallströmungen festgestellt. In den 

Fällen mit einer niedrigen Luftgeschwindigkeit (Blasen- und Pfropfenströmung) wurden 

die Zweiphasen-Druckabfälle in den Simulationen erheblich überschätzt, während in den 

Testfällen mit hohen Luftgeschwindigkeiten der Druckabfall vom Code unterschätzt 

wurde. Es darf nicht vergessen werden, dass es bei den Tests 1 und 2 noch Klärungs-

bedarf mit den Experimentatoren gibt, da der gemessene Luft-Volumenanteil zu niedrig 

erscheint. Die Ergebnisse zeigen, dass die guten Übereinstimmungen zum Druckabfall 

bei Testfällen beobachtet wurden, bei denen die Randbedingungen am Einlass der Test-

strecke ähnlich zu den Randbedingungen vom Referenzfall sind, der bei den Netzstu-

dien verwendet wurde. Die zusätzlichen Netz-Studien für Test 11 zeigten, dass die gro-

ßen Abweichungen nicht an der Netzgröße liegen. Weiterhin können längere 

Simulationen auch einen Einfluss auf die Rechenergebnisse haben. In den hier vorge-

stellten Analysen wurde der Druckabfall nur über 2 s Rechenzeit gemittelt und es wurde 

gezeigt, dass dieser insbesondere bei hohen Luftgeschwindigkeiten stark schwankt. Da-

her ist es wichtig längere Simulationszeiten auswerten zu können, dies ist aber mit 

einem sehr hohen Rechenaufwand verbunden. Die Wahrscheinlichkeitsdichten zum 

Luft-Volumenanteil sind in guter Übereinstimmung mit den Messdaten bis auf die 

Testfälle mit Ringströmung.  



 

153 

6 Erweiterung der Wand- und Turbulenzmodellierung in O-

penFOAM für die Simulation von Fluiden mit einer niedri-

gen Prandtl-Zahl 

Die hohe Wärmeleitfähigkeit und die kleine Viskosität von Metallen wie Blei, Natrium 

usw. führen dazu, dass sich die wandnahen Temperatur-Scherschichten wesentlich von 

den Impulsgrenzschichten unterscheiden. Dies kann bei Analysen mit Wärmeübertra-

gung von oder zur Wand zu inadäquaten Wärmeflüssen, Temperatur- sowie Geschwin-

digkeitsprofilen führen. Um das Verhalten solcher Fluide mit niedriger Prandtl-Zahl in 

OpenFOAM präzise abbilden zu können, wurde bereits im Rahmen von RS1547 

/SEU 19/ mit der Implementierung eines AHFM-Turbulenzmodells in OpenFOAM begon-

nen. Hier wurden die Arbeiten fortgesetzt. 

6.1 Portierung der AHFM-Implementierung 

 m Rahmen von RS     wurde ein „algebraisches Wärmetransportmodell“ (Algebraic 

Heat Flux Model, AHFM) entwickelt und als Turbulenzmodell LienCubicKEAHFM impli-

zit in die Open-Source-CFD-Software OpenFOAM Foundation Version 6 implementiert. 

LienCubicKEAHFM löst die Feldgleichungen für 𝑘, 𝜀 und 𝜃2̅̅ ̅ sowie die algebraische 

Gleichung für 𝜃𝑢𝑖
̅̅ ̅̅̅ /SEU 19/. Diese Implementierung wurde ausschließlich für die Anwen-

dung als inkompressibles Turbulenzmodell in Verbindung mit einem speziellen Solver 

(buoyantBoussinesqPimpleFoamAHFM) konzipiert /SEU 19/. Diese Implementie-

rung wurde mit einem Rayleigh-Bénard-Konvektions-Testfall validiert, wobei die erziel-

ten Ergebnisse nicht zufriedenstellend waren. Aus diesem Grund wurde zuerst die Stan-

dardimplementierung des inkompressiblen LienCubicKE-Turbulenzmodells von der 

OpenFOAM Foundation-Version mit Informationen aus der entsprechenden Literatur 

/LIE 96/ überprüft. Weiterhin wurde auch die grundlegende theoretische Implementie-

rung des vorhandenen AHFM-Turbulenzmodells sowie des Lösers überprüft. Es wurde 

festgestellt, dass sowohl die Standardversion als auch die GRS-Erweiterung richtig im-

plementiert wurden. 

In einem weiteren Schritt musste die bestehende Implementierung in die neueste Open-

FOAM-Version übertragen werden. Grund dafür war die Tatsache, dass die Modell-Im-

plementierung im buoyantBoussinesqPimpleFoam -Löser stattfand und dieser Löser 

seit der OpenFOAM-Version 7 (veröffentlicht im Jahr 2019) nicht mehr von der Open-

FOAM Foundation gepflegt wurde /OPE 19/. Trotzdem wurde dieser Solver so 
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angepasst, dass er mit der im Juli 2023 veröffentlichten OpenFOAM Version 11 kompa-

tibel war. Zudem wurden auch die vorhandenen Testfälle (Rayleigh-Bénard-Konvektion 

(RBC)) entsprechend aktualisiert. Dabei wurde ein zweidimensionaler Kanal mit einer 

heißen unteren und einer kälteren oberen Wand modelliert (siehe Abb. 6.1). und die 

Simulation wurde mit einer Prandtl-Zahl von 0,7 durchgeführt (s. RS1547). 

 

Abb. 6.1 Rayleigh-Bénard-Konvektions-Testfall 

Für die Auswertung wurden in unterschiedlichen Höhen auf einer Ebene verschiedene 

Feldgrößen gemittelt und die Ergebnisse mit publizierten DNS-Ergebnissen /SHA 14/ 

verglichen. Dabei wurden ein normierter Temperaturverlauf, normierte turbulente Tem-

peraturschwankungen sowie ein normierter Wärmefluss als 𝑇+ =

 (𝑇 − 𝑇min) (𝑇max − 𝑇min)⁄ ,  𝜃2̅̅ ̅ ∆𝑇2⁄  und 𝜃𝑢𝑖
̅̅ ̅̅̅ ∆𝑇⁄  definiert. 

Abb. 6.2 und Abb. 6.3 zeigen eine sehr gute Übereinstimmung zwischen den Ergebnis-

sen, die mit der neuen und der alten OpenFOAM-Version erzeugt wurden – sowohl hin-

sichtlich der Temperaturverteilung als auch hinsichtlich der Temperaturfluktuationen. 

Der Vergleich mit dem Direct Numerical Simulation (DNS) zeigt, dass die Implementie-

rung in die neuere OpenFOAM-Version 11 (Ergebnisse in den Bildern mit Open-

FOAM.dev gekennzeichnet) keine Verbesserung mit sich bringt. 
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Abb. 6.2 Vergleich des T+-Profils (links) und der normierten turbulenten Tempera-

turschwankungen (rechts) für Pr 0,7 mit verschiedenen OpenFOAM-Versi-

onen 

Abb. 6.3 Vergleich des T+-Profils (links) und der normierten turbulenten Tempera-

turschwankungen (rechts) für Pr 0,025 mit verschiedenen OpenFOAM-Ver-

sionen 

6.2 Erweiterung der AHFM-Implementierung 

Es wurde klar, dass die bestehende AHFM-Implementierung verbessert werden soll. Es 

wurde versucht, einen Solver zu implementieren, der Strömungen mit Hilfe der „Boussi-

nesq“-Approximation simulieren kann. Dabei wird der Einfluss der temperaturbedingten 

Dichteänderungen lediglich linearisiert und als Auftriebsterm berücksichtigt. Es wurde 

daher entschieden, den buoyantPimpleFoam-Löser zu verwenden /OPE 19/. Das 
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zugrunde liegende Turbulenzmodell LienCubicKE ist eigentlich für inkompressible Flu-

ide konzipiert und berücksichtigt keine Dichteänderungen. Es müsste daher erweitert 

werden, um mit dem buoyantPimpleFoam-Solver kompatibel zu sein. Dieser Solver 

löst nicht die Transportgleichung für die Temperatur, sondern für die Energie. Zudem hat 

OpenFOAM inzwischen tiefgreifende Änderungen an der Code-Struktur vorgenommen. 

Es zeigte sich, dass eine Anpassung mit einem sehr hohen Implementierungsaufwand 

verbunden wäre, da wesentliche Teile der OpenFOAM-internen Bibliotheken – insbe-

sondere für die Stoffwertmodellierung – doppelt implementiert werden müssten. 

Aus den oberen Gründen wurde ein alternativer Ansatz getestet. Dabei wurde das AHFM 

für Fluide auf Grundlage bestehender Materialbibliotheken erweitert und für den Einsatz 

im Basis-Solver (fluid und incompressibleFluid von OpenFOAM) /OPE 24/ nutz-

bar gemacht. Entsprechend wurde das Turbulenzmodell so formuliert, dass es sowohl 

für kompressible als auch für inkompressible Strömungen anwendbar ist. Um die Code-

Struktur weiter zu verbessern, fand im Jahr 2024 eine Diskussion mit dem HZDR statt. 

Als Ergebnis wurden mit freundlicher Unterstützung des HZDR die Entwicklungen in de-

ren NUSAR-RCS-Code integriert, der auf der OpenFOAM Foundation Version 12-S.1 

/HZD 25/ basiert. 

In den folgenden Kapiteln werden vier verschiedenen und von der GRS implementierten 

Turbulenzmodelle vorgestellt und untersucht: LienCubicKEBase, SugaCubicKE so-

wie die Neuentwicklungen LienCubicKEAHFM und SugaCubicKEAHFM. Das Modell 

SugaCubicKE wurde ursprünglich von Suga /SUG 95/ entwickelt, wobei in der vorlie-

genden Arbeit die Formulierung von Craft et al. /CRA 96/ verwendet wurde. Alle Modelle 

wurden bei der GRS als allgemeine Klassen erweitert und implementiert und sind für 

kompressible sowie inkompressible Strömungen einsetzbar. 

6.2.1 Implementierung der nicht-linearen Turbulenzmodelle 

Das ursprüngliche LienCubicKE-Modell, das auf einem inkompressiblen Turbulenzmo-

dell basiert, wurde in dieser Arbeit so formuliert, dass es sowohl mit kompressiblen als 

auch mit inkompressiblen Fluiden angewendet werden kann. Dieses erweiterte Turbu-

lenzmodell wird als LienCubicKEBase bezeichnet. 

In der Implementierung wurden die Transportgleichungen für k und ε mit einem nicht-

uniformen Volumenanteilsfeld (alphaField) sowie einem Dichtefeld (rhoField) mul-

tipliziert – analog zu anderen RAS (Reynolds-Averaged Simulation)-Modellen in 
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OpenFOAM. Zusätzlich wurden neue interne Quellterme (Sk und Se) in den Transport-

gleichungen definiert. Diese erweitern das Modell um den Einfluss von Auftriebseffekten 

auf die Turbulenz, was in Abschnitt 6.2.2 näher erläutert wird. 

