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Kurzfassung

Die Zweiphasenstrémung ist u.a. charakterisiert durch den Geschwindigkeitsunter-
schied zwischen der dampfférmigen und der fllissigen Phase. Dieser Geschwindig-
keitsunterschied hangt im wesentlichen von den Abmessungen und der geometri-

schen Gestalt des Strdmungsweges ab.

Die Beschreibung von Kihimittelverluststérfallen in der Reaktorsicherheitsforschung
steht vor der Aufgabe, diesen Geschwindigkeitsunterschied fir Strémungswege des
Reaktors zu berechnen. Diese Strdmungswege sind z.B. Rohrleitungen unterschied-
licher Durchmesser und unterschiedlicher Winkellage zur Horizontalen, Kanale zwi-
schen den Brennstabbiindeln und der Ringraum des DruckgeféaBes.

Auf der Basis der Drift-Flux-Theorie wurde eine Berechnungsgleichung entwickelt,
die eine Auswertung von Flutbeginn-Korrelationen zur Berechnung dieses Ge-
schwindigkeitsunterschieds ermdglicht. FUr die meisten Strémungswege des Druck-
wasserreaktors stehen die Flutbeginn-Korrelationen flir eine solche Auswertung zur
Verflgung.

Es konnte gezeigt werden, daB3 die Auswertung der fir einzelne Querschnitte guilti-
gen Flutbeginn-Korrelation zur Berechnung des dort herrschenden Geschwindig-
keitsunterschieds flhrt. Dieser Zusammenhang wurde anhand von Beispielen fir
die vertikalen und horizontalen Rohrleitungen in einem weiten Druck- (0.1 ... 7.0
MPa), Dampfvolumengehalts- (0% ... 100%) und Durchmesserbereich (0.01 ... 0.85
m) sowie fur den Strémungsweg zwischen vertikalen Stabblindeln verifiziert.

Die entwickelte Berechnungsgleichung bietet die Méglichkeit, den Geschwindigkeits-
unterschied fur einen Stromungsweg mit beliebig geformter Berandung vorherzusa-
gen, sofern die Flutbeginn-Korrelation zu diesem Strdmungsweg vorliegt.




Inhaltsverzeichnis

2.1
2.2
2.3

2.4

3.1
3.2

4.1
4.2
4.3

5.1

6.1
6.1.1

6.1.2
6.2

6.2.1
6.2.2
6.2.3

Bilderverzeichnis
Technische Problemstellung

Ph&nomenologie der Dampf/Wasser-Strémungen
Erscheinungsbild bei verschiedenen Massenstrémen
Phanomenologie der Dampf/Wasser-Gegenstrémung

Erscheinungsbild bei verschiedenen Durchmessern und
geometrisch unterschiedlich geformten Berandungen
durchstrémter Kanéle

Zusammenhang zwischen Erscheinungsbild und
Dampfvolumengehalt

Zielsetzung und Vorgehensweise
Zielsetzung der Entwicklung fiir eine Berechnungsgleichung
Vorgehensweise in der Entwicklung einer Berechnungsgleichung

Grundlegende Beziehungen und Definitionen
Makroskopische Eigenschaften der Zweiphasenstrémungen
Mikroskopische Eigenschaften der Zweiphasenstrémungen
Flachenmittelwerte

Ubersicht Gber die wichtigsten Korrelationen und
Berechnungsgleichungen

Berechnungsgleichungen und Korrelationen fir den
Geschwindigkeitsunterschied

Korrelationen zur Gegenstrombegrenzung

Die eigene Berechnungsgleichung flir die Differenz der
Phasengeschwindigkeiten

Zusammenhang zwischen Drift und Flutbeginn
Physikalischer Hintergrund der mathematischen Annahme
Jy = Ju (Zy)

Diskussion des Ergebnisses

Vergleich von Drift-Geschwindigkeiten
Phasenventeilungsparameter

Vergleich fiir hohe Dampfvolumengehalte

Vergleich fir niedrige Dampfvolumengehalte

10
12

13
14
18
22

24

24

39
44

45
52

53
56
58
60
66



7.1

7.2

8.1
8.2
8.3

9.1
9.2
9.3

9.3.1
9.3.2

9.3.3

10.
10.1

10.1.1

10.2

10.2.1
10.2.2
10.3

11.
12.
13.
14,

Modifizierte Berechnungsgleichung fir niedrige
Dampfvolumengehalte

Vergleich der berechneten Drift-Geschwindigkeit mit der
Drift-Geschwindigkeit nach Kataoka

Vergleich der hergeleiteten Drift-Geschwindigkeit mit der
Drift-Geschwindigkeit nach Sudo

Strémung zwischen beheizten Stabbiindein
Grenzleerrohr-Geschwindigkeit fir umstrémte Stabblndel
Phasenverteilungsparameter flir umstromte Stabbtindel
Vergleich mit THETIS-Daten

Horizontale Rohrstrémung
Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten fur horizontale Rohrstrémung
Phasenverteilungsparameter fir horizontale Rohrstrémung

Uberpriifung der Berechnungsgleichung fiir die horizontale
Rohrstrémung

Uberpriifung anhand von TPTF-Versuchen

Uberpriifung der Berechnungsgleichung anhand von
IVO-Experimenten

Uberprifung der Berechnungsgleichung anhand des Versuchs
UPTF 11

Bedeutung der Berechnungsgleichung flr Stérfallanalysen

Uberpriifung der Berechnungsgleichung innerhalb des
Rechenprogramms ATHLET

Vergleich zwischen Vorausrechnung und BETHSY-Experiment flir
ausgewahite Versuchsparameter

Reaktoranalysen unter Verwendung verschiedener
Berechnungsgleichungen fiir die Differenzgeschwindigkeit

Anfangs- und Randbedingungen der Reaktoranalysen
Ergebnisse

SchluBfolgerung aus der programmtechnischen Anwendung der
Berechnungsgleichung

Zusammenfassung
Nomenkiatur
Literatur

Anhang

67

70

76

80
81
82
85

88
89
94
97

99
106

114

120
122

125

129

131
134
137

138
143
148
155



Bilderverzeichnis

Seite

Bild 1 Schematische Darstellung der Abfolge von Stromungsformen bei 5
zunehmendem Dampfmassenstrom

Bild 2 Flutbeginn , 47

Bild 3 Iso-Z,~-Werte im Wurzel-Diagramm 55

Bild 4 Phasenverteilungsparameter C,, abgeleitet aus der 62
Turner-Korrelation (109) als Funktion des Dampfvolumengehalts
o, fur die Dricke 0.1 MPa und 1.0 MPa

Bild 5 Bezogene Drift-Geschwindigkeit V,,,/ V , Gber 63
Dampfvolumengehalt o, fir 0.1 MPa

Bild 6 Bezogene Drift-Geschwindigkeit V,,, / V,, Uber : 63
Dampfvolumengehalt o, fir 1.0 MPa

Bild 7 Schematische Darstellung der Entwicklung einer auf die 65
geometrische Form der Berandung des durchstrémten Kanals
bezogenen Berechnungsgleichung

Bild 8 Schematische Darstellung des Bereichs der MeBdaten flir den 67

* Flutbeginn als Funktion von dimensionslosen

Volumenstromdichten der Phasen

Bild 9 Vorschlag zur Darstellung von Flutbeginn-Messungen 69

Bild 10  Dimensionslose Grenzleerohr-Geschwindigkeit in Abhangigkeit 73
vom dimensionslosen hydraulischen Durchmesser

Bild 11 Dimensionslose Drift-Geschwindigkeit (iber dimensionslosem 75
hydraulischen Durchmesser nach Kataoka und Ishii

Bild 12  Korrelationsparameter Y Uber Korrelationsparameter X nach 78
Sudo im Vergleich mit der Berechnungsgleichung ((83) mit (1186),
(108), (112a) und (112b) fur J, = 0) fur drei verschiedene Driicke

Bild 13  Korrelationsparameter Y (iber Korrelationsparameter X nach 79
Sudo im Vergleich mit der Berechnungsgleichung ((83) mit (116),
(108), (112a) und (112b) fir J_ = 0) fir drei verschiedene
Durchmesser

Bild 14  Stromungskanale zwischen Stabbiindel 81



Bild 15

Bild 16

Bild 17

Bild 18
Bild 19
Bild 20

Bild 21
Bild 22

Bild 23
Bild 24

Bild 25

Dampfvolumengehalt o, im Stabbtindel liber Volumenstromdichte
des Dampfes J, beim Druck von 0.2 MPa - Vergleich der
MeBdaten aus THETIS mit der Korrelation nach
Cunningham-Yeh und mit der Berechnungsgleichung ((83) mit
(116), (130), (131) und (133))

Dampfvolumengehait o, im Stabbulndel tiber Volumenstromdichte
des Dampfes J, beim Druck von 0.5 MPa - Vergleich der
MeBdaten aus THETIS mit der Korrelation nach
Cunningham-Yeh und mit der Berechnungsgleichung ((83) mit
(116), (130), (131) und (133))

Dampfvolumengehalt o, im Stabblindel Gber Volumenstromdichte
des Dampfes J, bei einem Druck von 2.0 MPa - Vergleich der
MeBdaten aus THETIS mit der Korrelation nach
Cunningham-Yeh und mit der eigenen Berechnungsgleichung
((83) mit (116), (130), (131) und (133))

Anwendung der Flutbeginnversuche von Bankoff und Lee auf
eine Strémung mit ungleichférmig verteilter Wasserphase in
horizontalem Rohr

Messungen zum Flutbeginn fir verschiednene Neigungswinkel 6

und Querschnittshdhen H des Strdmungswegs, dargestellt in
Lee-Parametern

Messungen zum Flutbeginn fiir verschiednene Neigungswinkel 6
und Querschnittshéhen H des Strémungswegs, dargestellt in
modifizierten Lee-Parametern

Dampfvolumengehalt o, korreliert mit dem Parameter X, nach
Lockhart und Martinelli

Phasenverteilungsparameter C, liber Dampfvolumengehalt oy,
aus der Umrechnung der MeBdaten nach Lockhart und Martinelli

Schematische Darstellung der TPTF-Vefsuchseinrichtung

Dampfvolumengehalt o, l&ngs des horizontalen Rohres bei einer
Massenstromdichte von 40 kg/m? s und einem
Strémungsmassen-Dampfanteil von 0.2

Dampfvolumengehalt o, langs des horizontalen Rohres bei einer
Massenstromdichte von 400 kg/m? s und einem
Strémungsmassen-Dampfanteil von 0.2

86

87

87

89

90

92

94

96

99
102

103



Bild 26

' Bild 27
Bild 28
Bild 29
Bild 30

Bild 31

Bild 32

Bild 33

Bild 34

Bild 35

Bild 36

Bild 37

Bild 38
Bild 39

Dampfvolumengehalt o, l&ngs des horizontalen Rohres bei einer
Massenstromdichte von 1000 kg/m? s und einem
Strdmungsmassen-Dampfanteil von 0.2

Dampfvolumengehalt o, bei einer Massenstromdichte von
100 kg/m? s und variierendem Strémungsmassen- Dampfanteil

Dampfvolumengehalt o, bei einer Massenstromdichte von
1000 kg/m? s und variierendem Strémungsmassen-Dampfanteil

Schematische Darstellung des Pumpenbogens der
IVO-Versuchsanlage

Wasservolumengehalt o, l&ngs des horizontalen Rohrabschnitts
des Pumpenbogens

Uber den Pumpenbogen gemittelter Wasservolumengehalt o, in
Abhangigkeit von der Gasvolumenstromdichte, ausgedrtickt
durch den Dampf-Wallis-Parameter J,

Wasservolumengehalt o, l&ngs des horizontalen Rohrabschnitts
des Pumpenbogens

Wasservolumengehalt in Abhéangigkeit vom
Dampf-Wallis-Parameter - Vergleich zwischen Ergebnissen der
Berechnungsgleichung und experimentellen Daten von IVO

Schematische Darstellung der HeiBen Leitung der
UPTF-Versuchseinrichtung mit Abmessungen, die fiir die
Dampf/Wasserstrdmung von Bedeutung sind

Verteilungen des Wasservolumengehalts léngs des horizontalen
Rohrabschnitts, die dem Zustand Flutbeginn entsprechen

Volumenstromdichten bei Flutbeginn dargestellt als
Wurzelfunktion der Wallis-Parameter J', und J', -
Gegenliberstellung zwischen berechneten und experimentellen
Werten aus dem Versuch UPTF 11

Wasservolumengehalt bei Flutbeginn in Abhéngigkeit von der
Wurzelfunktion des Walllis-Parameters fiir Wasser J',

Ubersicht Uber die BETHSY-Versuchsanlage

Zeitliche Entwicklung des Wasserstandes im Kern - Vergleich
Vorausrechnung mit BETHSY-Experiment 9.1b

Vi

103

105

106

107

108

109

112

112

115

117

118

119

124
127



Bild 40

Bild 41

Bild 42

Bild 43
Bild 44

Bild 45

Bild 46

Zeitliche Entwicklung der Druckdifferenz (iber die ansteigenden
U-Rohre des Dampferzeugers vom Loop 2 - Vergleich
Vorausrechnung mit BETHSY-Experiment 9.1b

Zeitliche Entwicklung des Leckmassenstromes - Vergleich von
Vorausrechnung mit BETHSY-Experiment 9.1b

Zeitliche Entwicklung des Systemdruckes - Vergleich von
Vorausrechnung mit BETHSY-Experiment 9.1b

3-D-Ansicht einer 1300 MW-Reaktoranlage vom Konvoi-Typ

EinfluB der Berechnungsgleichung auf die Berechnung des
Stérfallablaufs - Masse im Primérsystem

EinfluB der Berechnungsgleichung auf die Berechnung des
Storfallablaufs - Kollabierter Wasserstand im Kern

EinfluB der Berechnungsgleichung auf die Berechnung des

Storfallablaufs - Hullrohrtemperaturen eines HeiBstabes in axialer

Mitte

Vi

127

128

128

130
135

136

136



1. Technische Problemstellung

In der Reaktortechnik werden Analysen hypothetischer Kihimittelverlust-Storfalle
durchgefiihrt. Dabei werden Leckquerschnitte verschiedener GroBe am Primarkuhl-
kreislauf unterstellt. Diese Analysen sollen zeigen, ob die Nachwarmeabfuhr aus
dem Reaktorkern z.B. von Druckwasserreaktoren auch bei ungunstigen Stdrfallrand-
bedingungen (Ausfall von NotkUhlsystemen) sichergestelit ist.

Risikoanalysen, die auf Stérfallanalysen aufbauen, haben gezeigt, daB der Risiko-
beitrag von Leckstérfallen mit kieinem Leckquerschnitt (etwa bis zu 5% des Quer-
schnitts der Hauptkihimittelleitung) wegen der héheren Eintrittswahrscheinlichkeit
von kleinen Lecks, im Gegensatz zum Leckstérfall mit Abri der Hauptklhimittellei-
tung, wesentlich zum Gesamtrisiko beitragen. Da Analysen zu kieinen Lecks durch
die Risikobetrachtung in den Mittelpunkt des Interesses gerickt sind, ist somit auch
der Simulationsbedarf zur Darstellung der Zweiphasenstromungen fir diesen Be-

reich gestiegen.

Wiahrend bei groBen Briichen bedingt durch hohe Geschwindigkeiten des Kihimit-
tels im wesentlichen eine homogene, zweiphasige Stromung vorliegt, ist bei kieinen
Lecks von einer vielgestaltigen Zweiphasenstrémung auszugehen. Der Storfallver-
lauf wird dabei von Phanomenen einer zweiphasigen Strdmung maBgeblich beein-
fluBt. Dies 148t sich am Beispiel der Nachwarmeabfuhr Gber Dampferzeuger bei Vor-
liegen eines kleinen Lecks im Kalten Strang zeigen.

Beim Stdrfall mit kleinem Leckquerschnitt fallt der Druck im Primérkdhikreisiauf von
16 MPa auf Sattigungsdruck des Kuhimittels ab. Dabei wird fortlaufend von den
Brennstében des Reaktorkerns nach einer Schnellabschaltung des Reaktors die
Nachzerfallswarme an das Kihimittel abgegeben. Es entsteht zuerst zwischen den
Brennstaben Wasserdampf. Durch weiteren KihImittelverlust wird auch im oberen
Plenum des ReaktordruckgeféBes und in den heiBen StrAngen Dampf auftreten.

Ist die sekundéarseitige Warmeabfuhr auch unter Storfallbedingungen noch verfug-
bar, kann priméarseitig der entstandene Dampf in den U-Rohren des Dampferzeu-
gers wieder kondensieren. Das Verdampfen von Wasser im Kern und Kondensieren

von Dampf in U-Rohren des Dampferzeugers bewirken einen zweiphasigen Na-



turumlauf. Dabei wird die Nachzerfallswéarme vom Kern tber die heiBien Strange in
die Dampferzeuger t‘ransportiert. Der primérseitige Druck stabilisiert sich dabei auf
das sekundarseitige Druckniveau von 8 MPa.

Wenn man den Ausfall von Hochdruck-Notkihlsystemen annimmt, verursacht der
weitere Kihimittelverlust den Abri des zweiphasigen Naturumlaufs. Anstelle des
Umlaufs tritt dann ein Warmeabfuhrmechanismus, bei dem der im Kern entstandene
Dampf Uber die heiBen Strange abstrémt und das im U-Rohr des Dampferzeugers
gebildete Kondensat im Gegenstrom zum Dampf tber den HeiBen Strang zum Re-
aktordruckbehalter zurlckflieBt. Dieser Mechanismus der Warmeabfuhr wird Reflux-
Condensor-Mode bezeichnet. |

Der AbriBB des zweiphasigen Naturumlaufs hangt zwar ursdchlich mit einem zuneh-
menden Klhimittelverlust zusammen, er wird jedoch letztlich vom Wechsel der Stro-
mungsform im HeiBen Strang und in den U-Rohrbdgen der Dampferzeuger ausge-
I6st. Durch den fortschreitenden Kuihimittelveriust beansprucht der Dampf auch im
HeiBen Strang des Primarkreislaufs zunehmend Raum. Die Dampfgeschwindigkeit
vermindent sich dabei. Der von der Dampfstrémung angetriebene Wasserdurchsatz
durch den HeiBen Strang geht zuriick. Dabei wechselt das Erscheinungsbild der
zweiphasigen Strdmung im HeiBen Strang. Unter dem EinfluB der Schwerkraft ent-
steht aus einer Blasen- und Pfropfenstrémung eine geschichtete Wasser/Dampf-
Stromung. Wasser wird dabei nur noch in geringen Mengen in die U-Rohre des
Dampferzeugers transportiert. Der Umlauf kommt zum Erliegen. Der Wechsel in der
Strémungsform ist fur die weitere Stérfalliransiente von Bedeutung, weil mit dem Ab-
ril des zweiphasigen Naturumiaufs kaum noch Wasser zum Leck im Kalten Strang
transportiert wird.