Außerdem wurden zusätzliche Zugriffe auf optionalen fvModels (Sfv) und fvCons-

traints ermöglicht. Dadurch ist das Hinzufügen verschiedener Quellterme, Lagrange-

Partikel, Strahlung, Oberflächenfilme usw. möglich. Mit fvConstraints können be-

stimmte Lösungsvariablen begrenzt werden. Das Turbulenzmodell LienCubicKEBase 

verwendet die folgenden modifizierten Transportgleichungen für k und 𝜀: 

𝜕𝛼𝜌𝑘

𝜕𝑡
+

𝜕(𝛼𝜌𝑢𝑘)

𝜕𝑥𝑖
−

𝜕

𝜕𝑥𝑖
𝛼𝜌 [(

𝜈𝑇

𝜎𝑘
+ 𝜈)

𝜕𝑘

𝜕𝑥𝑖
]   =  𝛼𝜌𝐺 − 𝛼𝜌

𝜀

𝑘
𝑘 + 𝑆𝑘 + 𝑆𝑓𝑣 (6.1) 

𝜕𝛼𝜌𝜀

𝜕𝑡
+

𝜕(𝛼𝜌𝑢𝜀)

𝜕𝑥𝑖
−

𝜕

𝜕𝑥𝑖
𝛼𝜌 [(

𝜈𝑇

𝜎𝜀
+ 𝜈)

𝜕𝜀

𝜕𝑥𝑖
]  

=  𝐶𝜀1𝛼𝜌𝐺 
𝜀

𝑘
− 𝐶𝜖2𝛼𝜌𝑓2

𝜀

𝑘
𝜀 + 𝛼𝜌𝐸 +  𝑆𝜀 + 𝑆𝑓𝑣 

(6.2) 

wobei 

α = Phasenanteil der jeweiligen Phase [-] 

Cε1, Cε2 = Konstante, jeweils 1,44 und 1,92 

ε = Dissipationsrate der turbulenten kinetischen Energie [m2s-3] 

Dk = 
𝜈𝑇

𝜎𝑘
+ 𝜈 = Effektive Diffusität für k 

Dε = 
𝜈𝑇

𝜎𝜖
+ 𝜈 = Effektive Diffusität für e 

E = Quellterm, der sicherstellt, dass das richtige Maß an wandnaher Turbulenz-Energie-

Dissipation zurückgegeben wird 

f2 = Innere Funktion, beschränkt sich hauptsächlich auf den Viskosebereich,  der eine 

Dämpfungsfunktion hat 

G = [𝜈𝑇(∇𝑈 + (∇𝑈)𝑇) − 𝜏𝑛𝑙]: ∇𝑈 = Produktion der Turbulenz [m2s-3] 

k = Turbulente kinetische Energie [m2.s-2] 

ρ = Dichte der Flüssigkeit [kg.m-3] 

Sk = Innerer Quellterm für k 

Sε = Innerer Quellterm für e 

SfvModels = Quellterm durch fvModels 

σk = 1 = Turbulente Prandtl-Zahlen für k und e 

σe = 1,3 = Turbulente Prandtl-Zahlen für k und e 
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u = Geschwindigkeit [ms-1] 

𝜈𝑡= Turbulente Viskosität [m2s-1] 

𝜈 = Kinematische Viskosität [m2s-1] 

Beim SugaCubicKE-Modell wurden die Koeffizienten der konstitutiven Gleichung des 

ursprünglichen Suga-Modells für verschiedene Strömungsarten (einfache Scherströ-

mungen, auftreffende Strömungen, gekrümmte sowie Drallströmungen) optimiert 

/CRA 96/. Auf dieser Grundlage wird die Transportgleichung für k wie folgt definiert: 

𝜕𝛼𝜌𝑘

𝜕𝑡
+

𝜕(𝛼𝜌𝑢𝑘)

𝜕𝑥𝑖
−

𝜕

𝜕𝑥𝑖
𝛼𝜌 [(

𝜈𝑇

𝜎𝑘
+ 𝜈)

𝜕𝑘

𝜕𝑥𝑖
]   =  𝛼𝜌𝐺 − 𝛼𝜌

(𝜀 + 𝐷)

𝑘
𝑘 + 𝑆𝑘 + 𝑆𝑓𝑣 (6.3) 

Das Suga-Modell enthält einen D-Term, der zwischen homogenen und inhomogenen 

Dissipationsraten unterscheidet. In vielen Referenzen wird ε als ε̃ geschrieben – jedoch 

nicht in /APS 02/. Die ε-Transportgleichung mit Dämpfungsfunktion wird wie folgt defi-

niert: 

𝜕𝛼𝜌𝜀

𝜕𝑡
+

𝜕(𝛼𝜌𝑢𝜀)

𝜕𝑥𝑖
−

𝜕

𝜕𝑥𝑖
𝛼𝜌 [(

𝜈𝑇

𝜎𝜀
+ 𝜈)

𝜕𝜀

𝜕𝑥𝑖
] 

  =  𝐶𝜖1𝛼𝜌𝐺 
𝜀

𝑘
− 𝐶𝜖2𝛼𝜌𝑓2

𝜀

𝑘
𝜀 + 𝛼𝜌(𝐸 + 𝑌𝑐) +  𝑆𝜖 + 𝑆𝑓𝑣 

(6.4) 

Die zusätzlichen quellenbasierten Terme E und Yc /YAP 87/ dienen als Begrenzungen 

für das korrekte Wandverhalten bzw. für die turbulente Längenskala. In diesem Modell 

wird die Längenskala durch die Lösung der Dissipationsgleichung bestimmt, wodurch 

eine lokale Reynolds-Zahl Rₜ definiert werden kann – unabhängig von der Position 

/LAU 74/. Diese verschwindet an festen Wänden, und durch einfache Randbedingungen 

können Zwei-Gleichungs-Modelle dadurch deutlich bessere Vorhersagen im Hinblick auf 

Laminierung, Mischkonvektion und Diffusion erzielen. Tab. 6.1 zeigt die wesentlichen 

Unterschiede zwischen LienCubicKE und SugaCubicKE. In beiden Turbulenzmodel-

len werden dabei dieselben Modellkonstanten verwendet (siehe Tab. 6.2). 
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Tab. 6.1 Funktionen in beiden Turbulenzmodellen  

Funktion LienCubicKE SugaCubicKE 

Cµ 
2 3⁄

1,25 +  𝑠̅ + 0,9Ω̅
 

0.3(1 − exp (−0.36𝑒0,75𝜂)

1 + 0.35𝜂3/2
 

(β1; β2; β3) 
𝑓µ

1000 + 𝑠̅3
(3;  15; −19) 𝐶µ𝑓µ(-0,4; 0,4; -1,04) 

(γ1; γ2; γ3; γ4) 𝐶µ
3𝑓µ(16; 16; 0; -80) 𝐶µ

3𝑓µ(40; 40; 0, -80) 

Yc - 

max (0,83
𝜀2

𝑘
[

𝑘1,5

2,5𝜀𝑦

− 1] [
𝑘1,5

2.5𝜀𝑦
]

2

, 0) 

fµ (1 − 𝑒−𝐴µ𝑦∗
) (1 +

2𝜅

𝐶µ
0,75𝑦∗

) 1 − exp [− (
𝑅𝑡

90
)

2

−
𝑅𝑡

400
] 

D - 2𝜈 (
𝜕√𝑘

𝜕𝑥𝑖
)

2

 

f2 1 − 0,3𝑒−𝑅𝑡
2
 1 − 0,3𝑒−𝑅𝑡

2
 

Rt 𝑘2 𝜈𝜀⁄  𝑘2 𝜈𝜀⁄  

E 𝐶𝜀2𝐶µ
0,75 (

𝑓2√𝑘𝜀
𝜅𝑐𝑦

1+
2𝜅𝑐

𝐶µ
0,75

𝑦∗⁄

)(𝑒−𝐴𝐸𝑦∗2

) 0,0022
𝑆̅𝜈𝑡𝑘

𝜀
(

𝜕2𝑈𝑖

𝜕𝑥𝑗𝜕𝑥𝑘
)

2

for 𝑅𝑡 ≤ 250 

Tab. 6.2 Verwendete Konstanten in den Gleichungen 

Cε1 Cε1 σk σε 

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

Für beide nichtlinearen Turbulenzmodelle gilt: Das kubische nichtlineare Modell führt 

dazu, dass in Bereichen mit starken rotationsfreien Dehnungen eine geringere turbulente 

kinetische Energie berechnet wird. Dies ist der Abhängigkeit des Modellkoeffizienten Cµ 

von den Invarianten der Dehnungs- und Wirbelstärke zurückzuführen. Diese sind wie 

folgt definiert: 

𝜈𝑡 = 𝑓µ𝐶µ

𝑘2

𝜀
  (6.5) 

𝑆̅ =
𝑘

𝜀
√2𝑆𝑖𝑗𝑆𝑖𝑗, Ω̅ =

𝑘

𝜀
√2Ω𝑖𝑗Ω𝑖𝑗   (6.6) 

𝜂 = max (𝑆̅, Ω̅) (6.7) 
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6.2.2 Implementierung des AHFM-Turbulenzmodells 

Nach der Implementierung beider Basisklassen in OpenFOAM wurden die Turbulenz-

modelle LienCubicKEAHFM und SugaCubicKEAHFM als neue Klassen in OpenFOAM 

definiert, die ihre zugehörige Basisklasse (LienCubicKEBase bzw. SugaCubicKE) 

aufrufen. In diesen neuen Klassen wurde der Beitrag der turbulenten Produktion auf-

grund von Auftrieb durch die inneren Quellterme kSource (Sk) und epsilonSource 

(Sε) berücksichtigt /WEI 22/: 

𝑆𝑘   = −𝛼𝜌𝛽(𝑔𝑖  𝜃𝑢) (6.8) 

𝑆𝜖   =  𝐶𝜀1𝐶𝜀3𝑆𝑘 (
𝜀

𝑘
) (6.9) 

Danach wurde die Größe des turbulenten Wärmeströms (𝜃𝑢𝑖
̅̅ ̅̅̅) gemäß der Reynolds-Ana-

logie bestimmt. Sie ergibt sich direkt aus der vom Turbulenzmodell berechneten turbu-

lenten Viskosität (𝜈𝑡) sowie der turbulenten Prandtl-Zahl Prt, die in der Regel konstant 

mit 0,9 angenommen wird. In AHFM hingegen wird die algebraische Gleichung (𝜃𝑢𝑖
̅̅ ̅̅̅) des 

turbulenten Wärmestroms im Fluid implizit berechnet. 

𝜃𝑢𝑖  =   −
𝜈𝑡

𝑃𝑟𝑡
 

𝜕𝑇

𝜕𝑥𝑖
 (6.10) 

𝜃𝑢𝑖  =   − 𝐶𝑡0 𝜏𝑚 (𝐶𝑡1 𝑢𝑖𝑢𝑗 
𝜕𝑇

𝜕𝑥𝑗
+ 𝐶𝑡2 𝜃𝑢𝑗

𝜕𝑢𝑖

𝜕𝑥𝑗
+ 𝐶𝑡3𝛽𝑔𝑖  𝜃2)   +  𝐶𝑡4 𝑎𝑖𝑗 𝜃𝑢𝑗 (6.11) 

wobei  

𝑎𝑖𝑗 =
𝑢𝑖𝑢𝑗

𝑘
−

2

3
𝛿𝑖𝑗 = der Reynoldsspannunganisotropietensor, 

𝜏𝑚  =  
𝑘

𝜀
 = mechanische Zeitskala  

gi = Gravitationsbeschleunigung 

β = Wärmeausdehnungskoeffizient (1/K) 

Um die obere Gleichung lösen zu können, wurde eine zusätzliche Gleichung für die tur-

bulenten Temperaturschwankungen 𝜃2̅̅ ̅ eingeführt: 
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𝜕 (𝛼𝜌𝜃2)

𝜕𝑡
+

𝜕 (𝛼𝜌𝑢𝑖𝜃2)

𝜕𝑥𝑖
  −

𝜕

𝜕𝑥𝑖
𝛼𝜌 [(

𝜈𝑡

𝜎
𝜃2

+
𝜅

𝜌𝐶𝑝
)

𝜕𝜃2

𝜕𝑥𝑖
] 

= 𝛼𝜌
2𝑃𝑡

𝜃2
𝜃2 − 2𝛼𝜌𝜀𝜃 + 𝑆𝑓𝑣 

(6.12) 

wobei 

𝑃𝑡   =  𝜃𝑢𝑖 
𝜕𝑇

𝜕𝑥𝑖
 = Produktion der Temperaturschwankung  

𝜀𝜃 = Dissipationsrate der Temperaturschwankung 

Um die Dissipationsrate 𝜀𝜃 der Temperaturschwankung direkt zu berechnen, wird ein 

konstantes Verhältnis (R) der thermischen zur mechanischen Zeitskala angenommen. 

𝑅  =  
𝜏𝜃

𝜏𝑚
 (6.13) 

mit 𝜀𝜃  =   𝜃2 2𝜏𝜃⁄ . Zur Lösung dieser Gleichungen wurden einige Koeffizienten aus der 

Literatur /SHA 13/ herangezogen, die in Tab. 6.3 aufgeführt sind. Wird das AHFM auf-

gerufen, so werden zunächst die Transportgleichungen für k, ε und 𝜃2̅̅ ̅ gelöst und daraus 

anschließend 𝜃𝑢𝑖
̅̅ ̅̅̅ berechnet. Mit dem 𝜃𝑢𝑖

̅̅ ̅̅̅ wird der gesamte Wärmestrom korrigiert, dies 

erfolgt mit Zugriff in die Energiegleichung mit Hilfe von fvModels, s. 6.2.3. 

Tab. 6.3 Konstanten im AHFM-Modell /SHA 13/  

Cε3 Ct0 Ct1 Ct2 Ct3 Ct4 𝝈𝜽𝟐̅̅̅̅  R 

-0,33 0,09 1 0,6 0,6 1,5 1 0,5 

6.2.3 Bestimmung der Energiegleichung für AHFM 

In OpenFOAM wird nicht direkt die Transportgleichung für die Temperatur gelöst, son-

dern eine Gleichung für die Energie, die auf der Gesamtenergie basiert. Diese Energie-

gleichung kann – abhängig vom verwendeten Solver (z.  B. für kompressible Strömun-

gen, Wärmeübertragung oder Mehrphasenströmungen) – entweder in Form der 

Enthalpie (h) oder der inneren Energie (e) formuliert werden. In der Regel erfolgt dies 

ohne Berücksichtigung mechanischer Quellterme. Die vereinfachte Form der Gleichung 

lautet wie folgt: 
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𝜕𝜌(ℎ ∥ 𝑒)

𝜕𝑡
+ ∇ ⋅ (𝜌𝑢(ℎ ∥ 𝑒)) +

𝜕𝜌𝐾

𝜕𝑡
+ ∇ ⋅ (𝜌𝑢𝐾) + [∇ ⋅ (𝑢𝑝)  ∥   (−

𝜕𝑝

𝜕𝑡
)] 

= −∇ ⋅ 𝑞 + 𝑆fvModels(ℎ∥𝑒) + 𝜌𝑢𝑔𝑖 

(6.14) 

Dabei ist der Wärmeflussvektor definiert als: ∇𝑞 =  −𝛼eff∇𝑒, wobei 𝛼eff die effektive ther-

mische Diffusivität ist. Eine neue allgemeine energyAHFM-Klasse innerhalb der fvMo-

dels wurde entwickelt, um den Beitrag der Turbulenz zum Wärmetransport 𝜃𝑢𝑖
̅̅ ̅̅̅ in der 

Energie- bzw. Temperaturgleichung zu berücksichtigen. In diesem fvModels wird der 

explizite Beitrag des AHFM 𝜃𝑢𝑖
̅̅ ̅̅̅ hinzugefügt, der jeweils für inkompressible, kompres-

sible und mehrphasige Strömungen modelliert ist. Diese Implementierung ist ausschließ-

lich für die Verwendung mit dem beschriebenen nichtlinearen Turbulenzmodell vorgese-

hen, wobei der Prt -Wert in der Datei thermophysicalProperties auf einen sehr 

hohen Wert gesetzt wird, um den Beitrag von αt in αeff gezielt zu unterdrücken. 

𝑆fvModels  =   −
𝜕

𝜕𝑥𝑖
(𝜌 𝐶𝑝 𝜃𝑢𝑖) (6.15) 

𝑆fvModels  =   −
𝜕

𝜕𝑥𝑖
(𝜃𝑢𝑖) 

(6.16) 

Wie oben bereits erwähnt, steht die Temperaturgleichung in OpenFOAM für inkompres-

sible Strömungen nicht mehr direkt zur Verfügung. Wird eine inkompressible Strömung 

betrachtet, so wird stattdessen eine Transportgleichung für einen passiven Skalar (T als 

Temperatur) verwendet. Mithilfe der Gleichung (6.16) wird die Temperaturgleichung ge-

löst, wobei benutzerdefinierte laminare und turbulente Diffusivitäten über die Koeffizien-

ten αl und αt berücksichtigt werden. 

𝜕𝑇

𝜕𝑡
+ 𝑢𝑖

𝜕𝑇

𝜕𝑥𝑖
−

𝜕

𝜕𝑥𝑖
[(𝛼𝑙  𝜐  +  𝛼𝑡  𝜐𝑡)

𝜕𝑇

𝜕𝑥𝑖
]   =   − ∇ ⋅ 𝑞  + 𝑆fvModels (6.17) 

Zusätzlich wurde zur Schließung der Impulsgleichung für inkompressible Strömungen 

eine neue fvModels-Klasse namens incompressibleBuoyancyForce definiert. 

Diese berechnet und berücksichtigt die Auftriebskraft unter Anwendung der Boussinesq-

Hypothese in der Impulsgleichung entsprechend dem vorgegebenen Geschwindigkeits-

feld der inkompressiblen Strömung. 
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𝑆fvModels  =   − ((𝑇  −  𝑇0)𝛽)𝑔𝑖 
(6.18) 

mit T0 = Referenztemperatur (K). 

6.3 Validierung der neuen Implementierung mit DNS-Daten 

Zur Validierung des Turbulenzmodells wurden zwei Testfälle untersucht: eine turbulente 

Kanalströmung und die Rayleigh–Bénard-Konvektion (RBC). Die turbulente Kanalströ-

mung dient zur Bewertung des Strömungsfeldes in einem einfachen Kanal, während in 

RBC Naturkonvektionsphänomene stattfinden. Die nachfolgenden Simulationen basie-

ren auf stationären, zweidimensionalen RANS-Berechnungen. Dabei kam ein Upwind-

Schema zweiter Ordnung in Kombination mit dem SIMPLE-Algorithmus zur Anwendung. 

Besonders hervorzuheben ist, dass die hier verwendeten Methoden auf Strömungsre-

gime mit sehr niedriger Prandtl- ahl (z. B. Flüssigmetalle, Pr ≪ 1) ausgelegt sind, bei 

denen eine exakte Auflösung der Grenzschicht entscheidend ist. Daher wurde in allen 

Simulationen sichergestellt, dass die erste Zellhöhe einem y⁺-Wert von kleiner als 1 ent-

spricht, um eine ausreichende Auflösung des wandnahen Bereichs zu gewährleisten. 

6.3.1 Turbulente Kanalströmung 

Für die Simulation wurde eine vollständig entwickelte turbulente Kanalströmung ange-

nommen. Dazu wurde ein unendlich ausgedehnter horizontaler Kanal modelliert. Um die 

Entwicklung der Impulsgrenzschicht korrekt abzubilden, wurden in Strömungsrichtung 

periodische Randbedingungen definiert. An den oberen und unteren Begrenzungen wur-

den No-Slip-Randbedingungen (feststehende Wände) verwendet. Der Rechenbereich 

hat eine Länge von  ,  × δ in Strömungsrichtung ( ) und eine Höhe von   × δ in Wand-

normalrichtung (y). Zur Abbildung eines zweidimensionalen Falls wurde in der dritten 

Raumrichtung (z) lediglich eine einzige  ellschicht verwendet. Der Referenzwert δ ent-

spricht dabei der halben Kanalhöhe und ist hier mit δ     gesetzt, siehe Abb. 6.4. Hier 

wurde eine Reibungs-Reynolds-Zahl von Re𝜏 = 180 verwendet, wobei sich diese auf die 

Reibungsgeschwindigkeit bezieht. Der Prandtl-Zahl wurde ein Wert von 0,7 zugewiesen. 

Das endgültige Rechengitter besteht aus insgesamt 38.400 Hexaeder-Elementen mit 

einer Auflösung von 160 × 240 Zellen.  
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Die Koordinaten und Strömungsgrößen wurden mit der halben Kanalhöhe 𝛿, der Rei-

bungsgeschwindigkeit 𝑢𝜏 und der kinematischen Viskosität 𝜈 normiert. Für diesen Test-

fall wurden ausschließlich die entwickelten Turbulenzmodelle LienCubicKEBase und 

SugaCubicKE betrachtet und deren Ergebnisse mit DNS-Daten /ABE 09/ sowie analy-

tischen Lösungen /KIM 87/ verglichen. Im Fokus stehen dabei das dimensionslose Ge-

schwindigkeitsprofil und das Profil der turbulenten Viskosität, wie in Abb. 6.5 und 

Abb. 6.6 dargestellt. 