Ist das Leck nicht mehr mit Wasser beaufschlagt, dann fallt der priméarseitige Druck
infolge reiner Dampfausstrémung starker als bisher ab. Das Erreichen von An-
sprechdricken von Notkihlsystemen (z.B. Druckspeichersystem: Ansprechdruck
2.6 MPa) wird dadurch erméglicht. Der bis dahin entstandene Kuhimittelverlust
kénnte jetzt wieder ausgeglichen werden. Die Annahme, Wasser und Dampf stré-
men mit gleicher Geschwindigkeit, wie das bei Leckstdrfallen mit groBem Bruch-
querschnitt aufgrund der hohen Geschwindigkeiten zuléssig war, wirde in der Ana-



lyse einer solchen Storfalltransiente zu dem Ergebnis fahren, daB im Primarkreislauf
der Dampfvolumengehalt gleichmaBig zunimmt und Unterschiede im Dampfvolu-
mengehalt innerhalb des Priméarkreislaufs nur durch Verdampfung oder Kondensa-
tion gegeben waren. Wichtige Phénomene, die die Transiente in ihrem Verlauf be-
stimmen, wie der AbriB des zweiphasigen Naturumlaufs, das Zuriicklaufen von Kon-

densat aus den Dampferzeugern in den Kern, wirden auBer acht gelassen.

Das hétte zur Folge, daB mit einer solchen Annahme die Wasserverteilung im Pri-
markreislauf und damit die Temperaturen im Reaktorkern unrealistisch berechnet
wirden. Die Simulation solcher Stérfalltransienten erfordert daher eine Berech-
nungsgleichung, die den Geschwindigkeitsunterschied zwischen der Wasserphase
und der Dampfphase fir reaktortypische Strémungswege, fur Orientierungen der
Stromungswege von vertikal bis horizontal, fiir reaktorrelevanten Druckbereich, far
verschiedene Strémungsformen, fir den Wechsel von Gleich- in Gegenstromung
und fur beliebige Dampfvolumengehalte zwischen Null und Eins beschreibt.

Um ansatzweise zu einer realistischen Beschreibung von Storfalltransienten zu
kommen, wurden bisher Berechnungsgleichungen benutzt, die den Geschwindig-
keitsunterschied zwischen den Phasen auf der Grundlage verfigbarer Korrelationen
ermittelten. Beispielsweise wurden die fur vertikale Rohrstrdmung korrelierten Drift-
Flux-Beziehungen von Zuber und Findlay zur Beschreibung des Blasenaufstiegs in
vertikalen Strémungswegen des Primarkreisiaufs eingesetzt, wobei eine Unterschei-
dung zwischen geometrisch verschieden geformten Kanéle unbeachtet blieb.

Das Ziel dieser Arbeit ist daher, die Entwicklung einer Berechnungsgleichung auf ei-
ne breitere empirische Grundlage zu stellen, die es ermdglicht, Gber die allgemeine
Anforderungen hinaus (reaktorrelavanter Druckbereich, verschiedene Stromungsfor-
men, Wechsel von Gleich- in Gegenstrémung, Dampfvolumengehalte von Null bis
Eins) auch die geometrische Form des durchstrémten Kanals zu bericksichtigen,
um damit die Voraussetzung flr eine praxisnahe Storfallberechnung zu schaffen.

2. Phanomenologie der Dampf-/Wasser-Stromungen

In einer Dampf-/Wasser-Stromung weisen die Phasen Wasserdampf und Wasser,
im wesentlichen bedingt durch deren Dichteunterschiede, unterschiedliche Ge-



schwindigkeiten auf. Dieser Geschwindigkeitsunterschied wird begleitet von einer
erstaunlichen Vielfalt an Erscheinungsformen fur die Strémung. Aus visueller Be-
obachtung /GOV-57/ ergibt sich eine grobe Einteilung der Erscheinungsformen in
"Blasenstromung", "Kolbenstrémung", "aufgewdhite, turbulente Strémung”, "Ring-
stromung" und "Ring-/Tropfenstromung". Jeder dieser Erscheinungsformen liegen
gigene Mechanismen des Krafteaustauschs zwischen den Phasen Wasser und
Dampf zugrunde, folglich stellen sich die Geschwindigkeitsdifferenzen zwischen den
Phasen unter den jeweils vorherrschenden Mechanismen teilweise sehr unter-
schiedlich ein. Wahrend beispielsweise sich Kolbenstrémung und Blasenstrémung
in Bezug auf Geschwindigkeitsdifferenzen kaum unterscheiden, sind relativ dazu die
Geschwindigkeitsdifferenzen zwischen Kolbenstrdémung und Ringstrémung um ein

Vielfaches gréBer.

Eine Berechnungsgleichung, die diese Geschwindigkeitsunterschiede mit einer an-
gemessenen Genauigkeit beschreibt, muB vor allem diesen Wechsel in den Ge-
schwindigkeitsunterschieden zuverldssig vorhersagen kdnnen. Die visuelle Be-
obachtung von Wasser-/Dampfstrémungen in einem durchsichtigen Stromungsweg
zeigt, daB sich die verschiedenen Strdmungsformen je nach &uBeren Bedingungen
wie Wassermassenstrom, Dampfmassenstrom, Druck und hydraulischem Durch-
messer des Kanals einstellen.

2.1, Erscheinungsbild bei verschiedenen Massenstrémen

Bei relativ kleinem Dampfmassenstrom beobachtet man Blasenstrémung. Kleine
Blasen nehmen die Form von Kugeln an. Entstehen durch Zusammenwachsen von
kleinen Blasen groBé Blasen, so neigen diese dazu, sich in eine Hutform zu defor-
mieren (siehe Bild 1a). Die Blasenform scheint jedenfalls bezuglich der angreifenden
Strémungkréafte an ihrer Oberflache ein Krafteminimum zu ermdglichen. Wird der
Dampfmassenstrom gesteigert, dann geht die Stromung in eine Pfropfenstrémung,
bei kieinen Rohrdurchmessern sogar in eine Kolbenstrémung, Gber. Die Propfen
bzw. Kolben nehmen fast den gesamten Strémungsquerschnitt ein (Bild 1b).

Durch weitere Steigerung des Dampfmassenstroms entsteht ein chaotisches Stro-
mungsbild. Weder zusammenhéngende Wasserballen noch Dampfblasen lassen
~sich identifizieren. Dieses Erscheinungsbild kann als aufgewihlte, turbulente Stré-



mung klassifiziert werden. Mayinger /MAY-82/ spricht hier von Schaumstromung
(Bild 1c).

Mit dariiber hinaus gesteigertem Dampfmassenstrom strémen Dampf und Wasser
beruhigt und getrennt nebeneinander. Zwischen beiden Phasen besteht eine wellige
Trennflache. Der Dampfstrom befindet sich im inneren Teil des Strdmungsquer-
schnitts und der Wasserstrom verbleibt im duBeren Teil. Er benetzt die Wandung
des Stromungsweges (Bild 1d). Die Stromungsform wird als Ringstrémung bezeich-
net. Der Wechsel von der vorhergehenden Erscheinungsform zur Ringstromung
geht anscheinend mit einer drastischen Reduktion der Austauschkrafte zwischen
Dampf und Wasser einher. Der Geschwindigkeitsunterschied nimmt somit erheblich

Zu.

Mit weiterhin zunehmendem Dampfmassenstrom verstarken sich die Wellen an der
Dampf-/Wassertrennflache. Diese Wellen Uberschlagen sich und Wassertropfen
werden vom Dampfstrom herausgerissen. Je schneller der Dampf im Kern stromt,
desto mehr Wassertropfen kénnen herausgerissen werden (Bild 1e). Diese Erschei-
nungsform der zweiphasigen Stromung wird als Ring-/Tropfenstrémung bezeichnet.

c) d) i e) 2

zunehmender Dampfmassenstrom

Bild 1:  Schematische Darstellung der Abfolge von Strémungsformen bei
zunehmendem Dampfmassenstrom



Das HerausreiBen der Wassertropfen aus der an der Wandung anliegenden Was-
seroberflache geht mit einer Erhdhung der Austauschkrafte zwischen den Phasen
einher. Somit verringern sich die Geschwindigkeitsunterschiede zwischen Dampt
und Wasser. Bei weiterer Steigerung des Dampfmassenstromes kann sich kein zu-
sammenhangender Wasserfilm an der Wandung halten. Die Wasserphase ist in
Form von Tropfen in der Dampfstrémung verteiit (Bild 1f). Man spricht von einer
Tropfenstrémung.

Bisher wurde nur der EinfluB des Dampfmassenstromes auf das Erscheinungsbild
der Wasser-/Dampfstrémung beschrieben, wobei davon ausgegangen wurde, daB
der Dampfstrom in einem gleichgerichteten méBigen Wasserstrom stattfindet. Der
Wasserstrom seinerseits beeinfluBt ebenfalls das Erscheinungsbild und damit den
Geschwindigkeitsunterschied zwischen Dampf und Wasser. Bleibt man bei der
gleichgerichteten Dampf-/Wasserstrémung, so fallt auf, daB das Variieren des
Dampfmassenstromes bei hohen Wassermassenstrémen nicht mehr zur gleichen
Vielfalt an Erscheinungsbildern fihrt. Bei niedrigem Dampfmassenstrom findet Bla-
senstrémung statt. Wird der Dampfmassenstrom gesteigert, findet ein Wechsel von
der Blasenstrdmung zur Ring-/Tropfenstrémung statt. Die Strémungsformen aufge-
white, turbulente Strémung und Ringstrémung fallen aus.

Fiir abwartsgerichtete Strémung in vertikalen Strémungswegen, bei der sowohl das
Wasser als auch der Dampf nach unten strémen, wurden &hnliche Strémungsfor-
men beobachtet /OSH-74/. Wie bei den aufwartsgerichten Strémungen beobachtet
man bei abwarisgerichteten Strémungen ebenfalls Blasenstrémung, Pfropfenstro-
mung, aufgewdihlt, turbulente Strémung, Ringstrémung und Ring-/Tropfenstromung.
Im Unterschied zu aufwértsgerichteten Strémungen sind allerdings die Blasen ver-
stérkt in der Kanalmitte konzentriert, und bei der Pfropfenstromung flachen die Gas-
kolben an der Unterseite stirker ab. Der herabflieBende Wasserring bei Ringstro-
mung kann im Unterschied zur aufwartsgerichteten Strémung gréBere Dicken an-
nehmen.

Der Ubergang von aufwértsgerichteter Stromung zur abwértsgerichteten Stromung
kann sich unter dem EinfluB der Schwerkraft fir jede der Phasen Wasser und
Damptf einzein vollziehen. Wahrend Wasser der Schwerkraft nach unten folgt, kann



der Dampf einem entgegengesetzt gerichteten Druckgradienten nach oben foigen.
Ohne Schwerkraftwirkung ist der Gegenstrom der Phasen nicht méglich. Im horizon-
talen Stromungsweg folgen beide Phasen gemeinsam dem Druckgradienten.

2.2 Phénomenologie der Dampf/Wasser-Gegenstromung

Die Beobachtungen zeigen, daB bei Gegenstrdmung der Warme- und Stofftransport
mit relativ hohen Transportraten ablauft, verglichen mit Transportraten bei Gleich-
strom. Verdampfungs- und Kondensationsprozesse laufen bei Gegenstrémung be-
sonders rasch ab. Soll ein Gasstrom durch eine Flissigkeit gereinigt werden, so ge-
schieht dies sehr wirkungsvoll unter Gegenstrombedingungen. Wahrend beim
Gleichstrom Dampf und Wasser in beliebigen Massenstromverhaitnissen auftreten
kénnen, ist das beim Gegenstrom nicht der Fall.

Durch die Ubertragung einer Schubspannung vom Dampfstrom zum Wasserstrom
wird entweder der Wasserstrom bei aufgepragtem Dampfstrom in seinem Massen-
strom beschrénkt, oder bei aufgepragtem Wassermassenstrom der Dampfstrom be-
schrénkt. Kommt es zur Beschrankung des Wasserstromes, so ergibt sich als Folge
ein Wasseraufstau oberhalb der Wassereinspeisung im Strdmungsweg. Das Einset-
zen des Wasseraufstaus wird als Flutbeginn (Flooding) bezeichnet.

Der Flutbeginn kann nach seinem auslésenden Ereignis in flinf verschiedene Er-
scheinungsformen /DUK-79/ unterteilt werden. Je nach Dampfmassenstrom werden
Stromungsbilder beobachtet, die mit folgenden Bezeichnungen charakterisiert wer-
den: hangender Film, stehende Welle, Wassereintritt, Wasserbriickenbildung und
Dampfpfropfenbildung. All diesen Erscheinungsformen des Flutbeginns ist gemein-
sam, daB beim Ubergang von ungestérter Gegenstrémung zum Flutbeginn der
Druckgradient im Strémungsweg plétzlich stark zunimmt. Von den Experimentatoren
wird gerade daher dieser signifikante Anstieg im Druckgradienten benutzt, um den
Zustand Flutbeginn zu detektieren.

Ein weiteres Spezifikum des Flutbeginns wird in der Beobachtung der axialen Was-
serverteilung deutlich. Das Einsetzen des Flutbeginns geht einher mit dem Stehen-
bleiben der Wasserverteilung. Wasserwellen an einer Wasserfilmoberflache bleiben
stehen, wenn der Flutbeginn einsetzt. Die Ausbreitungsgeschwindigkeit einer Was-
serwelle scheint nahe Null zu sein.



Wird der Dampfmassenstrom nach dem Flutbeginn erhoht, so wird ein Teil des in
den Stromungsweg eingespeisten Wassers im Gleichstrom mit dem Dampf ausge-
tragen. Jede weitere Erhéhung des Dampfmassenstromes fihrt zu einer VergréBe-
rung des Wasserstromes, der mit dem Dampf im Gleichstrom ausgetragen wird und
zu einer Verringerung des Wassermassenstromes, der sich noch im Gegenstrom

zum Dampf bewegt.

Ab einem bestimmten Dampfmassenstrom ist kein Wassergegenstrom méglich. Der
eingespeiste Wasserstrom flieBt vollstandig im Gleichstrom mit dem Dampf. Der
Ubergang zum Gileichstrom ist erreicht. Man spricht hier davon, daB die Gegen-
stromgrenze erreicht ist. An der Gegenstromgrenze wird als Erscheinungsform nur
Film- bzw. Film-/Tropfen-Strémung beobachtet. Der Strémungsweg unterhalb der
Wassereinspeisung trocknet aus.

2.3. Erscheinungsbild bei verschiedenen Durchmessern und geometrisch
unterschiedlich geformten Berandungen durchstromter Kandle
Nachdem das Spektrum der Erscheinungsbilder fir verschiedene Dampf-/Wasser-
massenstréme angesprochen wurde, ist hervorzuheben, daB gerade duBere Bedin-
gungen wie Druck, hydraulischer Durchmesser oder geometrische Form des Stré-
mungsweges einen wesentlichen EinfluB auf das Erscheinungsbild der zweiphasi-
gen Strdmung haben. Am Beispiel der Pfropfenstrdmung zeigt sich, daB bei sonst
gleichen Bedingungen bei VergroBerung des Querschnitts des Strdmungsweges
aus den Dampfpfropfen Hutblasen oder Schirmblasen werden. In Strdmungswegen
ab einem gewissen Strémungsquerschnitt sind daher Dampfpfropfen nicht mehr be-

obachtbar.

Strdmungswege, die nicht wie bisher unterstellt, einen kreisférmigen Strémungs-
querschnitt aufweisen, warten mit weiteren Phénomenen auf. Der Strémungsweg,
der von einem langs angestrémten Stabbiindel gebildet wird, 148t bei den Str6-
mungsbildern mit groBem Wasservolumenanteil (Blasenstrémung, Pfropfen-
strdémung und aufgewhlt, turbulente Strémung) eine vergleichsweise stérkere Was-
serquerbewegung erkennen, als dies bei einem Strémungsweg Rohr gleichen hy-
draulischen Durchmessers der Fall ware /JOW-81/. Als Folge dieser Querbewegung



weisen diese Dampf-/Wasserstrémungen unter gleichen Massenstrombedingungen
und auch sonst gleichen Bedingungen hohere Wasservolumenanteile aus.

2.4. Zusammenhang zwischen Erscheinungsbild und Dampfvolumengehailt

In experimentelien Untersuchungen zeigte sich, daB das Auftreten bestimmter Er-
scheinungsformen in einem Zusammenhang mit bestimmten Dampfvolumenanteilen
o, steht. Fir Rohre kleineren Durchmessers (D, < 30 mm) beobachteten Radovich
/RAD-62/ und Griffith /GRI-62/, daB das Erscheinungsbild Blasenstrémung bei
Dampfvolumengehalten kleiner als 30% hervortritt und daB das Erscheinungsbild
Pfropfenstrémung in Verbindung mit Dampfvolumenanteilen gréBer als 30% steht.

o, <0.3 © Blasenstromung

o, >0.3 = Pfropfenstrdmung

Die Neigung zum ZusammenschluB von Einzelblasen zu gréBeren Blasen bzw. zu
Pfropfen ist bei 30% Dampfvolumenanteilen besonders stark.

Eine ahnliche Zuordnung zwischen Erscheinungsbild und Dampfvolumenanteil 146t
sich fir die Ubrigen Erscheinungsformen einer Wasser-/Dampfstrémung erkennen.
Allerdings ist die Festlegung bestimmter Dampfvolumenanteile nur unter der Neben-
bedingung méglich, daB bestimmte Dampf/Wasser-Massenstrome betrachtet wer-
den. Mit jeder Anderung der Massenstréme ist ein anderer Dampfvolumengehalit
maBgeblich fiir den Ubergang von einer Erscheinungsform zur anderen.

Hierzu muB angemerkt werden, daB keine scharfe Trennung zwischen den einzel-
nen Strdmungsbildern beobachtet wird. Somit missen solche Schwellenwerte als
Richtwerte aufgefaBt werden, bei denen das Strémungsbild wechseln kénnte.

3. Zielsetzung und Vorgehensweise

Die sehr detaillierten Beobachtungen, die zu den Erscheinungsbildern von Dampf-/
Wasserstrémungen vorliegen, sind bis heute durch keinen einheitlichen Ansatz ma-
thematisch wiedergegeben. Die verfligbaren Ansétze beschrénken sich zumeist auf
einzelne Strémungsbilder und versuchen, in diesem abgesteckten Rahmen die Phy-
sik wiederzugeben. Berechnungsgleichungen oder Korrelationen, die den Anspruch
erheben, das gesamte Spektrum der Erscheinungsbilder zu beschreiben, missen



daher in der Beschreibung einzelner Phanomene mit geringerer Genauigkeit aus-
kommen. Trotzdem kann eine wichtige Aufgabe mit diesen Berechnungsgleichun-
gen bewerkstelligt werden: sie sind in der Lage, nach Erscheinungsformen mit star-
ken Austauschkraften und Erscheinungsformen mit schwachen Austauschkraften zu
trennen.

Erscheinungsformen mit starken Austauschkraften sind Blasenstrémung, Pfropfen-
stromung und aufgewdhit, turbulente Strémung, dagegen sind Erscheinungsformen
wie Ringstrdmung und in einem gewissen AusmaB auch Ring-/Tropfenstrémung

Strémungen mit schwachen Austauschkréften.

Die Intensitat der Austauschkrafte zwischen Dampf und Wasser wird bei der Be-
trachtung stagnierender Wassermassenstrome deutlich. Bei stagnierenden Wasser-
massenstromen kommt es zur Ausbildung eines Gemischspiegels. Unterhalb des
Gemischspiegels treten die Erscheinungsformen mit starken Austauschkraften auf
und oberhalb des Gemischspiegels die Formen mit schwachen Austauschkréften.
Am Gemischspiegel tritt ein Sprung im Dampfvolumenanteil o, von niedrigen Wer-
ten (o, < 0.6) zu héheren Werten (o, > 0.8) auf /STE-89,a/. Dieses Phéanomen tritt

unabhéngig von der geometrischen Form des Strémungswegs bei nicht zu hohen
Dampfmassenstrémen auf.

3.1.  Zielsetzung der Entwicklung fiir eine Berechnungsgleichung

Die Entwicklung einer Berechnungsgleichung, die den Anspruch erhebt, fir das ge-
samte Spektrum der Erscheinungsformen mit angemessener Genauigkeit eine
quantitative Beschreibung der Geschwindigkeitsunterschiede zwischen den Phasen
Wasser und Dampf zu liefern, hat insbesondere das Ziel den Wechsel zwischen
schwacher und starker Austauschkraft zu erfassen. Da diese Berechnungsgleichung
in der Analyse von Transienten und Leckstérfallen in Reaktoranlagen zur Anwen-
dung kommen soll, ist dariiber hinaus ein Schwerpunkt der Entwicklung die Be-
schreibung von zweiphasigen Strémungen, die in geometrisch unterschiedlich ge-
formten Strémungskanalen eines Reaktors stattfinden.
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Die Strémungswege einer Reaktoranlage sind beispielsweise: :
. ‘Stabb(jndei B

. - jRohr:
o ﬁingraum
® Brennelementkopfplatte‘. .

Diese Strémungswege sind nicht durch eine einheitliche geometrische Abmessung
wie beispielsweise den hydraulischen Durchmesser zu charakterisieren. Folglich
mussen zur Beschreibung des Geschwindigkeitsunterschieds entsprechende Ab-
messungen gefunden werden, auf deren Grundlage dann eine Beschreibung még-
lich wird.

Ein weiteres Problem der Entwicklung wird deutlich, wenn innerhalb der Gruppe
Stromungskanal mit Kreisquerschnitt die in der Reaktoranlage gegebene Variations-
breite des hydraulischen Durchmessers betrachtet wird. ‘

. ‘Dampferzeuger U-Rohr: Dys =  20mm

®  Leitung zum Druékhalter: Do = 200mm

®  HauptkUhlmittelleitung: Dhy;, = 750mm
e Druckhalter: Dy = 2900mm

Diese Auswahl reaktortypischer Rohrleitungen verdeutlicht, daB die Variationsbreite
des hydraulischen Durchmessers Uber zwei Dekaden reicht. Entsprechend umfang-
reich sollte daher die Datenbasis sein, um eine geeignete Berechnungsgleichung fir
diese Rohrleitungen entwickeln zu kénnen.

Diese Anforderung an die Datenbasis wird bis heute nicht voll erfilllt. Die Entwick-
IUng muf sich daher an den verfligbaren Daten ausrichteten und dartiber hinaus
versuchen, weitere Datenquellen aus verwandten Bereichen einzubeziehen. Durch
das Versuchsprogramm /WEI-86/ an der UPTF-Anlage (Upper Plenum Test Facility)
wurde ein wichtiger Beitrag zur Erweiterung dieser Datenbasis geleistet. Die Rohrlei-
tungen des Priméarsystems einer KWU-Druckwasser-Reaktoranlage wurden hier in

Originalabmessung nachgebildet und mit Zweiphasen-Instrumentierung ausgestat-
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tet. Die damit gewonnen Daten haben daher einen herausragenden Stellenwert bei

der Uberpriifung der zu entwickelnden Berechnungsgleichung.
-3.2. Vorgehensweise in der Entwicklung einer Berechnungsgleichung

Die zu entwickelnde Berechnungsgleichung soll zum einen die spezifischen Belange
der Reaktortechnik hinsichtlich geometrisch unterschiedlich geformter Kanéle,
Druck, Orientierung des Kanals (horizontal, vertikal) und hinsichtlich Strémungsrich-
tungen der Phasen abdecken und zum anderen universell in der Beschreibung
zweiphasiger Strdémungsformen sein und damit fur Dampfvommengehalte zwischen
Null und Eins umfassend anwendbar sein.

Diese Anforderung an eine Berechnungsgleichung kann nicht durch eine Erweite-
rung oder Verfeinerung bestehender Korrelationen erflllt werden, da diese Korrela-
tionen auf Datenbasen beruhen, die nicht den Anforderungen der Reaktortechnik
gerecht werden. Der Zugang zu weiteren empirischen Befunden, die sich im Zusam-
menhang mit verwandten Zweiphasen-Phanomenen ergeben, ist notwendig. Als
verwandte Phanomene, die bei einer Entwicklung einer Berechnungsgleichung flr
die Differenz der Phasengeschwindigkeiten hilfreich sein kénnen, kommen im we-
sentlichen der zweiphasige Druckverlust und das Phanomen der Gegenstrombe-
grenzung in Betracht.

Beim zweiphasigen Druckverlust ist die Wirkung des Geschwindigkeitsunterschieds
nur indirekt erkennbar. VergréBert sich dieser Unterschied z.B. durch Separation der
Phasen, dann nimmt der von auBen beobachtbare zweiphasige Druckverlust ab.
Somit bestlinde die Mdéglichkeit, bei geeigneter Auswertung von Druckverlust-
Korrelationen Rickschilisse auf den Geschwindigkeitsunterschied zu ziehen.

Das Phanomen der Gegenstrombegrenzung ist dagegen direkt vom Geschwindig-
keitsunterschied zwischen den Phasen bestimmt. Je starker die Kopplung der Pha-
sengeschwindigkeiten ist, desto frilher kommt es beim Gegenstrom der Phasen zur
Gegenstrombegrenzung. Aufgrund des direkten Zusammenhangs zwischen Gegen-
strombegrenzung und Phasengeschwindigkeiten und wegen der breiten Datenbasis
zur Gegenstrombegrenzung wird in der vorliegenden Arbeit versucht, diese empiri-
sche Datenbasis fiir die Entwicklung einer Berechnungsgleichung auszuwerten, um
- denoben gestellten Anforderungen gerecht zu werden.
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Zunachst werden die bisher im Zusammenhang mit Stérfallanalysen verwendeten
Korrelationen und deren Anwendungsgrenzen im Uberblick dargestellt, sowie die
Ansatze, die zur Herleitung dieser Korrelationen fiihren, diskutiert. Der eigene An-
satz wird entwickelt, um Korrelationen der Gegenstrombegrenzung fiir eine Berech-
nung des Geschwindigkeitsunterschieds auswerten zu kénnen.

Anhand von ersten Vergleichen mit bekannten Korrelationen zur vertikalen Rohr-
stromung wird gepruft, ob der entwickelte Ansatz eine adaquate Berechnungsglei-
chung liefert. Eine Erweiterung des Ansatzes erfolgt hiernach, um die Korrelationsei-
génschaft der Berechnungsgleichung zu verbessern.

Die fir vertikale Rohrstrdmung Gberprifte Berechnungsgleichung wird danach in ei-
nem weiteren Vergleich, bei dem die Geschwindigkeitsdifferenz in einem Kanal mit
andersartig geformter Berandung als Rohrform untersucht wird, angewandt. Hier-
dUrch wird der Nachweis angetreten, ob die Berechnungsgleichung unter Heranzie-
hung der formspezifischen Korrelationen der Gegenstrombegrenzung den Ge-

schwindigkeitsunterschied auch fur diesen Kanal liefert.

Ein weiterer fir Storfallanalysen wichtiger Anwendungsbereich fiir Korrelationen des
Geschwindigkeitsunterschieds ist die horizontale Rohrstrdeng. Die bekannten Kor-
relationen eignen sich nicht, um die Gegenstrémung im horizontalen Rohr zu be-
rechnen. Auf der Grundlage neuerer Experimente zur Strémung in horizontalen
Rohrleitungen kann die Anwendbarkeit der entwickelten Berechnungsgleichung ge-
pruft werden.

Die | Bedeutung der entwickelten Berechnuh’gsgleichung im Zusammenhang mit
Stérfallanalysen wird abschlieBend dargestellt. Der Gewinn an Aussagekraft in der
Analyse durch Einsatz der Berechnungsgleichung wird dabei diskutiert.

4, Grundlegende Beziehungen und Definitionen

Die zweiphasige Strdémung von Gasen und Flissigkeiten kann mit und ohne Pha-
senwechsel ablaufen.

So ist fir Dampf/Wasser-Strémungen im Gegensatz zu Luft/Wasser-Stromungen ein
Phasenwechsel mdglich. Bei der Definition zur Zweiphasen-Strémung wird in der
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Regel davon ausgegangen, daB die durch Verdampfung und Kondensation hervor-
gerufenen Impulskréfte zwischen den Phasen vernachlassigbar gegenulber den ubri-
gen Kraften (z.B. Auftriebskraft an der Dampfblase) sind und somit keinen Einflu
auf die Phasengeschwindigkeiten nehmen. Berechnungsgleichungen  fir
Zweiphasen-Strémungen sind unter dieser Einschrankung auf Luft/Wasser- als auch
auf Dampf/Wasser-Strémungen anwendbar.

Die Anwendung von Zweiphasen-Berechnungsgleichungen dieser Art auf Strdmun-
gen mit heftigem Phasenwechsel ist somit nur bedingt méglich. Ein Grenzfall der
Anwendung ist beispielsweise beim Auftreten der Siedekrise der ersten und zweiten
Art gegeben. In der vorliegenden Arbeit wird dieser Strémungszustand nicht be-
trachtet.

Da die Ubertragbarkeit der fir Dampf/Wasser-Strc')mUngen gefundenen Beziehun-
gen auf Fliissigkeitsdampf/Flussigkeit-Strémungen nicht ausgeschlossen sein soll,
wird daher der Index L (liquid) fir Wasser bzw. Flussigkeit und der Index V (vapour)
fiir Dampf bzw. Fliissigkeitsdampf zur Kennzeichnung der betreffenden Phase ver-
wendet.

4.1, Makroskopische Eigenschaften der Zweiphasenstromungen

In einer Zweiphasenstromung kann man, bedingt durch die Tatsache, daB die leich-
tere Phase der schwereren Phase im gleichen Druckfeld voreilt, phasenbezogene
Geschwindigkeiten unterscheiden. Die Definition einer geeigneten Geschwindigkeit,
die reprasentativ die Bewegung der jeweiligen Phase beschreibt, fallt aber wegen
der im vorangegangenen erwahnten raumlichen Vielgestaltigkeit der Phasenvertei-
lung im Strémungsweg schwer.

Der Geschwindigkeitsunterschied innerhalb einer Phase, der sich aufgrund der Pha-
senverteilung (z.B. Wasserfilmstromung an der Wand bei gleichzeitiger Tropfenstro-
mung im Innern des durchstrémten Kanals) ergibt, ist groB. Die Festlegung von re-
prasentativen Phasengeschwindigkeiten greift daher auf makroskopisch beobacht-
bare Phasen-Volumenstrdme und Phasen-Volumina zurlick. Die Phasen-
Volumenstréme werden bezeichnet mit:

Q. m°/s Wasservolumenstrom
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Q, m?/s ~ Damptvolumenstrom

Die Volumina der Phasen im Strémungsweg werdén bezeichnet mit:
Q m® Wasservolumen im Strémungsweg

QV , m® Dampfvolumen im Strémungsweg

Fiir einen Strémungsweg mit der Querschnittsflache A wird haufig eine reprasentati-
ve Phasengeschwindigkeit aus den vorangesteliten makroskopischen Eigenschatf-

ten, Phasen-Volumen Q und Phasen-Volumenstrom Q gebildet. Diese fiktiven Pha-:
sengeschwindigkeiten sind definiert durch: ‘ ‘

Q
VL = —AE QL(; Qv , reprasentative Wassergeschwindigkeit. (1)
L
Vy = _ATV QLQ+ Qv reprasentative Dampfgeschwindigkeit. (2)
\

Die in den Gleichungen (1) und (2) enthaltenen Quotienten der Volumenanteile bzw.

deren Kehrwerte werden als Wasservolumengehalt o, und Dampfvolumengehalt o,

zusammengefaBt.
o, =Q,/(Q,+Q) , Wasservolumengehalt. (3)
o,=Q,/(Q,+Q) ., Dampfvolumengehalt. (4)

Der in den Gleichungen (1) und (2) jeweils enthaltene erste Quotient entspricht der
Definition einer Volumenstromdichte. Fiir Volumenstromdichte wird die Schreibwei-
se J eingeflhrt. |

J, = %—L m¥m?s=m/s , Wasservolumenstromdichte. | (5)
Qv 372 ;
Jy = o m’/m®s=m/s , Dampfvolumenstromdichte. (6)

Durch die Bildung dieser fiktiven Phasengeschwindigkeiten, V_und V,, wird die
Zweiphasenstrémung "eindimensionalisiert” beschrieben. Querbewegungen der
Phasen sowie Geschwindigkeitsfluktuationen werden durch die gewéhite Form der
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Definitionen nicht mehr zum Ausdruck gebracht. Diese Definitionen sind dennoch
sinnvoll, da davon ausgegangen werden kann, daB stochastische Bewegungen der
Phasen im zeitlichen und réumlichen Mittel sich gegenseitig autheben.

Aufbauend auf diesen fiktiven Phasengeschwindigkeiten ergeben sich weitere De-
finitionen, die haufig in der Literatur Verwendung finden. Die Differenz der mit Glei-
chung (1) und (2) definierten Geschwindigkeiten wird als Relativgeschwindigkeit V,
bezeichnet.

Vaa =Vy -V . (7)

Das Verhaltnis der Phasengeschwindigkeiten wird als Phasenschlupf oder Schlupf S
bezeichnet:

Unterstellt man, daB sich innerhalb einer Phase kein raumlicher Temperatur- und
Druckunterschied aufbaut, so |48t sich der Phase eine einheitliche Dichte zuordnen.

Die Dichten der Phasen werden bezeichnet mit p, und p_ mit der Dimension kg/s.

In Analogie zur Definition der Phasen-Volumenstrdme wird der Begriff der Phasen-
Massenstrome eingefiihrt. Die vorangesteliten Dichten stellen den Zusammenhang
zwischen Volumenstrom- und Massenstrom-Definition her. Fir die Phasen-
Massenstréme mit der Einheit kg/s ergeben sich:

mg = pLéL = pLdLA, Wassermassenstrom. 9)
My = pv év =pvdvA, Dampfmassenstrom. (10)

Strdmungsmassenanteile der Phasen lassen sich aus diesen Phasen-Massen-
strémen definieren. Der Strémungsmassenanteil der Phasen wird aus dem Verhalt-
nis von Phasenmassenstrom zu Gesamtmassenstrom beider Phasen gebildet. Flr
die Strémungsmassenanteile der Phasen gilt:

. m : . .

XL =-—,—".— , Strémungsmassen-Wasseranteil. a1
my+my

Xy =V Strémungsmassen-Dampfanteil. (12)
meg+my
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In der englischsprachigen Literatur wird der Term xy als "steam quallity” bezeichnet.

Zwischen dem Dampfivolumenanteil o, und dem Strdmungsmassen-Dampfanteil Xy
besteht ein Zusammenhang, der sich aus den Definitionsgleichungen (1), (2), (3),

(4), (8), (11) und (12) ableiten lafBt.

_QvXypL
S‘ocL)'(va : (13)

Die Gleichung (13) nach dem Dampfvolumengehalt aufgelést ergibt:

1

Xpyy '
1+).(VPLS

oy = (14)

Die Gleichung (14) verdeutlicht, daf3 der Dampfvolumengehalt a., einer Zweiphasen-

strémung nicht allein durch die Bestimmung der Strémungsmassenanteile xy und X
und Dichten festgelegt ist. Das Verhalinis der Phasengeschwindigkeiten, also der

Schlupf S , muB darliber hinaus bekannt sein, um den Dampfvolumengehalt berech-
nen zu kénnen.

Beiden Definitionen, des Phasen-Volumenanteils und des Strémungsmassen-
Phasenanteils, ist gemeinsam, daB die Summe der Anteile sich zu eins ergénzen.

oy+oa.=1 . (15)
).(v+).(|_=1 . (16)

Analog zur Definition der Volumenstromdichten J , Gleichungen (5) und (6), erge-
ben sich durch Division mit der Querschnittsflache des Stromungsweges A aus den
Massenstrémen die Massenstromdichten G.

=

G.L= AL =pLJdi, Wassermassenstromdichte. (17)
Gy= n;\" =pvdv, Dampfmassenstromdichte. (18)

Die Massenstromdichten bzw. die Volumenstromdichten der Phasen erganzen sich
zu Gesamtmassenstromdichten bzw. zu Gesamtvolumenstromdichten.

G=G +G, , Gesamtmassenstromdichte. (19)

J=Jd +Jy , Gesamtvolumenstromdichte. (20)
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4.2. Mikroskopische Eigenschaften der Zweiphasenstromungen

Bislang wurden ausschlieBlich makroskopische Eigenschaften einer Zweiphasen-
strémung zur Bildung von charakteristischen Parametern betrachtet. Einige Anséatze
fir Berechnungsgleichungen gehen von mikroskopischen Eigenschaften aus. Durch
raumliche Integration muB hierbei der Anschlu3 an makroskopisch beobachtbare Ei-
genschaften gefunden werden.

Das Zurickgehen auf mikroskopische Eigenschaften der Zweiphasenstrémung hat
sich als sinnvoll erwiesen, weil dadurch ein Verstandnis fir die resultierenden Mittel-
werte der Eigenschaften geschaffen wird, die den Berechnungsgleichungen zugrun-
degelegt werden. Hinzu kommt, daB man in der modernen Zweiphasen-MeBtechnik
in der Lage ist, mikroskopische Eigenschaften z.B. mit Laser-Doppler-Anemometrie
zu vermessen. Somit wird man kinftig auch mikroskopische Eigenschaften in den
Bereich der beobachtbaren und damit verifizierbaren Eigenschaften einordnen kdn-
nen.