 

Abb. 6.4 CFD-Domäne mit Kanalströmung 

Im Bereich 𝑦⁺ ≈   –100 (log-Schicht) stimmen beide Modelle gut mit den DNS-Daten für 

die dimensionslose Geschwindigkeit überein. Geringfügige Abweichungen treten bei hö-

heren 𝑦⁺-Werten auf, wobei das LienCubicKEBase-Modell die DNS-Werte leicht über-

schätzt. Das Profil der turbulenten kinematischen Viskosität stimmt in der viskosen Un-

terschicht ebenfalls mit den DNS-Daten gut überein. In den äußeren Bereichen (𝑦⁺ > 80) 

neigt das LienCubicKEBase-Modell dazu, die turbulente Viskosität im Vergleich zu 

den DNS-Daten zu überschätzen. Im Gegensatz dazu zeigt das SugaCubicKE-Modell 

eine bessere Übereinstimmung mit dem Verlauf der DNS-Daten, weist jedoch eine klei-

nere Spitze auf, die die DNS-Werte geringfügig übersteigt. 
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Abb. 6.5 Dimensionsloses Geschwindigkeitsprofil 

 

Abb. 6.6 Profil der dimensionslosen turbulenten Viskosität 

6.3.2 Rayleigh–Bénard-Konvektion (RBC) 

RBC ist ein grundlegendes physikalisches Modell zur Untersuchung des Wärmetrans-

ports durch natürliche Konvektion. Sie besteht aus einer unendlichen Flüssigkeits-

schicht, die zwischen zwei festen, horizontalen und isothermen Wänden eingeschlossen 

ist – die untere Wand wird beheizt, die obere gekühlt. Das Verhalten des Systems wird 

maßgeblich durch zwei dimensionslose Kennzahlen beschrieben: Die Rayleigh-Zahl 

(Ra), die die Stärke der auftriebsgetriebenen Strömung charakterisiert sowie die Prandtl-

Zahl (Pr), die das Verhältnis von Impuls- zu thermischer Diffusivität angibt. 

𝑅𝑎  =  
𝑔𝑖𝛽∆𝑇𝐻3

𝜈𝛼
= 𝐺𝑟 ⋅ 𝑃𝑟 (6.19) 
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Dabei ist ∆T die Temperaturdifferenz zwischen den Wänden, H der Abstand zwischen 

zwei horizontalen Wänden und Gr die Grashof-Zahl. Die RBC-Berechnungen werden in 

einer schlanken Geometrie mit einem Seitenverhältnis von 1:8 durchgeführt, wobei kon-

stante Fluideigenschaften unter Verwendung des Boussinesq-Modells angenommen 

wurden. Abb. 6.1 zeigt das Rechengebiet für den RBC-Testfall, in dem 3240 hexagonale 

Rechenzellen (164 × 81) verwendet wurden. Die beiden vertikalen Wände wurden in 

horizontaler Richtung mit periodischen Randbedingungen versehen, während die obere 

und untere Wand mit No-Slip-Bedingungen versehen und bei einer konstanten Wand-

temperatur gehalten wurden, wobei (Tₕ – T𝑐) ≥   K ist. In dieser Studie werden die Tur-

bulenzmodelle LienCubicKEAHFM und SugaCubicKEAHFM mit DNS-Daten sowie mit 

der Lösung aus /SHA 14/ verglichen, die hier als AHFM-2005 bezeichnet wird. Die aus-

gewählten Testfälle sind in Tab. 6.4 zusammengefasst. 

Tab. 6.4 Liste der RBC-Testfälle 

Test Ra Pr Referenz 

RBC-I 6,3 x 105 0,7 /WÖR 94/ 

RBC-II 1 x 105 0,025 /OTI 05/ 

RBC-III 2,4 x 105 0,006 /WÖR 94/ 

Der Simulationsfall RBC-I ist durch Pr = 0,7 und Ra =  ,  ×   ⁵ charakterisiert. Die 

normierten mittleren Temperaturprofile T+ (Abb. 6.7) zeigen eine gute Übereinstim-

mung mit den DNS-Ergebnissen. Sowohl LienCubicKEAHFM als auch Suga-

CubicKEAHFM erfassen präzise die steilen Gradienten in der Nähe der thermischen 

Grenzschichten sowie das lineare Verhalten im Kanalinneren. Die Ergebnisse schnei-

den etwas besser als das Referenzmodell AHFM-2005 ab, auch wenn das DNS-Profil 

im Kanalzentrum etwas flacher als alle numerischen Vorhersagen ist. 
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Abb. 6.7 RBC-I: normierte mittlere Temperaturprofile T+ 

Abb. 6.8 zeigt das Verhalten der turbulenten Temperaturschwankungen, dargestellt mit 

Hilfe der normierten turbulenten Temperaturschwankungen 𝜃2̅̅ ̅ ∆𝑇⁄ . Keines der Modelle 

kann die DNS-Daten quantitativ exakt abbilden, obwohl AHFM-2005 und Suga-

CubicKEAHFM dem allgemeinen Verlauf des Profils zumindest näherkommen. Suga-

CubicKEAHFM liegt in Wandnähe sehr nah an den DNS-Daten und bildet den Profilver-

lauf insgesamt korrekt ab, überschätzt jedoch die turbulenten Temperaturschwankungen 

im  entrum des Kanals um etwa    %. Die Ergebnisse von AHFM-2005 sind im Kanal-

inneren besser, unterschätzen jedoch die Spitzen im wandnahen Bereich deutlich – um 

rund    %. LienCubicKEAHFM liegt sowohl im Kernbereich als auch in Wandnähe wei-

ter von den DNS-Daten entfernt und kann die Spitzen in der Wandnähe, die in den an-

deren drei Kurven sichtbar sind, nicht wiedergeben. 

Die DNS-Daten des normierten turbulenten Wärmeflusses 𝜃𝑢𝑖
̅̅ ̅̅̅ ∆𝑇⁄  (Abb. 6.9) zeigen ein 

flaches Profil im Kernbereich und einen starken Abfall in Wandnähe. LienCubicKE-

AHFM liefert unter allen Simulationen die beste Übereinstimmung über den gesamten 

Strömungsbereich hinweg – mit einer ma imalen Abweichung von    % in der Kanal-

mitte sowie mit einer sehr genauen Vorhersage im zentralen Bereich und in Wandnähe. 

SugaCubicKEAHFM hingegen sagt Spitzen sowohl im Wandbereich als auch im Kanal-

inneren voraus, die nicht mit dem relativ flachen DNS-Profil übereinstimmen. 
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Abb. 6.8 RBC-I: normierte turbulente Temperaturschwankungen 

Der Simulationsfall RBC-II ist durch eine Prandtl-Zahl von 0,025 und eine Rayleigh-Zahl 

von   ×   ⁵ definiert.  n Abb. 6.10 zeigen alle Modelle ein etwas flacheres normiertes 

mittleres Temperaturprofil voraus als die DNS-Daten. Obwohl die berechneten Trends 

ähnlich verlaufen, liegen AHFM-2005 und SugaCubicKEAHFM näher an den DNS-

Ergebnissen. LienCubicKEAHFM liefert im zentralen Bereich eine gute Übereinstim-

mung, überschätzt jedoch leicht die normierte Temperatur nahe der unteren Wand und 

unterschätzt sie leicht in der Nähe der oberen Wand. In den Diagrammen 𝜃2̅̅ ̅ ∆𝑇⁄  

(Abb. 6.11) und 𝜃𝑢𝑖
̅̅ ̅̅̅ ∆𝑇⁄  (Abb. 6.12) unterschätzt LienCubicKEAHFM die turbulenten 

Temperaturschwankungen um    % und überschätzt den turbulenten Wärmefluss um 

   %, folgt jedoch qualitativ den DNS-Profilen mit hoher Genauigkeit. SukugaCubicKE-

AHFM und insbesondere AHFM-2005 überschätzen die turbulenten Temperaturschwan-

kungen deutlich über den gesamten Strömungsbereich hinweg, wobei die maximalen 

Abweichungen im Zentrum des Kanals auftreten. 
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Abb. 6.9 RBC-I: normierter turbulenter Wärmefluss 

 

Abb. 6.10 RBC-II: normiertes mittleres Temperaturprofil T+ 
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Abb. 6.11 RBC-II: normierte turbulente Temperaturschwankungen 

 

Abb. 6.12 RBC-II: normierter turbulenter Wärmefluss 

Abb. 6.13 zeigt das Profil der normierten mittleren Temperatur für den RBC-III-Fall mit 

Pr = 0,006 und Ra    ,  ×   ⁴. Hier folgen alle Modelle, einschließlich LienCubicKE-

AHFM und SugaCubicKEAHFM, dem DNS-Trend über die gesamte Höhe hinweg und 

reproduzieren den nahezu linearen Temperaturgradienten sehr genau. Im Gegensatz 

dazu wird die normierte turbulente Temperaturschwankung über den gesamten Bereich 

von keinem Modell vollständig korrekt wiedergegeben Abb. 6.14. Die Modelle Suga-

CubicKEAHFM und AHFM-2005 bilden zwar qualitativ den Verlauf des DNS-Profils nach, 

überschätzen jedoch deutlich den Maximalwert der Fluktuationen. Die Vorhersage der 

turbulenten Temperaturschwankungen durch LienCubicKEAHFM stimmt im Zentrum 



 

171 

der Geometrie gut mit den DNS-Werten überein, jedoch ist das Profil insgesamt flacher 

und weicht somit in der Form vom Referenzverlauf ab. 

Abb. 6.15 zeigt den normierten turbulenten Wärmefluss, berechnet mit LienCubicKE-

AHFM und SugaCubicKEAHFM. Dazu lagen keine DNS und AHFM-2005 Daten vor. Der 

Vergleich der beiden Modelle zeigt ein ähnliches Verhalten, wie in den Fällen RBC-I und 

RBC-II. 

 

Abb. 6.13 RBC-III: normiertes mittleres Temperaturprofil T+ 

 

Abb. 6.14 RBC-III: normierte turbulente Temperaturschwankungen 
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Abb. 6.15 RBC-III: normierter turbulenter Wärmefluss 

Abb. 6.16 zeigt die T+-Feldverteilung, berechnet mit dem LienCubicKEAHFM-Turbu-

lenzmodell für die drei RBC-Fälle. Diese Verteilung ist nahezu identisch mit den Ergeb-

nissen des SugaCubicKEAHFM-Modells (hier nicht dargestellt). In RBC-I (Pr = 0,7) stei-

gen und fallen thermische Plumes deutlich, was typisch für konvektionsdominierte 

Strömungen ist, bei denen thermische Diffusivität und kinematische Viskosität vergleich-

bar sind – ein Hinweis auf starke konvektive Durchmischung. Mit abnehmender Prandtl-

Zahl wird die thermische Grenzschicht dicker und die turbulenten Strukturen werden zu-

nehmend diffusiver. Gleichzeitig ist die Rayleigh-Zahl zu gering, um eine starke Konvek-

tion anzutreiben, was zu weitgehend horizontalen isothermen Schichten führt – ein Hin-

weis auf leitungsdominierte Wärmeübertragung mit geschichteter Temperaturverteilung, 

wie auch in Abb. 6.17 zu erkennen ist. Dieses Verhalten stimmt gut mit dem DNS-Profil 

überein. 
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Abb. 6.16 Verteilung von T+ in der CFD-Domäne berechnet mit LienCubicKEAHFM 

für Pr = 0.7 (oben), Pr = 0.025 (Mitte) und Pr = 0.006 (unten) 

 

Abb. 6.17 Temperaturfeldgradient in der CFD-Domäne berechnet mit 

LienCubicKEAHFM für Pr = 0.7 (oben), Pr = 0.025 (Mitte) und Pr = 0.006 

(unten) 
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6.4 Validierung des AHFM-Turbulenzmodells anhand von Versuchsdaten 

Das neu implementierte Turbulenzmodell wird anhand von Versuchen mit flüssigen Me-

tallen validiert. Hierzu wird unter transienten Bedingungen die Teststrecke der TALL-3D-

Anlage analysiert.  