Unter mikroskopische Eigenschaften sollen lokale, in einem Raumpunkt des
Stromungsweges beobachtbare Eigenschaften verstanden werden. Da eine
Aquiprasens zweier Phasen in einem Raumpunkt ausgeschlossen ist, gehéren zur
Eigenschaftsbestimmung geeignete Mittelungsverfahren. Solche Verfahren wurden
bei Ishii /ISH-75/ im Zusammenhang mit der Verwendung in Feldgleichungen fur
Massen-, Impuls-, und Energiebilanz diskutiert. Ziel dieser Verfahren ist es, die
GesetzmaBigkeiten der Kontinuumsmechanik bei Verwendung von gemittelten,
lokalen Eigenschaften auswerten zu kénnen. Also stellen auch die hier zu
betrachtenden mikroskopischen Eigenschaften gemittelte Eigenschaften dar.

Die Mittelungen haben Uber ein hinreichend groBes Raum- und Zeitintervall zu erfol-
gen. Ein Intervall ist dann hinreichend groB, wenn die Haufigkeit der im Intervall
stattfindenden Ereignisse ausreicht, statistisch verwertbare Aussagen treffen zu
kénnen.

Fur den Sonderfall einer im makroskopischen Sinne stationdren Zweiphasenstré-
mung kann eine rdumliche Mittelung fur mikroskopische Eigenschaften entfallen, da
das Zeitintervall beliebig groB gewahit werden kann, um statistisch verwertbare Erei-
gnishaufigkeiten zu erlangen. Fir den allgemeinen Fall sind die zu definierenden mi-
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kroskopischen Eigenschaften sowoh! raumlich als auch zeitlich gemittelt und damit
im Sinne der Statistik mit einer Unscharfe behaftet. Die so definierten Eigenschaften
beschreiben daher ein Pseudo-Zweiphasen-System, das sich u.a. dadurch aus-
zeichnet, daB in einem Raumpunkt im Strémungsweg die Phasenvolumenanteile ei-
nen Wert zwischen Null und Eins annehmen kénnen.

Der mikroskopische Phasen-Volumengehalt in einem Raumpunkt im Strémungsweg

wird bezeichnet mit .
g : mikroskopischer Wasservolumengehait.
g mikroskopischer Dampfvolumengehalt.

Fur die mikroskopischen Volumengehalte gilt ebenfalls, daB deren Summe sich zu
eins erganzt.

g, +e =1. (21)

Die axiale Phasengeschwindigkeit in einem Raumpunkt des Strémungsweges wird

bezeichnet mit v.
v, mikroskopische Wassergeschwindigkeit.
vy ! mikroskopische Dampfgeschwindigkeit.

In der Regel geht man in den Analysen vereinfachend davon aus, daB die Drlcke
im Strémungsquerschnitt nicht variieren, also Rotationen der Phasen nicht stattfin-
den. Das hat zur Folge, daB die Geschwindigkeitskomponenten in der Ebene der
Querschnittsflache A als Null betrachtet werden kénnen. Entsprechende Definitio-
nen dieser Geschwindigkeits—Komponenten entfallen daher.

Die Differenz der axialen Phasengeschwindigkeiten wird als mikroskopische Relativ-
geschwindigkeit eingefuhrt.

Vpg = Vy - U, , mikroskopische Relativgeschwindigkeit. (22)
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Das Produkt der vorangestellten Definitionen aus mikroskopischer Phasen-Ge-
schwindigkeit v und mikroskopischem Phasen-Volumengehalt € ergibt die mikrosko-

pische Phasen-Volumenstromdichte j.

jL=¢ v, mikroskopische Wasservolumenstromdichte. (23)

jy =&, Ly, mikroskopische Dampfvolumenstromdichte. (24)

Die Auswertung der mikroskopischen Massenbilanzen flr die Wasserphase und fur

die Dampfphase unter den Nebenbedingungen, konstante Phasendichten (p, =

const, p, = const) und vernachlassigbarer Massenaustausch zwischen den Phasen,

d(eLpL)
ot

d(evpv)
ot

+ diV(SL pL’UL) =0,
+div(evpvov) =0,

fihrt bei Substitution des mikroskopischen Dampfvolumengehalts und Verwendung
der Definitionsgleichungen (23) und (24) zur mikroskopischen Volumenstrom-Bilanz:
div(jv+j)=0 =

jv+i =i, mikroskopische Volumenstromdichte der Mischung. (25)

Die Differenz aus axialer Wassergeschwindigkeit v, und der mikroskopischen Volu-

menstromdichte der Mischung j wird als mikroskopische Wasser-Drift-Geschwindig-
keit definiert.

v,=v_-j, mikroskopische Wasser-Drift-Geschwindigkeit. (26)

Die Differenz aus axialer Dampfgeschwindigkeit v, und der mikroskopischen Volu-
menstromdichte der Mischung j wird als mikroskopische Dampf-Drift-Geschwindig-
keit definiert.

vy, =", -j, mikroskopische Dampf-Drift-Geschwindigkeit. (27)

Bei Verwendung der Definitionsgleichungen (21), (22), (23), (24) und (25) wird der

Zusammenhang zwischen den Phasen-Drift-Geschwindigkeit (v, , v ;) und der axia-
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len Relativgeschwindigkeit v, darstellbar. Es ergibt sich fir die Wasser-Drift-
Geschwindigkeit:

V= - & Vpy - (28)

und fir die Dampf-Drift-Geschwindigkeit:

Vy, = + € Vpg- (29)

Mit Gleichung (21) wird deutlich, daB die Differenz der Phasen-Drift-
Geschwindigkeiten identisch der axialen Relativgeschwindigkeit ist.

Vyy =V Vg - (30)

Als weitere Linearkombination der vorliegenden Definitionsgleichungen kann das
Produkt aus Phasen-Drift-Geschwindigkeit (v , bzw. v,,) und dem Phasenvolumen-

gehalt (e, bzw. g,) gebildet werden. Das Produkt wird in Anlehnung an die englisch-

sprachige Literatur Drift-Flux genannt.

jw =86V, =-€ & Vg, Wasser-Drift-Flux. (31)
juu =€ Oy, =+€ & Vg, Dampf-Drift-Flux. (32)

Durch Einsetzen der Definitionsgleichungen (28) und (29) in die Definitionsgleichun-
gen (31) und (32) zeigt sich, daB diese Produkte j,, und j, betragsgleich sind und
sich nur im Vorzeichen unterscheiden.

= (33)

Der Zusammenhang zwischen dem mikroskopischen Drift-Flux j,, und den mikro-
skopischen Phasen-Volumenstromdichten (j, und j ) ergibt sich durch Einsetzen der
Definitionsgleichungen (20), (21), (24), (27) und (32) in die mikroskopische
Volumenstrom-Bilanz (25) zu:

=¢ Jv - & i (34)

Der Drift-Flux j,, ist gemaB dieser Bilanz-Gleichung (34) eine lineare Funktion der

Phasen-Volumenstromdichten (j, , j) und der Phasen-Volumengehalte (g, , €,).
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4.3. Flachenmittelwerte

Im folgenden wird der Zusammenhang zwischen mikroskopischen und makrosko-
pischen Eigenschaften verdeutlicht. Die makroskopischen Eigenschaften wurden als
reprasentative bzw. mittlere Eigenschaften der Phasen fur einen Raumbereich Q
des Strdmungsweges definiert. Die so definierten Eigenschaften der Zweiphasen-
stromung kénnen wegen der Eindimensionalitat der hier verwendeten Geschwindig-
keiten, V, und V, auch als makroskopische Eigenschaften eines Strémungsquer-
schnitts A aufgefaBt werden. Wird die axiale Erstreckung des Volumens Q infinitesi-
mal Klein, so gehen die definierten Phasen-Volumen, Q, und Q,, in den Begriff Fla-
chenanteile der Phasen im Strémungsquerschnitt, A, und A, Gber. Somit 148t sich
der Phasen-Volumengehalt auch aus dem Quotienten der Flachenanteile ermittein.
Aus den Definitionsgleichungen (3) und (4) entwickelten sich durch den Ubergang

auf axial infinitesimal kleinen Strémungweg die Phasen-Volumengehalte zu:

AL

o, Avt AL (35)
Ay

(X,V— Av +A|_ (36)

Die Uber den Strémungsquerschnitt gemittelten mikroskopischen Phasenvolumen-
gehalte, g,_und ¢, kénnen den nach Gleichung (35) und (36) festgelgten Phasen-
Volumengehalten, o, und o, als identisch betrachtet werden. Der Zusammenhang
zwischen mikroskopischen Phasen-Volumengehalten und makroskopischen

Phasen-Volumengehalten ist also durch die Integration der mikroskopischen Gehal-
te tiber den Strdmungsquerschnitt A gegeben.

A
oL EJA [eLda. (37)
0

A
Oy = —k _[ evdA. (38)
0

Mit den Gleichungen (5) und (6) wurden die Volumenstromdichten der Phasen defi-
niert. Die Gegenliberstellung dieser Volumenstromdichten mit den durch die Glei-
chungen (23) und (24) definierten mikroskopischen Volumenstromdichten laBt er-
kennen, daB auch hier der Mittelwert der mikroskopischen Volumenstromdichten im
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Strémungsquerschnitt A mit den makroskopischen Volumenstromdichten identisch

ist.
17,
JLE-A-‘([deA. (39)
A
va-kj;jvdA. (40)

Die oben dargestellten Identitdten zwischen mikroskopischen und makroskopischen
Eigenschaften gestatten nun die unter Gleichung (1) und (2) definierten fiktiven
Phasen-Geschwindigkeiten zu analysieren. Die fiktive Wassergeschwindigkeit V,
war nach Gleichung (3) und (5) gegeben mit:

V =Sk (41)

Unter Beriicksichtigung obiger Identitaten ergibt sich jetzt:

A
1 [jLdA
V= : . (42)
1]eLdA
0
Mit Gleichung (23) wird daraus:
A
%IELULdA
Vi=—4 : (43)
1 g eLdA

Analog zur fiktiven Wassergeschwindigkeit stellt sich die fiktive Dampfgeschwindig-
keit dar als:

(44)

Die Gleichungen (43) und (44) verdeutlichen, daB die makroskopischen Geschwin-
digkeiten (V,, V,) sich nicht als Mittelwerte der mikroskopischen Geschwindigkeiten

(v, v,) darstellen. Die makroskopischen Geschwindigkeiten entsprechen nach Glei-
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chung (43) und (44) einem mit dem mikroskopischen Phasenvolumengehalt gewich-
teten Mittelwert der Phasengeschwindigkeiten.

Auf diesen Unterschied ist besonders hinzuweisen, da nur fiir den Sonderfall, dai3
entweder die mikroskopischen Phasengehalte € oder die mikroskopischen Phasen-
geschwindigkeiten v einen konstanten Wert im Strémungsquerschnitt A annehmen,
die Gleichheit der Mittelwerte gegeben ist. In einer Zweiphasenstromung wird aber
stets beobachtet, daB sowohl die Phasengehalte als auch die Phasengeschwindig-
keiten innerhalb des Strémungsquerschnitts stark variieren.

5. Ubersicht tber die wichtigsten Korrelationen und
Berechnungsgleichungen

Fur den Geschwindigkeitsunterschied zwischen den Phasen sowie fir die Gegen-
strombegrenzung werden im folgenden die wichtigsten Korrelationen und Berech-
nungsgleichungen zusammengestelit, die fir Analysen von Kahimittelverluststorfal-
len Bedeutung erlangt haben.

5.1. Berechnungsgleichungen und Korrelationen fiir den

Geschwindigkeitsunterschied

Die ersten Arbeiten auf dem Gebiet der Zweiphasen-Strémungen befaBten sich mit
der Beschreibung des Reibungs-Druckverlustes. Martinelli und Mitautoren
/MAR-48/, /LOC-49/ versuchten durch geeignete Wahl eines Zweiphasen-
Parameters den zweiphasigen Druckverlust in einen Bezug zu den bekannten ein-
phasigen Druckverlust-GesetzmaBigkeiten zu stellen. Eine Reihe solcher Parameter

wurden definiert, die von der Grundstruktur alle sehr ahnlich sind und die verhéaltnis-
maBig erfolgreich diesen 'Bezug herstellen konnten.
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Lockhart und Martinelli /LOC-49/ fanden, daB ein solcher korrelierender Parameter
X2, am besten durch das Verhaéiltnis von pseudo-einphasigen Druckverlusten gebil-
det wird.

_.._..—’I_—
( ) |
V,a]One

Mit Hilfe des einphasigen Druckverlust-Gesetzes vom Typ Blasius /BLA-13/ wurden

Xi= (45)

diejenigen Druckverluste ermittelt, die entstehen wiirden, wenn die beiden Phasen
jeweils allein im gesamten Rohrquerschnitt strémen wirden (daher die Indizierung:
L,alone und V,alone).

2

AF_’_) _1 G i 2, 20318 1y pe, = PG 46

(AL Lalone 2 LDhyd pL - Reg'25 - N - (46)
2

A-E) L8 it 4y =2318 ng Re _ Drye Gv 47

(AL Valone 2 VDryd pv v Re%® v v (47)

Das Verhéltnis dieser phasenbezogenen Pseudo-Druckverluste nach Gleichung (45)
ergibt:

. 1.75
2_& p_Y. 11_.1:.025 s s GV
x() (B0) (B )% mit =1 o= g (48)

Lockhart und Martinelli berechnen aus diesem Parameter X?; einen weiteren Kor-

relationsparameter y,, , der als Potenz von X%, gebildet wird:

X p ™ (M O 2
X ) (P YT (ML 175 _ i
X“_(iv) ()™ ()" =% )

Diese Korrelationsparameter y, und X, werden Martinelli-Parameter genannt.

Matrtinelli

Da nun dieser Parameter %, den zweiphasigen Druckverlust erfolgreich korrelierte,

lag es auf der Hand auch den Dampfvolumengehalt ., der zweiphasigen Stromung

mit Hilfe desselben Parameters zu korrelieren.
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Der volumetrische Dampfgehalt o, war zumindest deswegen von Bedeutung, weil
bei Strémungen mit Phasenwechsel (meist Verdampfung) der Beschleunigungs-
druckverlust anhand des Dampfvolumengehaltes rechnerisch ermittelt werden konn-

te.

Mit Hilfe des Martinelli-Parameters wurden die Dampfvolumengehalte korreliert.
Lockhart und Martinelli waren der Auffassung, daB sich die Dampfvolumengehalte
und Druckverluste am besten durch ihren Parameter X, korrelieren lassen. In ihrer
Arbeit verwenden sie daher ein Diagramm, das als Abzisse den Korrelationspara-

meter X, und als Ordinate den Dampfvolumengehalt o, enthalt.

Damals war es Ublich, daB man nur eine Ausgleichskurve durch die Punktewolke
der MeBdaten legte. Eine mathematische Korrelation wurde nicht angegeben. Erst
Wallis /WAL-69/ formulierte spater einen einfachen mathematischen Ausdruck, der
den Verlauf der Ausgleichskurve beschreibt.

ay=[1+X88 ] . (50)

Da diese Korrelation auf MeBdaten zur horizontalen Rohrstrdmung beruht, ist eine
Anwendung auf vertikale Rohrstrémung zunéchst fraglich. Wallis /WAL-69/ zeigte je-
doch, daB auch fur vertikale Rohrstrémung fir die Strdmungsform "Ringstrémung”
durchaus brauchbare Ergebnisse mit dieser Korrelation erzielt werden kénnen.

Der Anwendungsbereich von Gleichung (50) st6Bt auf Grenzen, wenn die Stro-
mungsform "Blasenstrémung" betrachtet wird. Der von Auftriebskréften der Blasen
kontrollierte Geschwindigkeitsunterschied wird von Gleichung (50) nicht wiedergege-
ben. Als Folge werden zu niedrige Dampfvolumengehalte o, von Gleichung (50)

vorhergesagt.

Da die experimentelle Datenbasis auf Rohrversuche mit Rohrdurchmessern im Be-
reich von wenigen Zentimetern (1 bis 5 cm) zuriickgeht, ist eine Anwendung auf gro-
Bere Rohrdurchmesser zu prifen.

Ein weiterer Nachteil der Martinelli-Korrelation besteht darin, daB eine Gegenstrg-
mung der Phasen mit der Gleichung (50) nicht darstellbar ist. Nach Gleichung (50)

siehe hierzu Bild 20 im Kapitel 9.1
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ist nur das Verhaltnis der Phasengeschwindigkeit, nicht aber deren Differenz korre-
liert. Es entsteht, z.B. bei Richtungswechsel der Wasserphase (G, < 0), ein unbe-

stimmter Ausdruck fir die Martinelli-Parameter x, und X,.

Zivi

Fur die Strémungsform Ringstréomung ist der von Zivi /ZIV-64/ entwickelte theoreti-
sche Ansatz erfolgreich. Zivi nimmt an, daB durch Variation des Schiupfes die Zu-
nahme der Entropie wéhrend des zweiphasigen Strdomungsvorganges sich als mini-
mal einstellt. Betrachtet werden bei Zivi weder Impulsaustauschkrafte noch Wand-
reibungskréafte. In die Betrachtung einbezogen werden dagegen die kinetischen

Energien der beiden Phasen Wasser und Dampf. Als Folge der Uberlegung ergibt
sich der Schlupf S zu:

1
~(BL)?
S= (pv) . (51)
Diese Korrelation eignet sich zur groben Abschatzung des Schlupfes zwischen den

Phasen. Zudem bleibt die Beziehung von Zivi in ihrer Anwendung auf die Stro-
mungsform Ringstrémung begrenzt.

Levy

Levy /LEV-60/ versucht, ausgehend von getrennten Impuisgleichungen, fur die
Dampf- und Wasserphase einen Zusammenhang zwischen Dampfvolumengehalt a,,
und den Phasengeschwindigkeiten (V,, V|) herzuleiten. Zur Herleitung des Zusam-
menhangs wird unterstelit, daB:

der Impulstransport beim Phasenwechsel von Wasser- zur Dampf-
phase unter Aufrechterhaltung geséttigter Phasen stattfindet,

in allen Strémungsquerschnitten beide Phasen den gleichen stati-
schen Druck besitzen,

die phasenbezogenen Reibungsdruckverluste zuzlglich der hydro-
statischen Druckénderungen langs des Strémungsweges sich zu
Null erganzen und
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die Summe dieser Druckterme durch zeitliche Fluktuationen in Mas-
sengehalt, Dampfgehalt und Dichten nicht verandert wird. Das Er-
gebnis dieser Annahmen fiihrt zu einer Abhéngigkeit des Schiupfes

vom Dampfvolumengehalt a;, und den Phasendichten py, p,:

s=\/g—€‘/ﬁ\7. (52)

Weder nach Zivi noch nach Levy hangt der Phasenschiupf vom Massenstrom der
Phasen ab. Trotzdem liefern diese Korrelationen zunéchst brauchbare Ergebnisse,
sofern ausschlieBlich die Stromungsform "Ringstrdémung” betrachtet wird. Dies setzt
eine maBige Dampf-Geschwindigkeit voraus. Bei  groBeren Dampf-
Geschwindigkeiten treten aus Grinden des Wechsels der Strdmungsform von Ring-
strémung zur Ring/Tropfen-Stromung Strémungmechanismen auf, die von diesen
einfachen theoretischen Ansatzen nicht erfa3t werden.