6.4.1 Beschreibung der TALL-3D-Anlage  

Die TALL-3D-Anlage an der KTH Stockholm ist 7 m hoch und besteht aus zwei gut in-

strumentierten Kreisläufen. Drei vertikale Stränge, gefüllt mit LBE, bilden den Primärkreis 

(Abb. 6.1 links). Im mittleren Strang befindet sich die zylinderförmige 3D-Teststrecke, in 

der komplexe 3D-Phänomene stattfinden (Abb. 6.18, Mitte). Diese beeinflussen das Ver-

halten der Gesamtanlage /PAP 14/. Um die obere Hälfte der äußeren Zylinderwand ist 

ein Heizband umgewickelt. Dieses sorgt für Auftriebseffekte im 3D-Pool-Bereich bei klei-

nen Fluidgeschwindigkeiten (Naturumlauf). Innerhalb des 3D-Pools befindet sich eine 

Metallplatte, die für die LBE-Durchmischung im Pool eine übergeordnete Rolle spielt. 

Die Metallplatte verhindert, dass das einströmende kalte Kühlmittel den 3D-Pool ohne 

Vermischung mit dem bereits erwärmten LBE verlässt. Im unteren Teil des linken 

Strangs befindet sich der Hauptheizer. Dieser ist stabförmig und ist mit Hilfe von Ab-

standhaltern in der Rohrmitte befestigt. Der Wärmetauscher ist im oberen Teil des rech-

ten Strangs installiert. Dieser überträgt die im Primärkreis produzierte Wärme in den Se-

kundärkreis, zu dessen Kühlung Öl verwendet wird. 

TALL-3D ist mit Thermoelementen (TE) gut instrumentiert. Diese befinden sich an ver-

schiedenen Stellen im Primär- und Sekundärkreis. Allein in der 3D-Teststrecke wurden 

mehr als 140 TE installiert. Die wesentlichen TE-Gruppen sind in Abb. 6.1 rechts darge-

stellt: CIP (circular inner plate thermocouples), BP (bottom plate thermocouples), IPT 

(inner pipe thermocouples), ILW (inner lateral wall thermocouples), OLW (outer lateral 

wall thermocouples). Jede TE-Gruppe existiert viermal im zylindrischen Pool – bei 0°, 

90°, 270° und 360°. Grund für diese Anordnung ist die Möglichkeit, asymmetrische Strö-

mungsphänomene zu erfassen. Da der Versuch TG03.S301.04 symmetrisch ist, wird ein 

Mittelwert von vier symmetrischen TE einer Gruppe gebildet. Dieser Wert wird dann mit 

dem Rechenergebnis verglichen.  



 

175 

 

Abb. 6.18 TALL-3D-Primärkreis (links), 3D-Teststrecke (Mitte) und Position der Ther-

moelemente im 3D-Pool  

6.4.2 Modellierung der TALL-3D-Anlage 

Da die TALL-3D-Versuche eine vergleichsweise lange Versuchsdauer haben, musste 

ein schnell laufendes CFD-Modell erstellt werden. Dafür wurde ein 2D-Modell vorberei-

tet, das einen 1°-Symmetriesektor des Fluidbereichs der Teststrecke darstellt. Diese 

Vereinfachung ist akzeptabel, da die Strömung in der Teststrecke symmetrisch ist. In 

einem ersten Schritt wurde nur der Fluidbereich vernetzt. Das strukturierte Netz ist ein 

Ergebnis von mehreren Netzanalysen, die nach den Empfehlungen der OECD/NEA 

/NEA 15/ durchgeführt worden sind. Das Netz wurde erzeugt und dabei waren die Simu-

lationsergebnisse unabhängig von der Netzauflösung. Die Netzqualität im Fluidbereich 

ist hoch (max. Skewness 0,33, max. Orthogonalität 2, Aspektverhältnis 75) und das Git-

ter besteht aus 50.859 Hexaeder-Elementen. 

In Bericht /BUC 16/ wurde eine Analyse der TALL-3D-Versuchsanlage mit und ohne Mo-

dellierung der Metallstrukturen mit ANSYS CFX simuliert. Es wurde gezeigt, dass diese 

einen merkbaren Einfluss auf die Ergebnisse haben. Dabei spielen zwei Faktoren eine 

übergeordnete Rolle: die Wärmeleitung und die thermische Trägheit der Metallstruktu-

ren. Aus diesen Gründen wurden auch hier die Metallstrukturen für die Simulation be-

rücksichtigt. Die Festköperstrukturen wurden mit separaten Netzen für die Wände, die 

Metallplatte, die Isolierung sowie für den Heizer dargestellt. Im nächsten Schritt wurden 

die Fluid- und Solid-Netze in ANSYS Workbench zusammengeführt. Das Gesamtnetz 
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(56.040 Elemente, s. Abb. 6.3) wurde zur Nutzung in OpenFOAM NUSAR-RCS Ver-

sion 12-s.1 exportiert.  

 

Abb. 6.19 TALL-3D-Rechennetz  

6.4.3 Der TALL-3D-Versuch TG03.S301.04 

Aus der TALL-3D-Versuchsreihe wurde der Versuch TG03.S301.04 zur Nachrechnung 

ausgewählt. Unter Normalbedingungen strömt das Fluid von unten in die 3D-Teststrecke 

ein, trifft dort auf die kreisförmige Platte, die senkrecht zur Strömungsrichtung steht, und 

verlässt die Teststrecke nach oben. 

Der Versuch TG03.S301.04 stellt den Übergang von erzwungener zu natürlicher Zirku-

lation bei konstanter elektrischer Leistung dar. Dazu wird die Pumpe in der TALL-3D-

Anlage abgeschaltet. Zum Versuchsbeginn läuft die elektromagnetische Pumpe und so-

wohl die Hauptheizung als auch die Teststreckenheizung bleiben während des gesam-

ten Versuchs und mit konstanten Leistungen eingeschaltet. Der Massenstrom im 
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3D-Strang betrug 1,3  kg/s (siehe Abb. 6.20), und dem 3D-Heizer wurde über die ge-

samte Versuchsdauer eine konstante elektrische Leistung von 4000  W zugeführt. Im 

Zeitraum 0  s < t <      s war die Pumpe eingeschaltet; die Ein- und Austrittstemperatu-

ren des LBE blieben konstant (siehe Abb. 6.21). Bei t        s wurde die Pumpe abge-

schaltet und lief innerhalb von etwa    s aus. In der Folge nahm der Massenstrom im 

Primärkreislauf ab. Nach der Strömungsumkehr in der 3D-Teststrecke wurden Strö-

mungsschwingungen beobachtet, deren Frequenz und Abklingrate charakteristisch für 

das Systemverhalten in der natürlichen Zirkulation sind.  

 

Abb. 6.20 Massenstrom am Einlass der Teststrecke (Versuch TG03.S301.04) 

 

Abb. 6.21 Temperatur am Einlass und Auslass der Teststrecke (Versuch 

TG03.S301.04) 

6.4.4 Physikalische Modellierung in OpenFOAM 

Die CFD-Modellierung in OpenFOAM wurde unter Verwendung des foamMultiRun-

Solvers durchgeführt, bei dem im Hintergrund die Solver fluid und laplacian 
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aufgerufen werden. Die Auswahl dieses Solvers erfolgte aufgrund seiner Fähigkeit, die 

Strömungskompressibilität sowie den Wärmeübergang zwischen Fluid und festen Struk-

turen zu berücksichtigen. Die LBE-Stoffwerte wurden temperaturabhängig anhand einer 

polynomiellen Funktion spezifiziert. 

Wie in Abschnitt 6.4.2 beschrieben, wurde bei der Simulation lediglich ein 1°-Symmet-

riesektor der Anlage berücksichtigt. Die Symmetrieflächen wurden dabei als Wedge-

Randbedingungen definiert. Aus diesem Grund wurde der in Abb. 6.20 dargestellte Mas-

senstrom mit einem Skalierungsfaktor von 1/360 angepasst, exportiert und in Open-

FOAM eingelesen. Analog dazu wurde die Leistung des 3D-Heizers auf eine konstante, 

entsprechend skalierte Leistung von   ,    W gesetzt. Die in Abb. 6.21 angegebenen 

Ein- und Austrittstemperaturen des LBE wurden direkt von OpenFOAM übernommen. 

Am Auslass wurde ein konstanter Druck von 4,47E+5  Pa festgelegt. Für den Ein- und 

den Auslass wurde eine Turbulenzintensität von   % angenommen. Für den wandnahen 

Bereich wurde die LowRe-Wandfunktion verwendet. Die Zeitdiskretisierung wurde mit 

einem Euler-Schema realisiert. Das Advektions-Schema und die Turbulenz wurden mit 

Genauigkeit erster Ordnung gerechnet. Das RMS-Konvergenzkriterium wurde auf 10-4 

definiert, wobei OpenFOAM maximal 35 Pimple-Sub-Iterationen ausführen durfte. Die 

Zeitschrittgröße variierte zwischen 0,001 bis 0,01 s.  

6.4.5 Analyse und Vergleich der CFD-Ergebnisse mit Versuchsdaten 

Die Versuchsdauer im Experiment beträgt mehr als       s. Um eine bessere zeitliche 

Auflösung in der interessanten Übergangsphase (erzwungene Konvektion→Naturkon-

vektion) zu erreichen, werden in den Plots nur die ersten 2000  s dargestellt. Die Turbu-

lenzmodellierung erfolgte mit vier Turbulenzmodellen: kOmegaSST, kEpsilon, 

LienCubciKEBase und LienCubicKEAHFM. Die beobachteten Abweichungen zwi-

schen E periment und Simulation bei t      0  s nehmen im weiteren Verlauf nicht weiter 

zu. Die Simulation mit SugaCubicKEAHFM konvergierte nicht, insbesondere die Impuls-

Gleichung, und brach regelmäßig ab; aus diesem Grund werden hier keine Ergebnisse 

dargestellt. Abb. 6.22 und Abb. 6.23 zeigen die Strömungsstruktur mit Hilfe von Stromli-

nien gefärbt mit Geschwindigkeit unmittelbar vor der Pumpenabschaltung. Der 235 °C 

kalte LBE-Strahl prallt auf die innere kreisförmige Platte auf und dann wird das kalte LBE 

Richtung Seitenwand gerichtet. Dabei entstehen drei große Wirbel in der Domäne.  