Smith

Smith /SMI-70/ unterstellt in seinem theoretischen Ansatz, daB die zweiphasige
Strémung sich aus einer geschichteten Wasserstrémung (z.B. Wasserring bei Ring-
strémung) und einer Strémung, bestehend aus einer homogenen zweiphasigen Mi-
schung von Dampf und Wasser, zusammensetzt. Smith nimmt an, daB die homoge-
ne Mischung (Index M) und die geschichtete Wasserphase (Index L ) dieselbe ki-
netische Energie besitzen.

1 1
§PLVE = EPMVﬁl- (53)

Nach Smith liegt somit die Wasserphase anteilig als Wasserschichtung und als fein-
verteilte Tropfen in der Dampfphase vor. Der Anteil der Wasserphase, der als Trop-
fen in der Dampfphase stromt, wird mit dem Parameter K festgelegt. Somit ist der
Anteil der Wasserphase, der als geschichtete Wasserphase strémt, mit 1 - K festge-
legt. Ausgehend von der Kontinuitatsgleichung ergibt sich mit diesen Annahmen ein

Zusammenhang zwischen dem Dampfvolumengehalt o, und dem Strémungs-
massen-Dampfanteil Xy .
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y = 1 -. (54)
£'=+K(— -1 ]2
+%{-K( -1)+5 (1—K)(—— )[ ]

1K (s ‘ -1)
Xy

Smith stellt anhand von Vergleichen zwischen seiner Korrelation (54) und gemesse-
nen Dampfvolumengehalten fest, daB der Parameter K mit dem konstanten Wert
0.4 am besten die experimentellen Daten wiedergibt. Hierdurch entsteht der Ein-
druck, in einer Ring/Tropfen-Strémung sei der Massenstromanteil an Tropfenmas-
senstrom konstant 40% des gesamten Wassermassenstromes. Dieses konstante
Massenstromverhdltnis wird in einer solchen Strémung jedoch nicht beobachtet.
Man muB daher den Parameter K nach Smith als Korrelationsparameter auffassen.
Der Anwendungsbereich der Smith-Korrelation ist im Vergleich zu den vorherge-
nannten um die Strémungsform Ring/Tropfenstrémung erweitert. Ansonsten gelten
aber die bereits oben genannten Einschrankungen zur Anwendbarkeit der Korrela-
tion.

Bankoff

Im Bereich niedriger Dampfvolumengehalte (o, < 0.8) hat sich eine von Bankoff
/BAN-60/ vorgeschlagene Berechnungsmethode recht gut bewahrt. Unter Einflh-
rung einer Geschwindigkeits- und Dampfvolumengehalt-Verteilung Gber den Rohr-
querschnitt und unter der Annahme, daB an jeder Position (definiert durch Polar-
koordinaten r und ¢) im Rohrquerschnitt beide Phasen gleiche mikroskopische Ge-
schwindigkeit (v,(r,0)=v,(r,9)) besitzen, erhait Bankoff fir den Dampfvolumengehalt

o, den Ausdruck:

(55)

In Gleichung (55) stellt K den Bankoff-Parameter dar. Durch Vergleich mit experi-
mentellen Daten ergibt sich der Wert flr K etwa zwischen 0.7 und 0.9. K héngt im
wesentlichen vom Druck ab und &8t sich in dimensionsloser Form angeben durch:

K=0.71+ 2.35%{—. (56)
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Im Bereich der hohen Dampfvolumengehalte (o, > 0.8) versagt die Korrelation von
Bankoff, weil die Vorstellung, an jeder Position im Rohrquerschnitt h&tten beide Pha-
sen gleiche mikroskopische Geschwindigkeit, unzutreffend ist. Darliber hinaus liefert
die Beziehung (55) fir Dampfvolumengehalte o, gréBer/gleich dem Parameter K

keine sinnvollen Werte mehr.

Zuber und Findlay

Aufbauend auf dem von Bankoff entwickelten Ansatz haben Zuber und Findlay
/ZUB-65/ die Vorstellung entwickelt, daB der mikroskopische Dampfvolumengehalit
und die mikroskopischen Phasen-Geschwindigkeiten im Strémungsquerschnitt ge-
ma&B einem Potenzgesetz verteilt sind. Im Gegensatz zu Bankoff nehmen sie nicht
an, daB die mikroskopischen Phasengeschwindigkeiten von Wasser und Dampf an
jeder Position im Strémungsquerschnitt gleich sind. Unter Verwendung der Defini-

tionsgleichung (27), die letztlich auf der Kontinuitatsgleichung (25) beruht,
Vy =]+ Vyy, (27)

bestimmen Zuber und Findlay durch Integration der mikroskopischen Terme gewich-
tete Mittelwerte fur den Strémungsquerschnitt A. Die Wichtung erfolgt hierbei mit

dem mikroskopischen Dampfvolumengehalt e,. Aus Gleichung (27) entsteht:

A A A
%gSVUVdA %gev]‘dA %J.iEvl)deA
_ 0
A =7 + A . (57)
KgﬁvdA Ké'EvdA ;gavdA

Die linke Seite der Gleichung (57) entspricht der fiktiven Dampfgeschwindigkeit V,,
gemaf der Definitionsgleichung (44). Die Gleichung (57) wird durch Einflihrung ei-
nes Verteilungsparameters C, umgeformt zu:

A
) A + JevoydA
_ L 0
Vv—CoA‘(’;jdA+ , (58)

Ev dA

»|=
O Sy >
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1o
KieVldA

mit Co= yy A .
%(j) evdA+ (j) joA
Der zweite Term der Gleichung (58) beschreibt den mit dem mikroskopischen

Dampfvolumengehalt €, gewichteten Mittelwert der mikroskopischen Drift-Geschwin-
digkeit v,,. Der so entstandene Drift-Term wird mit der Bezeichnung V,, weiterhin

gefahrt.

A
%JevaJ dA
(:A =Vvy.
;\-gevdA

Zur Berechnung des makroskopischen Geschwindigkeitsunterschieds V, - V, bzw.
des makroskopischen Dampfvolumengehaltes o, missen Zuber und Findlay zwei
Terme der rechten Seite von Gleichung (58) berechnen, zum einen den Phasenver-
teilungsparameter C, und zum anderen die gewichtete mittlere Drift-Geschwindigkeit
V,,. Ahnlich wie Bankoff stellen sie durch Vergleich mit experimenteilen Daten fest,
daB der Phasenverteilungsparameter C, im wesentlichen konstant ist. Dieser Para-
meter nimmt Werte zwischen 1.1 und 1.3 in Abhangigkeit vom Druck an. In der Ar-
beit von Ishii /ISH-77/ wird der Phasenverteilungsparameter durch die Verwendung
der Phasendichten in einfacher Weise fir verschiedene Dricke korreliert. Dartber
hinaus stellt Ishii Unterschiede im Verteilungsparameter fir verschiedene Stro-
mungswege fest.

Co=1.2-0.2 g—t , Kreisquerschnitt. (59)
Co=1.35-0.35 g—‘L’ . rechteckiger Querschnitt. (60)

Der Drift-Term der Gleichung (58) wird von Zuber und Findlay je nach Strémungs-
form mit der entsprechenden Aufstiegsgeschwindigkeit der Blasen in Verbindung
gebracht. Fir die Stromungsform "Pfropfenstrémung” berechnen sie diesen Term
anhand der Aufstiegsgeschwindigkeit der Taylor-Blase zu:

g(pL—pv) Dhya

pL (61)

Vyg = 0.35J
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Fur die Stromungsform "aufgewdhlte, turbulente Strémung" ergibt sich der Aus-
druck:

Vys =1 .53[—-————g (P ‘2"")"]4 . (62)

PL

Im Bereich der niedrigen Dampfvolumengehalte und hier insbesondere fur niedrige
Volumenstréme bis hin zu stagnierenden Wasserstrémen konnten Zuber und Find-
lay zeigen, daB mit der gegentber Bankoff weiterentwickelten Vorstellung von mi-
kroskopischen Geschwindigkeitsunterschieden zwischen den Phasen, Verbesserun-
gen in Bezug auf eine genauere Berechnung des Geschwindigkeitsunterschiedes
mdéglich sind.

Die im vorangegangenen dargesteliten Korrelationen und Berechnungsgleichungen
kénnen fiir sich genommen nicht das gesamte Spektrum der Strémungsformen be-
schreiben. Der Einsatz einer Berechnungsgleichung flr Analysen von Kuhimittelver-
luststérfallen verlangt jedoch, daB die Gesamtheit der oben beschriebenen zweipha-
sigen Stromungsphanomene durch diese Gleichung erfaBt wird. Das Ziel fur eine
Entwicklung einer solchen Berechnungsgleichung fiir den Bereich der Notkuhlanaly-
se ist daher, das Gesamtbild an Phadnomenen darstellen zu kénnen.

Ishii

Die Arbeit von Ishii /ISH-77/ macht den Versuch, einen durchgéngigen Satz von Kor-
relationen zusammenzustellen. Die Anwendung der jeweiligen Korrelation aus die-
sem Satz hangt dabei von der Ermittiung der Strémungsform ab. Diese wird anhand
von kriteriellen Parametern ermittelt. Zuriickgehend auf die Arbeit von Zuber und
Findlay werden der Phasenverteilungsparameter C, und der Drift-Term fir jede
Strémungsform berechnet. Fir die Stromungsformen "Pfropfenstrémung” und "auf-
gewuhit, turbulente Strémung" Ubernimmt Ishii die entsprechenden Korrelationen
von Zuber und Findlay.

Bei der Berechnung dieser Terme fiir die Strémungsform "Ringstrémung" und
"Ring/Tropfen-Strémung” werden von Ishii, ausgehend von getrennten Impulsbilan-
zen, diese Terme abgeleitet. Durch die Einfuhrung eines Parameters E, der den vo-
lumetrischen Anteil der flissigen Phase festlegt, der in Form von Tropfen sich in der
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Dampfphase mitbewegt, gelingt Ishii eine durchgéngige Beschreibung der Stré-
mungsformen von der "Ringstrémung” zur "Ring/Tropfen-Strémung". Fir den Pha-
senverteilungsparameter C, ergibt sich der Ausdruck:

oL(1-Eq)

Co=1+ =
1475 2
av+[+ (XLP_\L}

(63)
“Jov L

Fir den Drift-Term ergibt sich nach Ishii als Folge einer Interpolation zwischen Trop-
fenstrémung und Ringstrémung ein Ausdruck, der vom Parameter E, abhangt.

1
Vy, = (XL(1—Ed) dDhydaL(1—Ed) + aLEd 5 g(pL—pv)G 4 (64)
v 1475 % 0.015p. oav+oLEg 2 ’
+ro0oy py
v+ 2 %]

Pv

Alle wesentlichen Strdmungsformen einer vertikalen Zweiphasenstrémung von der
Blasen- bis zur Ring/Tropfenstrdmung werden durch diese Zusammenstellung von
verschiedenen Korrelationen erfaBt. Nicht erfaBt werden die horizontale Rohrstré-
mung und das Phanomen des Gegenstroms sowie der Gegenstrombegrenzung.
Dagegen wird die Strdmung in vertikalen Rohren mit Rohrdurchmesser im Zentime-
terbereich und Strdmungen in rechteckigen Kanélen erfaBt. Reaktortypisch geformte
Berandungen durchstromter Kanale sind beispielsweise Zwischenrdume von Stab-
bindeln, Ringspalt und Rohre im Durchmesserbereich von Zentimeter bis Meter.
Diese Korrelationen leisten keine Beschreibung der Strémungen in diesen Kanalen.

Kelly

Fur den Anwendungsbereich der Kiihimittelverluststérfalle im Rahmen des Rechen-
programms SATAN entwickelten Kelly et al. /KEL-74/ ausgehend von der Beziehung
von Zuber und Findlay (Gleichung (58)) eine Brechnungsgleichung, die als Extrem-
wert auch das Phénomen Gegenstrombegrenzung beschreibt. Auf der Grundlage
der Einhullenden-Theorie wird der Drift-Term aus Gleichung (58) so berechnet, daB
als Extremwert die Gegenstrombegrenzung durch Gleichung (58) ausgedrickt wird.
Dabei ergibt sich nach Kelly et al. /KEL-74/ der Drift-Term als Funktion des Dampf-
volumengehaltes und des Phasenverteilungsparameters.

Im Kapitel 6.1 wird auf die Einhiillenden-Theorie naher eingegangen
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Die Gegenstrombegrenzung ermitteln Kelly et al /KEL-74/. anhand der Korrelation
von Pushkina und Sorokin /PUS-69/. In dieser Korrelation ist die Grenzleerrohr-
Geschwindigkeit des Dampfes V,,, gegeben durch:

1

. 4

Vve=3.2 [Q—(E-L—zp-‘i)—c] . (65)
Pv

Uber den Zusammenhang mit der Einhullenden-Theorie ermitteln Kelly et al.

/KEL-74/ aus Gleichung (65) den Drift-Term zu:

Vve Co (1 —0v Co)

VVJ= .
oy Co+m?2 -s—'\; (1-oavCo)

(66)

Der in der Gleichung (66) vorkommende Parameter m ist ebenfalls der Korrelation
von Pushkina und Sorokin /PUS-69/ entnommen. Der Wert m ist hier eine Konstante
mit 0.7.

Der Phasenverteilungparameter C, wird von Kelly et al. /KEL-74/ vereinfachend als
konstant 1.0 angenommen.

Bemerkenswert an der resultierenden Gleichung (66) ist, daB sie filir den gesamien
Bereich der Dampfvolumengehalte (0 < oy, < 1), und somit flir das gesamte Spek-
trum der Strémungsformen einen Drift-Term liefert, der, wie Kelly et al. /KEL-74/ zei-
gen, die Ausbildung eines Gemischspiegels in einem vertikalen, beheizten Stro-
mungskanal beschreiben kann. Dabei wird abschnittsweise entlang des vertikalen
Strémungsweges der Geschwindigkeitsunterschied zwischen den Phasen anhand
der Gleichung (58) in Verbindung mit der Drift-Gleichung (66) berechnet, wobei der
gesamte Bereich der Dampfvolumengehalte aufgrund der Beheizung des Strd-
mungsweges durchlaufen wird.

Neben dieser Untersuchung werden weitere Plausibilitdtsbetrachtungen zur Glei-
chung (66) durchgefuhn, die zeigen, daB am Ubergang vom zweiphasigen in den
einphasigen Stréomungszustand Gleichung (66) anwendbar bleibt. in einen Vergleich
mit experimentellen Daten wird die entwickelte Korrelation nicht gestellt.

‘Die Verwendung der Korrelation nach Pushkina und Sorokin /PUS-69/ flihrt lber die
* Berechnungsgleichung (66) zu einer Drift-Geschwindigkeit, die unabhangig vom hy-
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draulischen Durchmesser ist. Dar(iber hinaus wird ein Phasenverteilungsparameter
C, von eins angenommen. Folglich kann die Ringstromung nicht mit der vorliegen-
den Form der Berechnungsgleichung (66) beschrieben werden. Anhand der Be-
trachtungen von Kelly et al. /KEL-74/ darf man jedoch erwarten, daB der aufwértsge-
richtete Gleichstrom der Zweiphasenstrémung in Verbindung mit der extremen Si-
tuation einer Gegenstrombegrenzung steht.

Turner

In vertikalen Rohrversuchen zur aufwértsgerichteten Zweiphasenstrémung hat Tur-
ner /TUR-66/ eine Korrelation entwickelt, die die Phasenvolumenstromdichten, aus-
gedriickt durch Wallis-Parameter J', und J', fur die Strémungsform "Ringstrémung”
bestimmt.

R [
1-3.1(1-ay) 3.1(1-oav)

(67)

Hierin sind die Wallis-Parameter definiert durch:

. pvJZ . )
Jy= , Walllis-Parameter fiir Dampf.
v \/gDhyd(pL"pV) s ar Lamp

* _ pV‘JE e .
Ji = JgDhyd Popv)’ Walllis-Parameter flir Wasser.

Von der Gieichung (67) kann Turner zeigen, daB bei extrapolierter Anwendung im
Gegenstrom die Gegenstrombegrenzung gemaB einer Wallis-Korrelation,

J'V1/2 +J'L1/2=1
Einhlllende zu Gleichung (67) ist.

Die Korrelation ist nach Angaben des Autors auf vertikale Rohre mit Durchmessern
von 1 bis 5 cm anwendbar. Der Systemdruck darf zwischen 0.1 und 1.0 MPa variie-
ren. Der Dampfvolumengehalt o, muB zwischen 0.8 und 0.95 liegen, wobei der vo-

lumetrisch gemessene mégliche TropfenmitriB im Innern der Ringstromung E; nicht

0.2 Uberschreiten darf. Der Anwendungsbereich der Korrelation ist auf Volumenstro-
me von J',"2< 2.5 und J',"?< 1 beschrénkt.
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Unter Einhaltung dieser Beschrankungen ist eine Genauigkeit von +20% fir die
Strémungsform Ringstrémung erreichbar. Diese Korrelation hat daher fir die An-
wendung im Bereich von Notkihlanalysen keine Bedeutung erlangt. Sie wird hier
dennoch erwahnt, weil auch Turner /TUR-66/ wie Kelly et al. /KEL-74/ den Zusam-
menhang zwischen zweiphasigem Gleichstrom und der Gegenstrombegrenzung
sieht.

Kataoka und Ishii

Kataoka und Ishii /KAT-86/ haben die verfligbare Literatur zum Thema Blasenauf-
stieg in stagnierender Wasserphase ausgewertet und durch eine eigene Korrelation
zusammengefaBt. Hierbei benutzen sie als Korrelationsansatz die Drift-Flux-Theorie
von Zuber und Findlay, also Gleichung (58). Durch geeignete Wahl dimensionsloser
Kennzahlen erhalten sie eine Beziehung flr die Drift-Geschwindigkeit, deren Kor-
relationskoeffizienten durch Vergleich mit MeBdaten angepaBt sind.

+ #0809 ( py o157 -0.562 *

5, =0.0019D8 (p—L) NZ2%2 & D7, <30, (68a)
[ 0187 -0.562 *

t,=0.03 (ﬁ) N:9%62 o D2 230, (68b)

Die einzelnen Terme der Beziehungen (68a) und (68b) werden im folgenden Kapitel
noch erlautert. Fur den Bereich der stagnierenden Wasserstrémung gelingt es, fir

Rohrdurchmesser von 1icm bis 61 cm und Systemdriicke zwischen 0.1 MPa und
13.8 MPa mit einer Genauigkeit von + 20% die Drift-Geschwindigkeit zu korrelieren.

Die Anwendbarkeit der Korrelation auf die fur Stérfallanalysen wichtigen Bereiche
des zweiphasigen Gegenstroms und des Gleichstroms wurden von den Autoren
nicht untersucht.