 

179 

 

Abb. 6.22 Stromlinien gefärbt mit Geschwindigkeit in der TALL-3D-Teststrecke 

(t=200 s): kOmegaSST (links) und kEpsilon (rechts) 

 

Abb. 6.23 Stromlinien gefärbt mit Geschwindigkeit in der TALL-3D-Teststrecke 

(t=200 s): LienCubciKEBase (links) und LienCubicKEAHFM (rechts) 

In allen Simulationen rotiert der zentrale Wirbel im Uhrzeigersinn (Abb. 6.22 und 

Abb. 6.23) und führt Wärme von der Teststreckenwand ab. Die Temperaturverteilung in 

der Teststrecke wird in Abb. 6.24 und Abb. 6.25 dargestellt. Das erwärmte LBE wird 

anschließend in die zentralen und unteren Teststreckenbereiche transportiert, wo es sich 

mit dem kalten LBE vermischt. Wegen größerer Wirbel in den Rechnungen mit den 

neuen Turbulenzmodellen LienCubicKEBase und LienCubicKEAHFM kommt es zu 
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einer besseren Durchmischung im TALL-3D-Behälter. Ein kleiner Teil des von der Platte 

abgelösten LBE strömt nach oben und rotiert gegen den Uhrzeigersinn. Dieser Wirbel 

kühlt die obere rechte Ecke des Behälters, an der das Heizelement endet. 

 

Abb. 6.24 Temperaturverteilung in der TALL-3D-Teststrecke (t=200 s): kOmegaSST 

(links) und kEpsilon (rechts) 

 

Abb. 6.25 Temperaturverteilung in der TALL-3D-Teststrecke (t=200 s): 

LienCubciKEBase (links) und LienCubicKEAHFM (rechts) 

Abb. 6.26 und Abb. 6.27 zeigen die LBE-Geschwindigkeitsverteilung, und Abb. 6.28 und 

Abb. 6.29 zeigen die LBE-Temperaturverteilungen bei t=2000 s, also 1800 s nach der 
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Pumpenabschaltung. Zu diesem Zeitpunkt hat sich eine natürliche Zirkulation mit kleinen 

Strömungsgeschwindigkeiten in der TALL-3D-Anlage eingestellt. Bei geringen Strö-

mungsgeschwindigkeiten und eingeschaltetem Heizer kommen Auftriebseffekte zur Gel-

tung, und im TALL-3D-Pool stellt sich eine thermische Schichtung ein. Das kalte und 

schwere LBE befindet sich am Boden der Teststrecke, während das heiße, leichte LBE 

im oberen Pool-Bereich verweilt. Die maximale Strömungsgeschwindigkeit von nur 

0,15 m/s tritt im Einlassrohr der Teststrecke auf, während die Geschwindigkeit im Pool 

um Größenordnungen niedriger ist. Aufgrund der verschlechterten Kühlung steigt die 

maximale LBE-Temperatur in der oberen rechten Ecke des Pools auf bis zu 315 °C. Es 

ist zu sehen, dass die verschiedenen Turbulenzmodelle unterschiedliche Formen und 

Höhen des kalten LBE-Strahls vorhersagen. Diese haben auch einen Einfluss auf die 

berechneten Temperaturen. In den nächsten Kapiteln werden die gerechneten Tempe-

raturen in verschiedenen Bereichen des Pools mit den Messwerten verglichen.  

 

Abb. 6.26 Stromlinien gefärbt mit Geschwindigkeit in der TALL-3D-Teststrecke 

(t=2000 s): kOmegaSST (links) und kEpsilon (rechts) 
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Abb. 6.27 Stromlinien gefärbt mit Geschwindigkeit in der TALL-3D-Teststrecke 

(t=2000 s): LienCubciKEBase (links) und LienCubicKEAHFM (rechts) 

 

Abb. 6.28 Temperaturverteilung in der TALL-3D-Teststrecke (t=2000 s): kOmegaSST 

(links) und kEpsilon (rechts) 
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Abb. 6.29 Temperaturverteilung (t=2000 s) in der TALL-3D-Teststrecke: 

LienCubciKEBase (links) und LienCubicKEAHFM (rechts) 

6.4.5.1 Bodenplatten-Temperaturen  

Abb. 6.30 zeigt den Vergleich zwischen den Simulationsergebnissen und den 

experimentellen Daten für die Thermoelemente BP-1 und BP-4. BP-1 befindet sich auf 

der Bodenplatte in der Nähe des Einlassrohres, während BP-4 näher an der seitlichen 

3D-Poolwand positioniert ist. kEpsilon und kOmegaSST erfassen sowohl den zeitlichen 

Verlauf als auch die Amplitude der Temperaturänderungen relativ gut, neigen jedoch zu 

einer leichten Überschätzung (max ± 4-5 K) in der Naturumlaufphase. Das Modell 

LienCubicKEBase kann die Temperatur bei erzwungener Konvektion gut 

reproduzieren, allerdings überschätzt es in der Naturumlaufphase die Temperatur in der 

Bodenplatte um bis zu 15 K. Grund dafür ist eine intensivere LBE-Durchmischung im 

Pool in dieser Rechnung, die höchstwahrscheinlich auf eine Überschätzung der 

Auftriebseffekte im Behälter zurückzuführen ist. Das Verhalten des LienCubicKE-

AHFM-Turbulenzmodells ist anders: dieses überschätzt die Fluidtemperatur in der 

Bodenplatte bei laufender Pumpe um 5 K, während nach der Pumpenabschaltung die 

Temperatur systematisch um bis zu 10 K unterschätzt wird. Der Grund für die Über-

schätzung ist in Abb. 6.23 und Abb. 6.25 ersichtlich: LienCubicKEAHFM sagt einen 

größeren Wirbel im Pool vorher und dieser sorgt für den intensiveren Wärmetransport 

von der heißen Pool-Wand Richtung kalter Bodenplatte. In der Naturumlaufphase 
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berechnet dieses Turbulenzmodell einen breiteren kalten LBE-Strahl als alle anderen 

Modelle, der die Temperatur in der Bodenplatte nach unten zieht.  

   

Abb. 6.30 Temperatur im 3D-Pool (s. auch Abb. 6.18): BP-1 (links) und BP-4 (rechts)) 

6.4.5.2 Innenrohr-Temperaturen 

Die IPT-2- und IPT-6-Thermoelemente befinden sich innerhalb des Pools und stehen in 

keinem direkten Kontakt mit den Pool-Wänden. Auch hier lässt sich der bei den zuvor 

untersuchten TE beobachtete Trend feststellen. Für TE IPT-2 und IPT-6 liefern kOme-

gaSST und kEpsilon eine genauere Vorhersage der lokalen Temperatur als die kubi-

schen Turbulenzmodelle, s. Abb. 6.31. Die maximale Abweichung von den Messwerten 

beträgt etwa 4 K. Die Simulation mit dem LienCubicKEBase weist eine Abweichung 

von bis zu 16 K beim Naturumlauf sowohl im unteren als auch im oberen Pool-Bereich 

auf. Die Rechnung mit LienCubicKEAHFM unterschätzt die LBE-Temperatur im unteren 

Pool-Bereich um 9 K in der Naturumlaufphase, was auf den breiteren LBE-Strahl und 

die starke LBE-Stratifizierung dort zurückzuführen ist.  

 

Abb. 6.31 Temperatur im 3D-Pool: IPT-2 (links) und IPT-6 (rechts) 
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6.4.5.3 Innenwand-Temperaturen 

ILW-2 und ILW-3 sind in der Mitte bzw. im oberen Bereich der inneren Pool-Seitenwand 

montiert (s. Abb. 6.18). kEpsilon und kOmegaSST erfassen sowohl den zeitlichen Ver-

lauf als auch die Temperaturgradienten relativ gut, neigen jedoch zu einer leichten Über-

schätzung von 2-3 K, siehe Abb. 6.32. Auch hier überschätzt LienCubicKEBase ab 

t=750 s die LBE-Temperatur im Pool. Bei t=2000 s liegt die Abweichung für IPT-3 bei 

18 K. Für ILW-2 stimmt LienCubicKEAHFM bis t=750 s sehr gut überein. Ab diesem 

Zeitpunkt wird die ILW-2-Temperatur um bis zu 8 K unterschätzt, während der ILW-3-

Wert etwa 4 K vom Messwert abweicht.  

 

Abb. 6.32 Temperatur im 3D-Pool: ILW-2 (links) und ILW-3 (rechts) 

6.4.5.4 Temperaturen an der Innenplatte 

Die TE sind an der unteren Wand der kreisförmigen Innenplatte positioniert, wobei sich 

CIP-4 in der Nähe der Plattenmitte und CIP-10 am Ende der Metallplatte befinden. Bei 

t~750 s erreicht der Massenstrom sein Maximum von 0,62 kg/s (Abb. 6.20 und 

Abb. 6.21) und der kalte LBE-Strahl trifft auf die kreisförmige Innenplatte auf, wodurch 

der der TE-Kopf von CIP-4 stark abgekühlt wird. Die Temperaturabsenkung wurde von 

kOmegaSST sehr gut erfasst, während LienCubicKEBase die Temperaturabsenkung 

an dieser Stelle (Abb. 6.33) unterschätzt. Die Simulationen mit kEpsilon und 

LienCubicKEAHFM zeigen höhere Temperaturen in der Übergangsphase zwischen er-

zwungener und natürlicher Konvektion. Grund dafür ist die Tatsache, dass der kalte LBE-

Strahl hoch genug in den Behälter eindringen kann, um die Platte zu berühren, ohne 

abgebremst und abgelenkt zu werden (obwohl der Massenstrom am Einlass vorgegeben 

ist). Als Folge sinkt die Temperatur bei t~750 s nicht weiter. CIP-10 befindet sich am 

Rande der Platte und wird vom LBE-Strahl nicht berührt. Alle Turbulenzmodelle erfassen 
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den Temperaturverlauf gut an dieser Stelle, allerdings überschätzt LienCubicKEAHFM 

die Übergangsphase zwischen erzwungener und natürlicher Konvektion.  

  

Abb. 6.33 Temperatur im 3D-Pool: CIP-4 (links) und CIP-10 (rechts) 

6.4.5.5 Außenwand-Temperaturen 

Die Thermoelemente OLW-2 und OLW-7 sind an der Pool-Außenwand befestigt. OLW-2 

ist im unteren Wandbereich, während OLW-7 im oberen liegt, zwischen Wand und Hei-

zer. Die Standard-Turbulenzmodelle erfassen den OLW-2-Verlauf mit einer maximalen 

Überschätzung von 4 K, während LienCubicKEAHFM die Temperatur um ca. 10 K im 

Naturumlauf unterschätzt. LienCubicKEBase überschätzt die OLW-2-Temperatur um 

etwa 9 K. Die Übereinstimmung für das obere Thermoelement OLW-7 ist etwas besser, 

wobei LienCubicKEBase die Temperaturspitze um ca. 10 K unterschätzt, während das 

Modell die Temperatur in der Spätphase überschätzt.  

 

Abb. 6.34 Temperatur im 3D-Pool: CIP-4 (links) und CIP-10 (rechts) 

Die bisherigen Analysen zeigen, dass die neuen Turbulenzmodelle LienCubicKEBase 

und LienCubicKEAHFM in diesem konkreten TALL-3D-Testfall schlechter als die Stan-

dard-Modelle in OpenFOAM abschneiden. LienCubicKEBase überschätzt 
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systematisch die Temperatur in der Teststrecke und dies deutet auf eine höhere Turbu-

lenz, intensive Durchmischung und überschätzte Auftriebseffekte hin. Das 

LienCubicKEAHFM-Turbulenzmodell führt zu einer niedrigen Turbulenz in der Naturum-

laufphase mit unterschätzten Auftriebseffekten und stärkerer LBE-Schichtung im Pool. 

Darüber hinaus weichen die mit dem LienCubicKEAHFM-Turbulenzmodell erzielten Er-

gebnisse am stärksten vom Experiment ab. Ein möglicher Grund dafür sind die in der 

algebraischen Gleichung zur Berechnung des turbulenten Wärmestroms 𝜃𝑢𝑖  (Glei-

chung (6.11)) eingesetzten Koeffizienten. Diese spielen eine wesentliche Rolle bei des-

sen Berechnung und wurden von anderen Wissenschaftlern mehrmals kalibriert. Eine 

ständige Kalibrierung zu jedem konkreten Testfall ist aber nicht zielführend, da die Tur-

bulenzmodellierung von variablen Parametern weitgehend unabhängig bleiben soll. Eine 

häufige Parameter-Kalibrierung im Turbulenzmodell kollidiert mit dem „General Pur-

pose“-Konzept von CFD. Daher ist die Nachrechnung von weiteren TALL-3D-Versuchen 

sowie die Validierung anhand anderer Experimente notwendig, um die Vorhersagekraft 

der neuen Modelle endgültig beurteilen zu können. Dabei sollten alle 38 vorhandenen 

TALL-3D-Messstellen mit den Simulationsergebnissen verglichen werden, um ein voll-

ständiges Bild von den Prozessen im 3D-Pool bekommen zu können.  

6.5 Fazit 

In diesem Arbeitspaket wurden verschiedene Turbulenzmodelle in OpenFOAM imple-

mentiert und erweitert. Ziel dabei war eine verbesserte Berechnung des turbulenten Wär-

mestroms in Flüssigmetallströmungen. Zuerst wurde die Berücksichtigung von kompres-

siblen und inkompressiblen Strömungen mit Auftriebseffekten mit LienCubicKEBase 

und SugaCubicKE ermöglicht. Diese wurden anhand DNS-Daten zu einer Kanalströ-

mung validiert, dabei zeigten sie plausible Ergebnisse. Nach der Implementierung beider 

Basisklassen in OpenFOAM wurden die Turbulenzmodelle LienCubicKEAHFM und 

SugaCubicKEAHFM als neue Klassen in OpenFOAM definiert, die ihre zugehörige Ba-

sisklasse (LienCubicKEBase bzw. SugaCubicKE) aufrufen. In diesen neuen Klassen 

wurde der Beitrag der turbulenten Produktion aufgrund von Auftrieb durch die inneren 

Quellterme kSource (Sk) und epsilonSource (Sε) berücksichtigt. Diese wurden mit 

drei Rayleigh–Bénard-Konvektions-Tests gegen DNS-Daten validiert. Das normierte 

mittlere Temperaturprofil T+ konnte mit den neuen Modellen gut wiedergegeben werden, 

bei den normierten Temperaturschwankungen wurden jedoch größere Abweichungen 

vom Referenzwert festgestellt. Immerhin zeigten die beiden Modelle bessere Ergebnisse 

im Vergleich zum AHFM-2005-Modell. Die Validierung anhand des TALL-3D-Versuchs 
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zeigte deutlich, dass hier weitere Forschungsarbeiten notwendig sind. Im Rahmen dieser 

sollen die Modellkonstanten näher untersucht werden und weitere Validierungsfälle her-

angezogen werden.  
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7 Querschnittsaufgaben  

Im geplanten Vorhaben nehmen die nationale und internationale Zusammenarbeit sowie 

die Beteiligung an Aktivitäten der OECD/NEA weiterhin einen breiten Raum ein. Im Rah-

men der nationalen Vernetzung organisierte die GRS das 34., 35. und 36. CFD-Verbund-

Meeting in Garching. Das Hauptziel des jährlichen Treffens ist es, eine gemeinsame 

Plattform für den Erfahrungsaustausch unter den deutschen CFD-Anwendern zu bieten. 

Hier können Fortschritte, Herausforderungen, Methoden und Ansätze CFD-bezogener 

Themen geteilt werden, um so die Zusammenarbeit im Bereich der numerischen Analy-

sen mit CFD-Programmen zu verbessern. Der Verbund zur „Entwicklung und Anwen-

dung von Computational Fluid Dynamics (CFD)-Programmen für Phänomene im Kühl-

kreislauf von Leichtwasserreaktoren“ wurde im Jahr 2002 unter Federführung der 

Gesellschaft für Anlagen- und Reaktorsicherheit (GRS) mbH erstellt. Die Untersuchun-

gen beschränkten sich zunächst auf dreidimensionale Strömungen im Primärkreis und 

im Containment von Druckwasserreaktoren. In der Zwischenzeit werden Analysen auch 

zu weiteren Anlagenkomponenten und Anwendungsgebieten zu kerntechnischen Anla-

gen (z.B. Dekontaminierung) vorgestellt. Weiterhin gibt es immer wieder auch Vorträge 

von internationalen Experten in den Bereichen CFD, Turbulenzmodellierung, Experi-

mente usw., die die Veranstaltung mit ihrer Präsenz und ihren Vorträgen bereichern. 

Einen guten Überblick über die Geschichte und die CFD-Entwicklungen in Deutschland 

im Bereich der nuklearen Sicherheitsforschung in den letzten 20 Jahren gibt /PAP 23/.  

Im Ergebnis eines von der GRS organisierten Meetings im Jahr 2017 wurde festgelegt, 

dass in zukünftigen Projekten CFD-Modellentwicklungen bevorzugt in OpenFOAM erfol-

gen sollen. Die notwendige Bereitstellung, Erweiterung und langfristige Wartung einer 

gemeinsamen Programmversion für die nukleare Sicherheitsforschung mit Bezug auf 

das Reaktorkühlsystem wird dabei vom HZDR im Rahmen von öffentlich geförderten 

Projekten übernommen. Im Rahmen von öffentlich geförderten Projekten zur nuklearen 

Sicherheitsforschung mit OpenFOAM erstellten Softwareerweiterungen und Simulati-

onssetups zur Validierung pflegt, hält dauerhaft lauffähig und stellt HZDR die Reprodu-

zierbarkeit der Ergebnisse sicher. Weiterhin wird auch die Kompatibilität mit der jeweils 

aktuellen OpenFOAM-Version gewährleistet. Aus diesem Grund arbeitet die GRS eng 

mit HZDR zusammen: neben dem Austausch im Rahmen der CFD-Verbund-Meetings 

findet solches auch im Rahmen von monatlichen bilateralen GRS-HZDR-Treffen statt. 

Die GRS wird fachlich durch Beratung zur NUSAR-RCS-Umgebung unterstützt. Darüber 

hinaus fand im Jahr 2024 eine zweitägige Schulung in Dresden statt. Dabei halfen 
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HZDR-Turbulenzexperten bei der Implementierung des in AP 4 entwickelten Turbulenz-

modells in NUSAR-RCS.  

Die Zusammenarbeit mit internationalen Partnern in verschiedenen Gremien und im 

Rahmen von Kollaborationen wird zunehmend wichtiger. Grund dafür ist die Tatsache, 

dass sie Zugang zu wertvollen Versuchsdaten schaffen, die sonst nicht zugänglich wä-

ren. Nach der Abschaltung der deutschen KKW werden von der GRS vermehrt Analysen 

zu ausländischen Anlagen durchgeführt, deswegen gewinnt die internationale Vernet-

zung noch mehr an Bedeutung. Daher nimmt die GRS seit vielen Jahren an internatio-

nalen Projekten, Kollaborationen, Benchmarks, Workshops und Konferenzen zum 

Thema CFD teil. 

Im Rahmen dieses Vorhabens wurde auch mit NRG PALLAS (Niederlande) kooperiert. 

Die in AP 4 entwickelten und implementierten AHFM-Turbulenzmodellen gehören zu der 

gleichen Klasse wie die von NRG PALLAS in /SHA 13/, /SHA 14/ beschriebenen Ent-

wicklungen. NRG hatte eine führende Rolle in den europäischen Projekten THINS (Ther-

mal-Hydraulics of Innovative Nuclear Systems) (/PAP 15/), SESAME (Thermal-hydrau-

lics Simulations and Experiments for the Safety Assessment of MEtal-cooled reactors) 

(/ROE 18/) und MYRTE (MYRRHA Research and Transmutation Endeavour) (/EUR 25/) 

und verfügt über langjährige Erfahrungen zur Weiterentwicklung und Implementierung 

von AHFM-Turbulenzmodellen in CFD-Codes. Deshalb wurde eine fachliche Koopera-

tion zwischen der GRS und NRG auf dem Gebiet der Turbulenzmodellierung für Fluide 

mit niedriger Prandtl-Zahl aufgebaut. Mehrere Gespräche zur Zusammenarbeit auf dem 

Gebiet der Turbulenzmodellierung mit OpenFOAM für Fluide mit niedriger Prandtl-Zahl 

fanden statt. In einem dedizierten Meeting wurden die neuesten Entwicklungen auf dem 

Gebiet bei der GRS und NRG PALLAS diskutiert. Die niederländischen Kollegen waren 

an den GRS-Entwicklungen sehr interessiert. Die fruchtbaren Diskussionen führten nicht 

nur zum Informations- sondern auch zum Quellcode-Austausch.  

Im Rahmen der OECD/NEA-Aktivitäten beteiligte sich die CFD-Gruppe der GRS an meh-

reren Meetings der WGAMA Task Group on CFD for Nuclear Reactor Safety Phase 6. 

Dort wurden verschiedene Aktivitäten von WGAMA diskutiert: die Verfassung des CSNI 

Technical Opinion Paper No. 20 - Use of Computational Fluid Dynamics for Nuclear Sa-

fety /OEC 24/, die Erstellung einer Datenbank mit CFD-relevanten Daten sowie die Vor-

bereitung von kurzen Informationsunterlagen zur CFD-Anwendung in der Reaktorsicher-

heit. Weiterhin hat die GRS auch an den WGAMA Task Group CFD-Meetings zum 

aktuellen OECD/NEA-Benchmark „T-Junction Dead Leg Experiment“ teilgenommen. Die 



 

191 

GRS nimmt am Benchmark teil (Im Rahmen von UMRS1620) und hat ihre Ergebnisse 

bereits vorgestellt. Diese wurden auch bei dem von OECD/NEA organisierten Workshop 

CFD4NRS-10 im Dezember in Japan vorgestellt /PAP 25a/.  