Sudo

Ebenfalis fur stagnierende Wasserstrémung hat Sudo /SUD-80/ die verfligbare Lite-
ratur ausgewertet und lber einen Potenzansatz korreliert. Im Gegensatz zu Ishii und
Kataoka wird von Sudo der Dampfvolumengehalt o, dargestellt durch den dimen-
sionslosen Parameter Y, in Abhangigkeit vom Dampfvolumenstrom, widergegeben
durch den dimensionslosen Parameter X, korreliert. Der Ansatz lautet:

siehe Kapitel 7.1
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Y =aXe. (89)

Far drei Bereiche werden die Korrelationskoeffizienten a und b unterschieden. Den
Bereichen ordnet Sudo die Strémungsformen "Blasenstromung” bzw. "Pfropfenstro-
mung", "vollausgebildete Pfropfenstrémung” und "Ringstrémung” zu. Damit ist diese
Beziehung auch fiir Dampfvolumengehalte von Null bis Eins anwendbar.

Der Anwendungsbereich fiir vertikale Rohre reicht im Durchmesser von 6 cm bis 49
cm und im Druck von 0.6 MPa bis 11.1 MPa. Die Relavanz dieser Korrelation flr
Notkihlanalysen ist jedoch wie bei Ishii und Kataoka erheblich durch den Anwe-
dungsbereich, vertikale Rohrstrdomung mit stagnierender Wasserphase, einge-
schrénkt.

Chexal und Lellouche

Chexal und Lellouche /CHE-86/ haben ausgehend von Gleichung (58) die Drift-
Geschwindigkeit V,,, und den Phasenverteilungsparameter C, fiir eine groBe Daten-
menge, die etwa 1500 MeBpunkte umfaBt, korreliert. Dabei wurden Potenzansatze
fur diese beiden Parameter entwickelt, die bis zu 20 Korrelationskonstanten enthal-
ten. Wegen der Komplexitat der Korrelation werden von den Autoren Programmdis-
ketten angeboten, die den erforderlichen Algorithmus zur Auswertung der Korrela-
tion enthalten. Die Uberarbeiteten Fassungen der Korrelation werden auf diesem
Wege den Nutzern fortlaufend zur Verfiigung gestellt. Auf die Darstellung der Korre-
lation wird wegen ihrer Komplexitét verzichtet. Nahere Details kénnen der Literatur-
stelle /CHE-86/ entnommen werden.

Neben stagnierender Wasserstrémung werden durch diese Korrelation der vertikale,
zweiphasige, aufwarts- und abwartsgerichtete Gleichstrom sowie der Gegenstrom
einschlieBlich der Gegenstrombegrenzung erfaBt. Die Rohrdurchmesser kdnnen
von 0.01m bis 1m variieren. Der Druck darf alle Werte zwischen atmosphérischem
und kritischem Druck annehmen. Neben Anpassungen der Korrelationsparameter
fur vertikale Rohrstrémung wurden auch Anpassungen flir Kanalstrémung, die in
Zwischenrdumen von Stabblindeln stattfindet, und die wichtig fir Stdrfallanalysen

ist, durchgeflhrt. Die erreichte Genauigkeit mit dieser Korrelation ist je nach zum
Vergleich ausgewahiter Datenmenge meist besser als £28%.
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Cunningham und Yeh

Fir vertikale Strémungen in Zwischenraumen von Stabbindeln haben Cunningham
und Yeh /CUN-73/ den Dampfvolumengehalt als Funktion der Phasenvolumen-
stromdichten korreliert. Die Korrelation wurde auf der Basis einer Dimensionsanaly-
se entwickelt und anhand der Westinghouse-Versuchseinrichtung, einem 480 Stabe
umfassenden Stabbindel-Versuch, verifiziert. Diese Korrelation lautet:

PV 0.239 JV(Z) ( JV(Z) )0.6
av(z) = 0925(m) (vbe,) ND+@D) (70)

Jv(z)
Vber

mit a=0.67 o —<1,

und a= 047@J\>’(Z)>1

ber

mit Vber=%,/g Roer »

2
m|t Rbcr (1 253] ’g pL .
3

Die Korrelation deckt einen Druckbereich von 0.68 MPa bis 2.7 MPa ab. Die
Cunningham-Yeh-Korrelation beschreibt im wesentlichen die Stréomungsform "Bla-
senstrémung”. Héhere Dampfvolumengehalte, die der Strdmungsform "Tropfenstro-

mung" zuzuordnen waren, werden nicht erfaBt.

Die Anwendbarkeit einer solchen Korrelation auBerhalb ihres Ursprungsbereichs ist
nicht gesichert, da diese Korrelation auf einem Potenzansatz beruht. Korrelations-
werte aus Potenzansitzen entwickeln sich bei Extrapolation Uberproportional und
geraten dadurch rasch in unsinnige Wertebereiche.

Zusammenfassung

Die in der Reaktortechnik gebrauchiichen Korrelationen und Beziehungen decken
meist nur einen begrenzten Anwendungsbereich ab. Extrapolierte Anwendungen
sind meist unzulassig, da die Korrelationen in der Regel auf empirische Ansatze zu-
riickgehen. Den Bediirfnissen der Reaktortechnik wird am ehesten das Gleichungs-
paket von Chexal und Lellouch gerecht. Der Nachteil ist jedoch, daB aufgrund der
Komplexitat und der Verwendung von Potenzansétzen der Anwendungsbereich nur
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fur den jeweils verifizierten Bereich gesichert ist. Die Gesamtheit der fir Notkihlana-
lysen wichtigen Strémungspfade kann das Gleichungspaket noch nicht abdecken.
Es fehlen beispielsweise der Ringraum, die Stabhalteplatte oberhalb vom Reaktor-

kern und die horizontalen Strdmungswege.

Von den zitierten Ansétzen erscheint derjenige von Kelly et al. /KEL-74/ reaktorspe-
zifische Korrelationen zu verschaffen. Die Rickfluhrung des Geschwindigkeitsunter-
schieds zwischen den Phasen auf das Phanomen der Gegenstrombegrenzung er-
schlieBt den Forschungsbereich zu diesem Phéanomen. Die Gegenstrombegrenzung
ist fir die Rohrform aber auch fiir verschiedene, reaktortypische Kanéle ermittelt
worden. Der theoretische Ansatz von Kelly stltzt sich dariiber hinaus auf die Annah-
me eines physikalischen Zusammenhanges beider Phanomene und kénnte somit
zum tieferen Verstandnis der Zweiphasenstrémungen beitragen.

5.2. Korrelationen zur Gegenstrombegrenzung

Aus sehr unterschiedlichen Blickrichtungen wurden Korrelationen entwickelt, die die
Gegenstrombegrenzung beschreiben sollen. Einigen Korrelationen liegt die Vorstel-
lung zugrunde, daB diese Begrenzung als eine Foige wachsender Instabilitat der
Phasengrenzflache zwischen den mit unterschiedlicher Geschwindigkeit strémen-
den Phasen zu betrachten ist. In anderen Korrelationen ist unterstelit, daf3 das Auf-
treten eines charakteristischen Strémungsbildes, wie hangender Film oder stehende
Welle, nur in Verbindung mit der Gegenstrombegrenzung auftritt. Weitere Korrelatio-
nen entstehen aus der Betrachtung, daf3 die Gegenstrombegrenzung als Extremzu-
stand der entgegengerichteten Volumenstromdichten der Phasen anzusehen ist. In
diesem Zusammenhang wird auch von der Theorie der Einhillenden gesprochen.

Ausgehend von hydrostatischen Gleichungen, wie z.B. der Drift-Gleichung (58), wird
die Gegenstrombegrenzung als derjenige Zustand ermittelt, bei dem die Anderun-
gen der Phasenvolumenstréme bei ansonsten konstantem Dampfvolumengehalt je-
weils ihr Maximum annehmen.

Da das Phanomen der Gegenstrombegrenzung im Zusammenhang mit bestimmten
Volumenstromdichten der Phasen auftritt, werden Korrelationen entwickelt, die diese

Siehe Kapitel 6.1: Zusammenhang zwischen Drift und Flutbeginn
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Volumenstromdichten zueinander in Beziehung setzen. Unabhé&ngig von der zu-
grundeliegenden Vorstellung ist den meisten Korrelationen dabei gemeinsam, daB
die Volumenstromdichten in diesen Beziehungen mit Wurzelpotenz J,,, "* auftreten.

Wallis-Parameter

Fur vertikale Rohre wurden eine Reihe von Korrelationen aus den oben genannten
Vorstellungen entwickelt, die zur dimensionslosen Darsteliung der Volumenstrom-
dichten den Wallis-Parameter benutzen. Die dimensionslosen Volumenstromdichten
der Phasen lauten fir Dampf und Wasser:

Jy = v Wallis-Parameter fir Dampf. (71)
,DQ(PL'PV)
PV
Ji = S — Wallis-Parameter fur Wasser. (72)

’DQ(PL_PV) ’
PL

Die Korrelationen der Autoren Hewitt und Wallis /HEW-63/, Wallis /WAL-61/, Clift,
Pritchard und Neddermann /CLI-66/ und Dukler und Smith /DUK-79/ verwenden bei-
spielsweise diese Wallis-Parameter. Diese Gruppe von Korrelationen 1&Bt sich durch
eine Gleichung zusammenfassend darstellen:

Jy2em J %= C. (73)

Fur vertikale Rohre werden von diesen Autoren die Korrelationsparameter m und C
wie folgt berechnet:

Tabelle 1:Ubersicht iber Korrelationsparameter zur Gegenstrombegrenzung

Autor Abmessungen Korrelationsparameter
Wallis /WAL-61/ D=0.0127 m m=1.0

D =0.019m C =0.725...0.875

D =0.0254m

D=0.0561m

L=1.22m

Dukler & Smith /DUK-79/ |D=0.051m L=3.94m [m=1.0 C=0.88
Hewitt & Wallis /HEW-63/ |D =0.0318m L=1.22m {m=1.0 C=1.0
Clift /CLI-66/ D=0.0318m L=183m m=034 C=0.79

Die Korrelationskonstante C wird von den meisten Autoren zwischen 0.8 und 1.0 er-
mittelt. Ahnlich einheitlich wird der Korrelatiosparameter m mit 1.0 ermittelt. Lediglich

40



Clift /CLI-66/ findet einen Wert fiir m von 0.34. Dies ist wahrscheinlich darauf zurtck-
zufiihren, daB durch Beimengungen zum Wasser die Zahigkeit erhéht wurde.

Der Durchmesser der verwendeten Rohre variiert bei diesen Untersuchungen zwi-
schen 1 cm und 5 cm. Reaktorrelevante Bereiche werden hiermit nur ansatzweise
erfaft.

Fur horizontale Rohre gibt es keine Korrelationen zur Gegenstrombegrenzung. Je-
doch horizontale Rohre mit angeschlossenem Rohrkrimmer, Uber den das Wasser
in die horizontale Rohrstrecke einléuft, wurden hinsichtlich der Gegenstrombegren-
zung untersucht. Die Korrelation von Richter /RIC-78/ verwendet ebenso wie bei den
vertikalen Rohren zur Beschreibung der Gegenstrombegrenzung die Gleichung
(73). Die Koeffizienten der Gleichung (73) werden fiir diese Rohranordnung, hori-
zontales Rohr mit Rohrkrimmer, von Richter mit C = 0.7 und m = 1 festgestelit. Der
Rohrdurchmesser betrégt hierbei 0.18m.

Kutateladze-Parameter

Vertikale Rohre gréBerer Durchmesser wurden beispielsweise von Pushkina und
Sorkin /PUS-69/ und von Chung et al. /CHU-80/ untersucht. Die Korrelationen ver-
wenden zur dimensionslosen Darstellung der Volumenstromdichten den
Kutateladze-Parameter. Die dimensionslosen Volumenstromdichten der Phasen lau-
ten fir Dampf und Wasser:

Ky = ———-JV—, Kutateladze-Parameter fur Dampf. (74)

[6 g (PL"‘PV)]
Py

Ji

1
I:G g (pL—pv) :] 4
Py

Analog zu den Korrelationen vom Wallis-Typ 4Bt sich diese Gruppe allgemein

F

KL= , Kutateladze-Parameter fur Wasser. (75)

schreiben als:

K", + m K", = C. (76)
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Der Korrelationsparameter m hat nach Chung /CHU-80/ Werte zwischen 0.65 und
0.8. Der Korrelationsparameter C wird zwischen 1.79 und 2.1 ermittelt. Die unter-

suchten Rohre haben bis zu 7 cm Durchmesser.

Pushkina und Sorokin /PUS-69/ bestimmen den Parameter C zu C = 3.2"2 = 1.79,
wobei die dimensionslose Volumenstromdichte des Wassers J', auf Werte zwischen
0.005 und 0.064 beschrankt bleibt. Die letztgenannte Untersuchung umfaBt sogar
Rohrdurchmesser von 0.31 m und reicht damit weiter als die Korrelationen vom
Wallis-Typ in reaktorrelavante Durchmesserbereiche hinein.

Eine zusammenfassende Korrelation

Kréning /KRO-84/ findet eine allgemeine Form, die sowohl Korrelationen vom
Wallis-Typ als auch Korrelationen vom Kutateladze-Typ wiedergeben kann. Diese
allgemeine Form lautet:

1 1
=1 . 77
I:VVc * VLc ( )

Die Volumenstromdichten der Phasen Wasser J, und Dampf J,, werden auf soge-

nannte Grenzleerrohr-Geschwindigkeit der Phasen V. bzw. V,  bezogen. Diese
Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten sind diejenigen Volumenstromdichten, bei denen
die jeweils andere Phase gerade stagniert und somit die Grenze zwischen zweipha-
sigem Gegenstrom und Gleichstrom erreicht ist.

Kroning /KRO-84/ fihrt eigene Untersuchungen an rechteckigen, vertikalen Kanélen
mit und ohne Einbauten durch. Diese Einbauten sind Lochplatten verschiedener Lo-
chungen und Stabbilindel. Die Stabblndel-Untersuchungen werden mit Blick auf die
Kihlkanéle von Reaktoren durchgeflhrt. Daher sind die verwendeten Stabbiindel
auch mit reaktortypischen Abstandshaltern ausgestattet.

Nach Kréning ist die Grenzleerrohr-Geschwindigkeit des Dampfes wie folgt von der
geometrischen Form der Berandung des durchstrémten Kanals abhéngig:

1
_ n D* 2
va=[9—9—(E-L§—P-‘—’3} (1+tanh( “V"”)j . (78)
o2 80
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Die Grenzleerrohr-Geschwindigkeit des Wassers V  lautet nach Kréning flr densel-

ben Strémungsweg:

Ve ___.[og(pp%—pv)r@)(%{.)i | (79)

Kréning /KRO-84/ kann zeigen, daB die Korrelation (77) mit den Grenzleerrohr-
Geschwindigkeit (78) und (79) unter Verwendung des dimensionsiosen hydrauli-
schen Durchmessers D', sowohl Durchmesserbereiche, in denen die Wallis-
Korrelationen zutreffen, als auch Bereiche, in denen die Kutateladze-Korrelationen
anzuwenden sind, zusammenfassend beschreibt. Von dieser Korrelation wird daher
in den folgenden Kapiteln noch Gebrauch gemacht.

Mit einer Genauigkeit von +15% bezogen auf den Wurzelwert der Grenzleerrohr-

Geschwindigkeiten liefert die Korrelation nach Kréning /KRO-84/, Gleichung (77) mit
(78) und (79), die Gegenstrombegrenzung fir diese spezifischen Strémungskanéle.

Gegenstrombegrenzung in weiteren reaktortypischen Strémungskanélen

Neben den zahlreichen Untersuchungen zur Gegenstrombegrenzung in vertikalen
Rohren werden auch reaktortypische Strémungskanéle wie Brennelementkopfplatte,
Ringraum des ReaktordruckgefaBes, HeiBer Strang des Reaktorprimérkreisliaufs
und BrennelementfiBe des Siedewasserreaktors hinsichtlich der Gegenstrombe-
grenzung untersucht. Wegen der beachtlichen Abmessungen dieser Strémungswe-
ge ist der experimentelle Aufwand sehr hoch.

Im Rahmen der Reakiorsicherheitsforschung wurde daher ein trilaterales Wissen-
schaftsabkommen zwischen USA, Japan und Deutschiand geschlossen, um Experi-
mente in OriginalgréBe dieser Reaktorkomponenten durchflihren zu kénnen. Zu die-
sem Zweck wurde die UPTF-Versuchsanlage /WEI-86/ gebaut. Diese Versuche
brachten Messungen zur Gegenstrombegrenzung fir die Strémungswege Ring-
raum, Brennelementkopfplatte und HeiBer Strang in OriginalgréBe.

Glaeser /GLA-90/ versuchte fir diese Strémungswege unter Einbeziehung von Da-
ten auch aus mafBstéblich verkleinerten Versuchseinrichtungen Korrelationen zu
entwickeln, die diese Gegenstrombegrenzung fur alle MafBstadbe durchgéngig be-
schreiben.
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Fir reaktortypische Strémungswege, die mit Blick auf Strémungsvorgange unter
Kihimittelverluststérfallen besondere Bedeutung haben, sind somit Korrelationen
zur Gegenstrombegrenzung vorhanden. Es bietet sich daher an, diese korrelierte
Datenbasis fir eine Berechnung des Unterschieds zwischen den Phasengeschwin-
digkeiten zu nutzen.

6. Die eigene Berechnungsgleichung fiir die Differenz der
Phasengeschwindigkeiten

In letzter Zeit ist erkannt worden /CHA-72/, daB es fur die Zweiphasenstrdmung im
wesentlichen zwei Bereiche zu unterscheiden gilt, in denen sowohl der Schiupf als
auch der Druckverlust zwischen den Phasen verschiedenen GesetzméBigkeiten fol-
gen. Im Bereich der niedrigen Dampfvolumengehalte (z.B. Blasenstrémung) (o, <
0.8), in dem die mittlere Dampf-Geschwindigkeit V,, nicht sehr viel hoher ist als die
mittlere Wasser-Geschwindigkeit V,, bestimmt die Verteilung der beiden Phasen
tber dem Rohrquerschnitt den Schlupf.

Im Bereich der hohen Dampfvolumengehalte, in dem die mittlere Dampf-Geschwin-
digkeit V,, sehr viel gréBer ist als die mittlere Wasser-Geschwindigkeit V|, ist der Ein-
fluB des Impulsaustausches zwischen den beiden Phasen von groBer Bedeutung.

Wenn es gelingt, diese in ihren Mechanismen scheinbar sehr verschiedenen Stro-
mungsformen durch einen einheitlichen Ansatz, wie er von Kelly et al. /KEL-74/ vor-
geschlagen wird, mit befriedigender Genauigkeit zu berechnen, dann besteht eine
Aussicht, auch die iibrigen Strémungsformen mit entsprechender Genauigkeit zu
berechnen.