Die GRS wurde auch bei den Sustainable Nuclear Energy Technology Platform (SNTP)-

Foren in Göteborg (2023), Rom (2024) und Warschau (2025) vertreten. Die Technolo-

gieplattform für nachhaltige Kernenergie (SNETP) wurde im September 2007 als For-

schungs-, Entwicklungs- und Innovationsplattform gegründet, um den sicheren, zuver-

lässigen und effizienten Betrieb ziviler Kernenergiesysteme der Generationen II, III und 

IV zu unterstützen und zu fördern. SNETP ist von der Europäischen Kommission als 

Europäische Technologie- und Innovationsplattform anerkannt. Bei den SNETP-

Veranstaltungen präsentierte die GRS das von ihr koordinierte europäische Projekt GO-

VIKING und pflegte die Kontakte mit weiteren europäischen Partnern. Es muss erwähnt 

werden, dass der GRS bei einem Gespräch im Rahmen des SNETP-Forums in Göteborg 

der Zugang zu den in diesem Projekt verwendeten MAHICan-Daten zugesichert wurde.  

Dies zeigt deutlich die Bedeutung der internationalen Vernetzung der GRS für die eige-

nen Forschungsarbeiten. 

Die GRS nahm auch an den NUGENIA TA1-Meetings teil. Die Nuclear Generation II & III 

Alliance (NUGENIA) widmet sich der Forschung und Entwicklung von Kernspaltungs-

technologien, wobei der Schwerpunkt auf dem sicheren und effizienten Betrieb von Kern-

kraftwerken der Generation II und III liegt. NUGENIA Technical Area (TA) 1 – Plant Sa-

fety and Risk Assessment widmet sich der Verbesserung des physikalischen 

Verständnisses und der numerischen Modellierung der relevanten Phänomene, die bei 

Vorfällen und Unfällen in KKW eine Rolle spielen. Dadurch sollen die Kapazität und Voll-

ständigkeit des Anlagenverhaltens erhöht und die Genauigkeit der Sicherheitsmargen-

bewertung entsprechend verbessert werden. 

Nicht zuletzt hat die GRS auch an den Konferenzen NUTHOS-14 /PAP 24/ und 

NURETH-21 /PAP 25b/ teilgenommen. Dort wurden auch Ergebnisse von GRS-

Analysen zu strömungsinduzierten Schwingungen von der GRS vorgestellt. Die Zuhörer 

in der Sitzung waren an den Arbeiten interessiert. Nach der Präsentation wurden meh-

rere Fragen gestellt und beantwortet. Die GRS-Arbeiten konnten einem breiten interna-

tionalen Publikum vorgestellt werden. Die Sichtbarkeit der GRS im internationalen Um-

feld wurde verbessert und die eigenen Forschungsaktivitäten konnten verbreitet werden. 

Die Diskussionen mit Wissenschaftlern, die sich mit ähnlichen Themen befassen, waren 
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für die eigenen Arbeiten hilfreich. Darüber hinaus konnten die neuesten Entwicklungen 

im Bereich der Thermohydraulik verfolgt werden.  

Im Rahmen der Verbreitung der Ergebnisse wurde das Paper „Extension of the Turbulent 

Heat Flux Modelling in Open-FOAM for Improved Simulation of Liquid Metal Flows“ ver-

fasst, das die wesentlichen Ergebnisse von AP3 zusammenfasst. Dies wurde bei der 

europäischen Open-Access- eitschrift „EPJ Nuclear Sciences & Technologies“ einge-

reicht. Derzeit wird das Paper von den Reviewern überprüft und vermutlich nach Pro-

jektende veröffentlicht.  
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8 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen 

Die genaue Vorhersage der Siedekrise kann einen wichtigen Beitrag zur Erhöhung der 

Sicherheit von Kernkraftwerken leisten, weil damit potenzielle Auslegungsschwächen 

und Schädigungsszenarien besser erkannt werden können. Zur Bestimmung der kriti-

schen Wärmestromdichte sind spezielle CHF-Modelle notwendig, die in OpenFOAM bis-

her nicht verfügbar waren. Um diese Lücke zu schließen, wurden im Rahmen dieses 

Projekts zwölf CHF-Modelle und eine entsprechende Randbedingung in OpenFOAM im-

plementiert und validiert. Dies ermöglichte die Simulation der unterschiedlichen Siedebe-

reiche, wobei die Umschaltung zwischen den Modellen mit bestimmten Umschaltkrite-

rien erfolgte und mit 2D-Simulationen erfolgreich getestet wurde. Die Validierung anhand 

der Becker- und BFBT-Versuche in 3D zeigte, dass OpenFOAM die Siedekrise vorher-

sagen kann. Gewisse Abweichungen von den Versuchsdaten wurden bei der berechne-

ten maximalen Temperaturspitze sowie beim genauen Zeitpunkt des Temperaturan-

stiegs festgestellt. Trotzdem wurde bewiesen, dass mit dem 3D-CFD-Verfahren und den 

neu implementierten Modellen das lokale Auftreten von CHF vorhergesagt werden kann. 

Im Rahmen der ALADIN-Untersuchungen zu Brennelement-Lagerbecken wurden die 

Analysen zu den Szenarien „Luftgekühltes BE ohne Wasserblockade“ und „Dampküh-

lung“ durchgeführt. Es wurde gezeigt, dass die Strahlungsmodellierung sowohl in Open-

FOAM als auch in ANSYS CFX eine große Rolle spielt. Die Heizstab-Modellierung 

musste mit einer Kalibrierung der MgO-Stoffwerte im CFD-Modell verbessert werden. 

Während ANSYS CFX den Temperaturanstieg in der Aufheizphase im einphasigen Sze-

nario „Luftgekühltes BE ohne Wasserblockade“ relativ gut wiedergegeben hat, traten Ab-

weichungen von den ALADIN-Daten im komplexeren, zweiphasigen Szenario „Dampf-

kühlung“ auf. Aufgrund der sehr kleinen OpenFOAM-Zeitschritte und der großen 

experimentellen Zeitskalen (Stunden) musste auch der Modellierungsumfang entspre-

chend reduziert werden, so dass ein Unterkanal-Modell erstellt wurde, um hinreichend 

schnell Ergebnisse zu erhalten. Trotz Abweichungen an bestimmten Stellen war Open-

FOAM in der Lage, die komplexen Verdampfungsphänomene mit einem absinkenden 

Füllstand in der Teststrecke qualitativ wiederzugeben. Mögliche Gründe für die quanti-

tativen Abweichungen von den Messwerten sind vereinfachte Geometrie (Modellierung) 

sowie unpräzise oder fehlerhafte Randbedingungen/Initialisierung.  

Die MAHICan-Simulationsergebnisse zeigen, dass sich generell mit OpenFOAM und der 

VOF-Methode das zweiphasige Luft-Wasser-Strömungsregime und teilweise der Druck-

abfall in helikalen Rohren vorhersagen lassen. Dabei sollen geeignete 
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Randbedingungen, Rechennetze und Zeitschritte verwendet werden. Dabei wurden in 

den MAHICan-Analysen alle Strömungsregimes (Blasen-, Pfropfen-, Schwall-, Schwall-

Ring- und Ringströmung) durchgerechnet. Eine gute quantitative Übereinstimmung mit 

den experimentellen Daten für den Zweiphasen-Druckverlust und den Luft-Volumenan-

teil wurde jedoch nur für bestimmte Pfropfen- und Schwallströmungen festgestellt. In den 

Fällen mit einer niedrigen Luftgeschwindigkeit (Blasen- und Pfropfenströmung) wurden 

die Zweiphasen-Druckverluste in den Simulationen erheblich überschätzt, während in 

den Testfällen mit hohen Luftgeschwindigkeiten der Druckverlust vom Code unterschätzt 

wurde. Die Simulationslänge kann hier auch einen Einfluss auf die statistische Auswer-

tung der Rechenergebnisse haben. 

In diesem Vorhaben wurden verschiedene Turbulenzmodelle in OpenFOAM implemen-

tiert und erweitert. Ziel dabei war eine verbesserte Berechnung des turbulenten Wär-

mestroms in Flüssigmetallströmungen. Zuerst musste die Berücksichtigung von kom-

pressiblen und inkompressiblen Strömungen mit Auftriebseffekten mit dem 

LienCubicKEBase und SugaCubicKE ermöglicht werden. Die Turbulenzmodelle 

LienCubicKEAHFM und SugaCubicKEAHFM wurden als neue Klassen in OpenFOAM 

definiert. In diesen neuen Klassen wurde der Beitrag der turbulenten Produktion auf-

grund von Auftrieb durch die inneren Quellterme kSource (Sk) und epsilonSource 

(Sε) berücksichtigt. Das normierte mittlere Temperaturprofil T+ konnte mit den neuen 

Modellen für den Rayleigh–Bénard-Konvektion-Testfall gut wiedergegeben werden, bei 

den normierten Temperaturschwankungen wurden jedoch größere Abweichungen vom 

Referenzwert festgestellt. Immerhin zeigten die beiden Modelle bessere Ergebnisse im 

Vergleich zum AHFM-2005-Modell. Die Validierung anhand des TALL-3D-Versuchs 

zeigte jedoch noch deutlicher, dass hier weitere Forschungsarbeiten notwendig sind. Im 

Rahmen dieser sollen die Modellkonstanten näher untersucht werden und weitere Vali-

dierungsfälle herangezogen werden.  

Im Vorhaben nahmen die nationale und internationale Zusammenarbeit sowie die Betei-

ligung an Aktivitäten der OECD/NEA, SNETP, NUGENIA weiterhin einen breiten Raum 

ein. Nach der Abschaltung der KKW in Deutschland spielt die Beziehung zu den euro-

päischen Partnern eine immer wichtigere Rolle, da die internationale Zusammenarbeit 

Zugang zu experimentellen Daten und wertvollen Analysen ermöglicht. Insbesondere 

wurden Treffen des deutschen CFD-Verbunds organisiert. Weiterhin erfolgte eine Betei-

ligung an der OECD/NEA WGAMA Task Group CFD und deren Aktivitäten.  
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Tab. A. 1 Leistung der Brennstäbe in FA#11 und FA#21 

FA11 FA21 

Stab-Nummer  Leistung [W] Stab-Nummer Leistung [W] 

4 46241,925 25 42329.075 

5 46599,601 35 45407.618 

6 43561,126 36 43495.194 

7 45099,599 37 44423.162 

12 46315,975 46 44315.059 

13 47050,814 47 44325.811 

14 44829,942 48 43910.405 

15 43307,243 49 43714.227 

20 43626,105 50 44159.119 

21 43930,473 58 42637.597 

22 44862,484 59 20766.683 

23 46792,82 60 42439.849 

24 46180,413 61 43410.783 

30 41669,174 62 43938.425 

31 42075,968 63 45572.455 

32 43387,097 71 44328.239 

33 45903,344 72 44338.185 

34 45791.51 73 43921.541 

40 40168.678 74 43724.646 

41 39252.164 75 44169.213 

42 39850.5 83 45431.831 

43 42853.233 84 43517.117 

52 39285.417 85 44444.353 

53 18744.272 94 42360.394 
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