Da nach Kelly et al. /KEL-74/ sich der Drift-Term V,,, in Abhangigkeit auch vom Pha-
senverteilungsparameter C, darstellt, kann man annehmen, daB in diesem Ansatz
von Kelly das Potential steckt, obiger Anforderung zu geniigen. Der Phasenvertei-
lungsparameter héngt gemé&B seiner Definition von geometrischen Abmessungen
des Strémungsquerschnitts und der Art der zweiphasigen Strémung ab. Folglich
wirde sich nach Gleichung (66) unter Verwendung des fiir die Strdmungsform zu-
treffenden Verteilungsparameters C, eine Berechnung des zugehtrigen Drift-
Termes erwarten lassen.
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Mit dem Ansatz von Kelly et al. /KEL-74/ besteht dariiber hinaus die Méglichkeit ei-
ner weiteren Anforderung gerecht zu werden, da in diesem Ansatz Flutbeginn-
Korrelationen zur Berechnung des Drift-Terms herangezogen werden. Im Kapitel 2.3
wurde verdeutlicht, daB der Schiupf zwischen den Phasen fir jede geometrische
Form und Abmessung des durchstromten Kanals verschieden ausféllt. Es ist daher
vor allem das Ziel dieser Arbeit, gerade flir reaktortypisch geformte Berandungen
und entsprechende Abmessungen der durchstromten Kanéle, Berechnungsglei-
chungen flr den Schiupf bzw. fir den Dampfvolumengehalt aufzustelien.

In keiner vorgestellten Korrelation oder Berechnungsgleichung ist die Forderung
nach einer Unterscheidung zwischen verschieden geformten Berandungen der
durchstrémten Kanélen sowie deren Abmessungen Rechnung getragen worden. Le-
diglich Ishii /ISH-77/ erkennt bei der Bestimmung des Phasenverteilungsparameters
Unterschiede zwischen rechteckigen und kreisférmigen Querschnitten. Dagegen
werden fir reaktortypische Abmessungen (0.02 m < D, , < 2.9 m) keine spezifi-
schen Korrelationen von Ishii /ISH-77/ entwickelt.

Durch die Verwendung von Flutbeginn-Korrelationen ergibt sich die Mdglichkeit, far
die verschieden geformten Berandungen der reaktortypischen Kanéle und ihren
spezifischen Abmessungen dieser Zielsetzung ndher zu kommen. Fur eine groBe
Anzahl von durchstrémien Kandlen mit ausgepragt unterschiedlich geformter Beran-
dung und Abmessung sind Flutbeginn-Messungen ausgefihrt worden. Diese Mes-
sungen lassen sich im Sinne einer Schlupfberechnung nach Kelly nutzen.

6.1. Zusammenhang zwischen Drift und Flutbeginn

In einem vertikalen Strémungsweg besteht die Méglichkeit, daB die kondensierte
Phase (Wasser) der Schwerkraftrichtung folgt, wahrend die leichtere Phase (Dampf)
einem in entgegengesetzte Richtung aufgepragten Druckgradienten folgt.

Die Gegenstrdmung von Dampf und Wasser ist nur innerhalb gewisser Volumen-
stromgrenzen méglich. Ist diese Grenze erreicht, so ist eine Steigerung der Phasen-
Volumenstromdichte der einen Phase ausgeschlossen, es sei denn, die Phasen-
Volumenstromdichte der anderen Phase wiirde verringert. Wird beispielsweise mehr

siehe Kapitel 3.2
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Wasser dem Strémungsweg aufgegeben als Wasser im Gegenstrom den Dampf
passieren kann, so wird nur ein Teil des Wassers den Dampf passieren und die
UberschuBmenge oberhalb der Einspeisung aufgestaut. Das Einsetzen eines Auf-
staus wird als Flutbeginn /KRO-84/ und in der englischsprachigen Literatur als "floo-
ding" bezeichnet. Wird nach dem Erreichen des Flutbeginns der Dampfvolumen-
strom bei konstantem Wasservolumenstrom gesteigert, so verringert sich der Anteil
des Wasservolumenstromes, der sich im Gegenstrom zum Dampf bewegt. Bei ei-
nem bestimmten Dampfvolumenstrom ist der Anteil des im Gegenstrom zum Dampf
strémenden Wasservolumenstroms gerade Null. Dieser Zustand wird als Gegen-

stromgrenze bezeichnet.

Die Wertepaare der Volumenstromdichten der beiden Phasen, die der Situation
Flutbeginn zugeordnet sind, lassen sich in einem Volumenstromdichte-Diagramm
eintragen. Tragt man entlang deren Achsen die Wurzelfunktion der Phasen-
Volumenstromdichten auf, so zeigt sich, daB diese Wertepaare Punkte einer Gera-
den sind. Um mit dimensionslosen GréBen zu arbeiten, werden die Phasen-
Volumenstromdichten auf Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten bezogen. Die
Volumenstromdichte-Gleichung, die den Flutbeginn beschreibt, lautet dann:

1 1
Jv 12 [d]z _ :
[VVC:I +l:VLc] =1 mit Jv=0 und J.<0. (80)

In dieser Gleichung (80) markieren die Terme V,,, und V . die Achsenabschnitte des
Bildes 2.
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Bild 2:  Flutbeginn

Die geometrisch geformte Berandung des durchstrémten Kanals sowie dessen Ab-
messungen legen fest, bei welchen Volumenstromdichten der Phasen der Flutbe-
ginn auftritt. Man kann den Flutbeginn als eine Eigenheit eines Strémungsweges
verstehen. Ahnlich wie die Eigenfrequenz eines schwingungsfahigen Systems, ist
der Flutbeginn eine Art Eigenfunktion der zweiphasigen Strémung in einer geome-
trisch vorgegebenen Form der Berandung des durchstrémten Kanals.

Eine Reihe sehr unterschiedlicher Ansétze wurden zur Beschreibung des Flutbe-
ginns vorgeschlagen /BAN-82/. Der Bogen reicht von mechanistischen Ansatzen bis
zu rein empirischen Beziehungen. Die bekanntesten Ansétze nutzen den Wallis-
Parameter oder den Kutateladze-Parameter zur Bildung einer Korrelation fiir den
Flutbeginn. Diese Parameter sind definiert durch:

g o | Jdkpx K

=L,V Wallis-Parameter.
gD (pL-pv)

Jk P&

Kuk= 4 [—RTK
« go(pL—pv)

K=L,V Kutateladze-Parmeter.
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Der Index K steht fur die Wasserphase L und fiir die Dampfphase V. Bei Verwen-

dung des Wallis-Parameters ergeben sich beispielsweise fur die Grenzleerrohr-
Geschwindigkeiten:

VVc=Cz Jg DhydésL—pV) . (81)

2 Dya (PL—pV)
vLc=~r%; g “y"pFL’L Pv) (82)

Die Parameter m und C werden als von der Form des Querschnitts der Stromungs-
wege abhangige Anpassungsparameter eingesetzt. Je nach Ausgestaltung des
Wassereinlaufs variiert der Parameter C zwischen 0.88 und 1.0. Der Parameter m
dagegen wird als abhéngig vom Stoffsystem gesehen. Fur das in Betracht kommen-
de Stoffsystem Wasser/Wasserdampf ist dieser Wert eins.

Es kann ein Zusammenhang zwischen der Gleichung fiur den Flutbeginn (80) und
der Drift-Gleichung (58) nach Zuber und Findlay erwartet werden, da die Drift-
Gleichung ohne Einschrankung auch den Bereich des Gegenstroms beschreibt. Um
den Zusammenhang zwischen beiden Gleichungen aufzuzeigen, ist es zweckmaBig,
zuvor die Gleichung von Zuber und Findlay (58) umzuformen, so daB eine funktio-
nale Abhangigkeit zwischen den Phasenvolumenstrémen J, und J, und den Gbrigen
Termen sichtbar wird. Mit den Definitionsgleichungen (23), (24), (25), (29), (38),
(39), (40) und (44) ergibt sich aus der Gleichung nach Zuber und Findlay (58):

>|—

A
jev €L Vrel A= (1-Coay)Jv—CoavJi. (83)
0

Der Integralterm entspricht dem tber den Strémungsquerschnitt A gemittelten Drift-
Flux, der mit der Kurzbezeichnung J,, weiterhin geflhrt wird.

A
J.Sv €L VReal dA=Jv|_.
0

>

In der Gleichung (83) lassen sich der Phasenverteilungsparameter C, und der

Dampfvolumengehalt o, zu einem neuen KonzentrationsmaB zusammenfassen.
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A A
+[evijdA A 1 [evjdA
Cooy =——2———1 [eyaA=—2— =7, (84)
%gevdA %gjdA 0 %gjdA

Dieses KonzentrationsmaB Z, entspricht somit einem mit dem Mischungsvolumen-
strom j gewichteten Mittelwert des mikroskopischen Dampfvolumengehaltes g,. Die
Drift-Flux-Gleichung (83) 148t in dieser Form erkennen, daB der Drift-Flux Jy, be-
stimmt ist, wenn der Wasservolumenstrom J,, der Dampfvolumenstrom J, und das
KonzentrationsmaB Z, bestimmt sind.

F=(1-Zy)v-2ZyJL-Jy.=0. (85)

Wenn man annimmt, daB der Drift-Flux J,, ausschlieBlich vom KonzentrationsmaB
Z, abhangt J,, = J,, (Z,), so beschreibt die Drift-Gleichung (85) eine einparametrige
Kurvenschar (Geradenschar) F = F(Z,, J,, J,) = 0 in einem Diagramm mit den Ach-
sen Dampfvolumenstromdichte J, und Wasservolumenstromdichte J,. Von dieser
Kurvenschar F(Z,, J,, J,) = 0 ist zu erwarten, daB sie im Volumenstrom-Quadranten
(Jy > 0; J_ < 0) eine Einhillende besitzt.

Weiterhin wird jetzt angenommen, daB die Einhtillende zur Gleichung (85) sich mit
der Gleichung, die den Flutbeginn beschreibt (80), deckt.

Hinter dieser Annahme steht die Auffassung, daB die Reibungskrafte (Wandreibung
und Zwischenphasenreibung), die auf die Phasen Dampf und Wasser einwirken,
sich bis zum Flutbeginn monoton aufbauen und im Flutbeginn ihr Maximum errei-
chen. Dukler und Smith /BAN-82/ zeigen durch Messung des Druckgradienten, daf
bis zum Erreichen des Flutbeginns stets ein monotoner Anstieg des Druckgradien-
ten beobachtet wird. Der Anstieg im Druckgradienten 148t auf eine monotone Zu-
nahme dieser Reibungskrafte schlieBen. Hieraus kann man folgern, daB die auf die
Phasen wirkenden Reibungskrafte bereits vor dem Erreichen des Flutbeginns den
gleichen ReibungsgesetzméBigkeiten unterlagen. Somit wird der Flutbeginn nicht
als eine spontan auftretende Strémungsformanderung eingeschéatzt.

siehe hierzu die Anmerkung: Physikalischer Hintergrund zur mathematischen Annahme

JVL = JVL (Zv)
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Diese Betrachtungsweise setzt allerdings weiterhin voraus, daB Beschleunigungs-
krafte sowohl in der Dampfphase als auch insbesondere in der Wasserphase ver-
nachlassigbar sind und nicht die Reibungskrafte im Fluid Uberlagern. Es wird daher
davon ausgegangen, daB der EinfluB der Beschleunigungskréfte auf die Phasenge-
schwindigkeiten bei Flutbeginn durch eine geeignete Wahl der Wassereinspeisevor-
richtung im Experiment zurlickgedréngt worden ist.

Die Gleichung der Einhullenden zur Drift-Gleichung (85) kann man aus dem Glei-

chungssystem:
F(Zv,Jv,JL) =0 und (868)
dF(Zv,Jv,Ju) _

aZv =0, (86b)

durch Elimination von Z, berechnen. Die Auswertung dieses Gleichungssystems
wirde aber voraussetzen, daB die Funktion J,, = J,, (Z,) bekannt wére, was jedoch
zungchst nicht der Fall ist. Dagegen ist die Gleichung der Einhdllenden, von der an-
genommen wird, daB sie mit der Gleichung fur den Flutbeginn (80) identisch ist, be-
kannt. Somit kann man in Umkehrung der mathematischen Vorgehensweise aus der
Vorgabe der Gleichung fir den Flutbeginn durch Elimination der Phasenvolumen-
stromdichten J, und J, aus dem Gleichungssystem:

F(Zy,Jv,J0) =0, (85)
dF(Zv,dv,J1) _

o 0 und (86)
Jy T2 [-J.72

v 2 —_L2=
[VVC] +[VL0] 1. (80)

auf den Drift-Flux J,, schlieBen. Hierzu wird zunéchst aus der Gleichung (85) mit Hil-
fe von Gleichung (86) die Dampfvolumenstromdichte J, eliminiert. Es ergibt sich ein
Ausdruck fir die Wasservolumenstromdichte, der nur noch von den Drift-Termen
abhéngt:

Ju=-(1 ';ZV)%JZ'VV—L_JVL- (87)
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Aus der Gleichung (85) kann ebenfalls mit Hilfe von Gleichung (86) die Wasservolu-
menstromdichte J, eliminiert werden. Es ergibt sich ein Ausdruck fur die Dampfvolu-
menstromdichte zu:

dJdv.
dZy

Jv =—Zv +Jv|__ . (88)

Die Gleichungen (87) und (88) eingesetzt in die Gleichung der Einhlllenden (80)
fGhren zur Drift-Flux-Differentialgleichung:

1 1
{JVL-ZVZJZ—V;]Z {JVL+(1*ZV)‘:,JZ—VVL}2 1
— | + =1.

89
VVc VLc ( )
Fir diese Differentialgleichung lassen sich zwei physikalische Randbedingungen
formulieren. Zurlickgehend auf die mikroskopische Definition des Drift-Flux J,,,

A
Jvie =Jdvi(Zy) =-'1:J‘Ev €L VRe dA,
°

ergibt sich jeweils fiir den Ubergang auf einphasige Wasserstrémung (e, — 0) bzw.
einphasige Dampfstrémung (e, — 1), daB der Drift-Flux verschwindet. Der Drift-Flux
verschwindet auch dann, wenn die mikroskopische Relativgeschwindigkeit Vp, DEIM
Ubergang (e, — 0) oder (e, — 1) verschieden von Null sein sollte. Daraus ergibt
sich fir das Dampfvolumen-KonzentrationsmaB Z, ebenfalls, daB beim Ubergang

zur einphasigen Strémung der Drift-Flux gegen Null strebt. Die Randbedingungen in
Z, formuliert lauten daher:

Zy -0 Jdy. - 0. (90)
Zv-—)1<=>Jv[_-—)0. (91)

Als unmittelbare Folge ergeben sich die Gradienten des Drift-Flux %JZLVL an den
Réandern des zweiphasigen Gebietes zu:

dJvi(Zv =0)

—_"-———dzv = +VLc P (92)

dJvi (Zy =1

__\%z\;__l = V.. (93)

51



Aus der Vielzah! der Funktionen, die Lésung der Differentialgleichung (89) sind, ver-

bleibt nur noch die Funktion:

_Zv(1-2Zy)

VVc VLc

Im Anhang wird ein Verfahren aufgezeigt, das durch Transformation der Ausgangs-
gleichungen zu einer Losung der Differentialgleichung (89) fihrt.

6.1.1 Physikalischer Hintergrund der mathematischen Annahme
Ju =dy (Z)

Nach Gleichung (85) ist ein Zusammenhang fur den Drift-Flux J, = Jy, (Zy, Jy» J)
gegeben. Mathematisch méglich wéren demnach neben der Abhéngigkeit vom Kon-
zentrationsmaB Z, auch Abhangigkeiten von Volumenstromdichten J, und J,. Aus
dem Objektivitatskriterium fir physikalische Zusammenhénge 4Bt sich fur den Drift-
Flux J,, folgern, daB eine Abhangigkeit vom KonzentrationsmaB Z, zulassig ist, da-
gegen Abhéngigkeiten von Volumenstromdichten unzuléssig sind.

Das Objektivitatskriterium fordert, daB jeder Zusammenhang zwischen physikali-
schen GroBen gegeniber einer Koordinatentransformation invariant sein muB. Phy-
sikalische GroBen kdénnen nur dann in einen Zusammenhang gebracht werden,
wenn jeder bewegte Beobachter gegeniiber dem ruhenden Beobachter den Zusam-
menhang zwischen den GrdBen in gleicher Weise bestimmen wrde.

A
Die Definition des Drift-Flux J,, E%J.ev €L VretJA (Gleichung (32)) erfolgt lber die
0

lokale Relativgeschwindigkeit v, = v, - v,. Jeder Beobachter bestimmt unabhéngig
von seiner Geschwindigkeit V, die Relativgeschwindigkeit in gleicher Weise. Folglich
gilt:

1 A(Vp=0)
AVA=0) ‘([ eveL(oy—-0-v +0)dA(VaA=0) =
AVp%0)
AVa =0) eveL(uy—Va —vL+Va)dA(Va 20).

0

Der Drift-Flux ist somit eine objektive GrdBe.
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Die Volumenstromdichten der Phasen J, (k = V,L) haben dagegen in Abh&ngigkeit
von der Geschwindigkeit des Betrachters V, unterschiedliche Werte:

A(V=0) A(V7#0)

1 _ TR
J (exvx—0)dA # Zor— { Eexok—Va)dA mit k=V,L.

k= ANVa=0)
Die Volumenstromdichten sind gemaB dieser Betrachtungsweise nicht objektiv.

Das KonzentrationsmaB Z,, das aus dem Produkt von C, und a,, hervorgeht, ist, wie

KonzentrationsmaBe im allgemeinen, eine objektive GréBe.

Aus diesen Uberlegungen folgt, daB die mathematische Annahme J,,=J,,(Z,) keine
Einschrankung, sondern eine physikalische Notwendigkeit darstelit.

6.1.2 Diskussion des Ergebnisses

Das Resultat (94) stellt den gewlinschten Zusammenhang zwischen Drift-Flux bzw.
Drift-Geschwindigkeit und Flutbeginn her. Da Drift-Geschwindigkeit und Drift-Flux
Uber die mikroskopischen Definitionen flr Drift-Geschwindigkeit (29) und Drift-Flux
(32) miteinander verknipft sind,

O—>

A
1 1
~|levovydA +]eveL Vg dA
Vd = A = A - v’
%f&‘,vdA %f&vdA
) 0

ergibt sich die Drift-Geschwindigkeit aus dem Drift-Flux (94) zu:

Co(1-Z
Vig=g 220, (95)

VVc VLc

Diese Drift-Geschwindigkeit (95) ist mit der nach Kelly /KEL-74/ ermittelten Drift-
Geschwindigkeit (66) identisch, wenn fiir die Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten V,,
und V| die von Kelly vorgeschlagene Flutbeginn-Korrelation nach Pushkina und So-
rokin /PUS-69/ ausgewertet wird.

Mit den gleichen mathematischen Methoden 148t sich auch das KonzentrationsmaB
Z, zu jedem Punkt (J,, -J,) entlang der Flutbeginn-Gleichung (80) ermitteln. Dazu
werden die Geschwindigkeitsterme in Gleichung (80) mit dem Quadrat dimensions-
loser Geschwindigkeits-Parameter X, und X_identifiziert.
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Jv

X2=2V 96
Ve (96)

J
Xe=h o7
Vo (97)

Aus der Flutbeginn-Gleichung (80) wird durch Einfiihrung dieser Identitéten die Glei-
chung (98).

X, + X =1. (98)

Dieser lineare Zusammenhang wurde bereits im Wurzel-Diagramm deutlich. Eine
Anderung des Parameters X, bedeutet eine ebensogroBe Anderung des Parame-
ters X, in entgegengesetzte Richtung. Mathematisch heift das, daB das Differential
von X, nach X, gleich -1 ist.

ax, __

X 1. (99)
Dieser Zusammenhang zwischen den Geschwindigkeits-Parametern gilt fir alle Ge-
schwindigkeiten, die dem Zustand Flutbeginn zugeordnet sind. Die Drift-Flux Glei-

chung (83) kann ebenfalls durch die mit (96) und (97) definierten Parameter ausge-
drlickt werden. Es ergibt sich:

0=(1-Z) X2V +Z, X2V, -dy. (100)

Wie bisher wird vom Drift-Flux J,, angenommen, daB nur eine Abhé&ngigkeit hin-
sichtlich des KonzentrationsmaBes Z, besteht. Das Differenzieren dieser Gleichung
(100) nach dem Parameter fir die Dampfgeschwindigkeit X, fhrt dann auf den Aus-
druck:

X _ 201 =Z)VyeXy
Xy~ 2TV (101)

Fir den Fall, daB der Flutbeginn vorliegt, muB das Differential -g—§£ der Drift-Flux-
v

Gléichung (101) mit dem Differential der Flutbeginn-Gleichung (99) identisch wer-
den. Durch diese Gleichsetzung ergibt sich eine Beziehung flir das Konzentrations-
maB Z, fiir den Zustand Flutbeginn.

(1-2Zv)Vve Xy o Zy= B_ mit R=VVcXV

H ==X, T+R VX,

(102)
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Mit dieser Funktion I&Bt sich fur die Werte des KonzentrationsmaBes Z, das zuge-
horige Wertepaar der Parameter X, und X, ermitteln. Fir die Werte (Z, = 0; 0.5; 1)
ergeben sich die folgenden Wertepaare far (X, X,):

Z,=0 < R=0=  X,=0und X =1.

Z,=0.5 < R=1= Xv_Vie <<1 wegen Vic<<Vy.
XL Vv

Z,=1 & Roewe=  X,=1 und X =0.

Diese Ergebnisse zeigen, daB das KonzentrationsmaB Z, langs der Line fir den
Flutbeginn im Wurzeldiagramm (Bild 3) bei X_ = 1 mit Z, = 0 beginnt und monoton
bis auf den Wert Z, = 1 an der Gegenstromgrenze bei X, = 0 ansteigt. Im Bild 3 ist
die Linie fiir den Flutbeginn (98) bzw. (80) und die Drift-Flux-Gleichung (100) bzw.
(83) furr konstantes KonzentrationsmaB Z, dargestellt.

1.0

0.8

>

X
< 06

0.2

0.0

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
.
—h =
Vi X,
Bild 3:  Iso-Z,-Werte im Wurzel-Diagramm

Besonders wichtig in diesem Zusammenhang ist die Feststellung, daB der Wert Z,=
0.5 nahe dem Ort bei X, = 1 liegt. Die Linie flr den Flutbeginn ist im wesentlichen
den hohen ZV-Werteh zuzuordnen. Physikalisch bedeutet dies, daB die Strémungs-
form "Ringstrémung" und "Ring/Tropfen-Strémung" Gberproportional an der Festle-
gung des Flutbeginns beteiligt ist. Die Strémungsformen im Bereich der niedrigen
Dampfvolumengehalte "Blasenstromung”, "Pfropfenstrdmung" sowie "aufgewdihlt,
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turbulente Strémung" sind in der Festlegung des Flutbeginns unterreprasentiert. Ei-
ne Berechnung des Drift-Flux flr niedrige Dampfvolumengehalte nach dem hier be-
schriebenen Verfahren erscheint daher fraglich.

6.2. Vergleich von Drift-Geschwindigkeiten

Die abgeleitete Beziehung zwischen Drift-Flux und Grenzleerrohr-Geschwindigkei-
ten (94) ist in Gleichung (83) einzusetzen, um letztlich einen Zusammenhang zwi-
schen Volumenstromdichten (J,, J,), dem Dampfvolumengehalt (o), den Grenzleer-
rohr-Geschwindigkeiten (V,,, V,.) sowie dem Phasenverteilungsparameter (C,) her-
zustellen:

oy Co (1 —ay Co)
oy Cy , 1—-oyCyp
_-..+ ertmem————
Vye Vie

=(1-0yCo) Jv—av Co Ji. (103)

Es ist nicht zweckméaBig den Phasenverteilungsparameter C, mit Hilfe der Bezie-
hung (103) als Funktion der anderen GréBen zu ermitteln. Der Phasenverteilungs-
parameter C, kann bereits aus bewéahrten Korrelationen entnommen werden. Mit
den Gleichungen (59), (60) und (63) wurden bereits Korrelationen des Phasenvertei-
lungsparameters fur niedrige und hohe Dampfvolumengehalte angefihrt. Ebenso
kann man die Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten als bekannt voraussetzen. Die Kor-
relationen (78) und (79) seien hier als Beispiel genannt. Es verbleibt nach Abzug der
obengenannten GréBen eine Beziehung aus drei GréBen, bestehend aus den bei-
den Volumenstromdichten und dem Dampfvolumengehalt.

Abhéangig von der technischen Fragestellung kann es jedoch zweckméBig sein, die

Beziehung (103) nach Linearkombinationen der GréBen ., J, und J, umzustellen.

Eine solche Linearkombination ist z.B. der Phasenschiupf S.

_ody
=y (8)

Bei Verwendung dieser Definition ergibt sich aus der Beziehung (103):

_Co  Cooy 1
S= +
Cor JL %G 1o
Vve Vie

mit  CoL =JT"%%-¥. (104)
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Ebenso ist es mdglich, bei Verwendung der Definitionen fir die Flachenmittelwerte
mikroskopischer Eigenschaften Gleichung (103) bzw. deren Vorform Gleichung (57)
nach der Relativgeschwindigkeit V,, - V_ aufzulésen. Im Anhang wird die Herleitung
erlautert. Das Ergebnis lautet:

Vy=Vi=(Co-Con)d + k- (105)

Mit Gleichung (94) flr den Drift-Flux J,, wird daraus:
CoCoL

ayCy . 1-ayCo

Vve VLc

Vv=VL=(Co—-Cor)J+

Eine weitere Umformung der Gleichung (103), die den Dampfvolumengehalt o, als

Funktion der Volumenstromdichten J und J, angibt lautet:

. Vo
"T2C0 1+dGh -k
d g 137? Iv
. _1_ 11+VLC+JV(VL0 Vve _ Vie ‘ (106)
Cotll 2 N EIE R
° T+ -v) T+ -9

Sofern Drift-Korrelationen fur einen Vergleich zur Verfligung stehen, ist es zweck-
maBig nicht auf der Basis von Dampfvolumengehalten zu vergleichen, sondern di-
- rekt den Drift-Flux bzw. die Drift-Geschwindigkeit als VergleichsgréBe zu nutzen.
GeméB der Drift-Flux-Theorie nach Zuber und Findlay ist eine Trennung nach Drift-
Geschwindigkeit bzw. Drift-Flux, also nach den lokalen Geschwindigkeitsunterschie-
den einerseits und andererseits nach dem Phasenverteilungsparameter C,, also
nach den profilbedingten Geschwindigkeitsunterschieden, méglich.

In der Form einer Darstellung nach Zuber und Findlay lautet die Gleichung (103):

_dv _ Co(1—avCo)
Vv——v'—-CoJ+w. (107)
Vve Vie

Der erste Term auf der rechten Seite von Gleichung (107) C, J beschreibt die profil-
bedingte Voreilung der Dampfgeschwindigkeit vor der Volumenstromdichte der Mi-
schung J und der zweite Term, die sogenannte Drift-Geschwindigkeit, die die Vorei-
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lung der Dampfgeschwindigkeit aufgrund lokaler Geschwindigkeitsunterschiede an-
gibt.

In der Gleichung fir den Phasenschlupf (104) und in der Gieichung fur die Relativ-
geschwindigkeit (105) ist eine solche Trennung nach diesen Anteilen ebenso er-
kennbar. In Gleichung (104) représentiert der erste Term auf der rechten Seite den
profilbedingten Phasenschlupf und der zweite den durch lokale Geschwindigkeitsun-
terschiede entstandenen Phasenschlupf. Ahnliches gilt fir die Gleichung (105). Der
erste Term auf der rechten Seite repréasentiert die profilbedingte Relativgeschwindig-
keit und der zweite Term die durch lokale Geschwindigkeitsunterschiede entstande-
ne Relativgeschwindigkeit.

Den oben genannten Beziehungen (103) bis (106) ist gemeinsam, daB eine Bezie-
hung zwischen dem Dampfvolumengehalt und den Volumenstromdichten der Pha-
sen entsteht, wenn der Phasenverteilungsparameter C, sowie die Grenzleerrohr-
Geschwindigkeiten vorliegen.

6.2.1 Phasenverteilungsparameter

Ishii /ISH-77/ steilt C-Korrelationen fir die zwei wesentlichen Bereiche der Dampf-
volumengehalte zusammen. Der Bereich der niedrigen Dampfvolumengehalte
zeichnet sich durch konstante Verteilungsparameter aus. Die Gleichungen (59) und
(60) wurden hierzu erwéhnt. Dagegen findet man im Bereich der hohen Dampfvolu-
mengehalte eine funktionale Abhangigkeit des Verteilungsparameters vom Dampf-
volumengehalt. Diese Abhangigkeit ist bereits dadurch begrindet, daB gemaB der
Definition dieses Verteilungsparameters,

1A ;
Kjﬁv]dA
gevdA %({jdA

b B

fur Dampfvolumengehalte o, bzw. mikroskopische Dampfvolumengehalte g, gegen

eins dieser Parameter den Wert eins annehmen muB.

Im Bereich der hohen Dampfvolumengehalte muB der Verteilungsparameter dem
Strémungsbild Ring/Tropfen-Strémung Rechnung tragen. Je nach Aufteilung des

58



gesamten Wasservolumenstromes in Wasserfilmstrémung und Wasserropfenstré-
mung im Dampfstrom ergeben sich verschieden starke Dampf/Wasser-
Entmischungszusténde. Durch Einfihrung eines weiteren Parameters E, (entrained
droplets) gelang Ishii eine Berechnung des Phasenvenrteilungsparameters fir dieses
Strdmungsbild. Die resultierende Korrelation wurde mit der Gleichung (63) vorge-
stellt.

Bei einem Dampfvolumengehalt o, = 0.8 und einem Verteilungsparameter nach
Gleichung (59) von etwa 1.2 ist eine Separation der Phasen eingetreten, die dem
Grad der Separation nach schon dem Strémungsbild Ringstrémung entspricht. Die-
ser Sachverhalt wird bei Verwendung eines spiegelbildiich definierten Phasenvertei-
lungsparameters C,, deutlich.

gL jdA

O — >

1
A

CoL=

A A '
feL dA 1]jdA
0 4]

>|=
b1 B

Aus den mikroskopischen Definitionen der Verteilungsparameter ergibt sich der ma-
kroskopische Zusammenhang:

_ 1 —Co v
T (107)

Die Werte C, = 1.2 und o, = 0.8 in Gleichung (107) eingesetzt, ergeben einen Wert
fir den spiegelbildlich definierten Verteilungsparameter C,, nahe Null. Das bedeu-
tet, daB die héheren mikroskopischen Wasservolumengehalte ¢ _sich in den Stro-
mungsquerschnittsbereichen befinden, in denen die niedrigeren mikroskopischen
Volumenstromdichten | auftreten. Dies entspricht dem Strémungsbild "Ringstrd-
mung”, weil der Wasserfilm an der Wand des Stromungsweges anliegt und somit
bei einer Geschwindigkeitsverteilung Gber dem Strémungsquerschnitt im Bereich
der niedrigen Geschwindigkeiten liegt. Der Parameter C,, gibt damit zu erkennen,
daB eine nahezu vollstédndige Separation zwischen Dampf und Wasser vorliegt und
somit das Strémungsbild Ringstrémung gegeben ist.

Folglich beschreibt die C;-Korrelation fur niedrige Dampfvolumengehalte (o, < 0.8)

auch die Entwicklung zur Ringstrdmung. Daraus leitet sich fiir die Zusammenschal-

59



tung der C-Korrelationen fiir niedrige und hohe Dampfvolumengehalte ein zwanglo-
ser Ubergang ab, der durch Gleichung (108) ausgedriickt wird.

C, = min(C, nach Gleichung (59) bzw. (60); C,nach Gleichung (63)). (108)

Damit sind fur alle Dampfvolumengehalte (0<w,<1) der Phasenverteilungsparameter
C, festgelegt. Mit dieser Festlegung wird im Folgenden die abgeleitete Drift-

Beziehung ausgewertet.
6.2.2 Vergleich fiir hohe Dampfvolumengehalte

Einen guten Uberblick tber die Leistungsfahigkeit der abgeleiteten Berechnungs-
gleichung fir die Berechnung des Drifts liefert ein Vergleich mit situationsspezifi-
schen Drift-Korrelationen. Es kann dadurch ein aufwendiger, direkter Vergleich zwi-
schen MefBdaten und berechneten Drift-Daten vermieden werden, da die situations-
spezifische Drift-Korrelation eine gréBere Datenmenge reprasentativ zusammen-
faBt.

Im Bereich der hohen Dampfvolumengehalte eignet sich die Korrelation von Turner
/TUR-66/. Turner bezieht seine MeBdaten aus Untersuchungen zum zweiphasigen,
aufwartsgerichteten Gleichstrom fiir den Strémungsbereich Ring/Tropfen-Strémung.
Er schrankt den Gltigkeitsbereich seiner Korrelation durch folgende Bedingungen
ein:

vertikale Ring/Tropfen-Strémung in kreisférmigen Rohrquerschnitten,

pLd?
9Dhya (pL—pv) -

dimensionsloser Wasservolumenstrom 0 < J <1,

pvJd
9Dhya (pL—-pVv)

dimensionsloser Dampfvolumenstrom 0 < J £2.5,

Rohrdurchmesser 0.0125m < D, , < 0.05m,
Systemdruck 0.1 MPa < P < 1.0 MPa,
Dampfvolumengehalt 0.8 < o, < 0.95,

TropfenmitriB E, < 0.2.
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Die Genauigkeit der Korrelation nach Turner wird mit £20% angegeben. Die Korre-
lation lautet:

pydg pLd?
9Dy (PL-PV) 9 Dpya (PLpv) - 1

1-381(1-ov) 31(1-av)

(109)

Unter Verwendung der Drift-Flux-Gleichung (83) gelingt durch Koeffizientenvergleich
eine Zerlegung dieser Korrelation in die Drift-Terme C, und J,,. Die Gleichung (83)
wird zur Vorbereitung fur den Koeffizientenvergleich in eine Form gebracht, die der
von Gleichung (109) entspricht.

v I
VVc - VLc _
v T = 1. (110)

Vve(1-Zy)  VicZy

Die Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten entsprechen denen der Gleichungen (81) und
(82), wobei die Flutbeginn-Parameter m und C fir ein vertikales Rohr mit ungestér-
tem Einlauf und fir den hier zu betrachtenden Durchmesserbereich jeweils den
Wert eins annehmen (m = C = 1).

Vi = Jg Dhya (pL—pVv)
Ve = Pv .

Vi = Jg Dhyd'()fl)-L—PV) _

Die Gegeniberstellung der beiden Gleichungen (109) und (110) zeigt, daB die di-
mensionslosen Volumenstromdichten der Gileichungen identisch sind. Die Koeffi-
zienten vor den dimensionslosen Volumenstromdichten sind nur noch Funktionen,
die vom Dampfvolumengehalt abhéngen, da auch der Drift-Flux J,, nur vom Kon-
zentrationsmaB Z, und den Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten abhéngt. Ein Ver-
gleich der Koeffizienten zwischen den Gleichungen (109) und (110) fihrt zu den
Gleichungen:

v . _
Voo 75 =1-310 -ow). (111)
JvL
=3.1(1-aw) .
Viezy - 210 -0v) (112)
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Die Addition der Gleichungen (111) und (112) fihrt zu dem mit Gleichung (94) iden-

tischen Resultat:

Zy(1-2Zy)
Zy 1y

+
Vve Vie

Ju =

Die Substitution des Drift-Flux aus den Gleichungen (111) und (112) ergibt einen

Ausdruck fiir das KonzentrationsmaB Z,:

(1 -3.1 ocL)VLc

Zyv= (1-3.1a) Vve+3. 10 Vi’

(113)

Die Gieichung (113) kann nach dem Phasenverteilungsparameter C, wegen

Z =C,0,, aufgelést werden.

Co = 1 (1-3.1a)Vie
°Tov(1-3.1a) Vve +3. 10 Vio

Der Koeffizientenvergleich zeigt, daB bezuglich des Drift-Flux J,, die abgeleitete Be-
ziehung (94) mit der Drift-Beziehung nach Turner vollkommen identisch ist, wenn
der Phasenverteilungsparameter C, nach Gleichung (113) verwendet wird.

Der mit Gleichung (113) berechnete Phasenverteilungsparameter C, ist in Bild 4 in
Abhangigkeit vom Dampfvolumengehalt o, dargestellt. Zur Auswertung von Glei-

chung (113) wurden flr die Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten fir Dampf und Was-
ser gemaB Gleichungen (81) und (82) angesetzt.

1317

" bgeleitet aus 1 (1-8.1 )
- Korrelation nach Co= — ;
: Turner: o {(1-81¢q) + 3.1 uL-/Ei

Phasenverteilungsparameter C,

1.0

0.8 0.85 0.9 0.95 1.0
Dampfvolumengehalt «,

Bild 4: Phasenverteilungsparameter C,, abgeleitet aus der Turner-Korrelation
(109) als Funktion des Dampf- volumengehalts o, fir die Driicke 0.1 MPa
und 1.0 MPa
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A Berschnungsgleichung mit
Flutbeginn nach Wallis (C=m=1) und
Phasenvertellungsparameter G, nach
Ishii (TropfenmitriB: E,=0.2)

iy
o

|_— ¥ Berechnungsgleichung mit
Flutbeginn nach Wallis (C=m=1) und
Phasenverteilungsparameter G, aus
Turners Korrelation abgeleitet

©
o

ol
[
i

_— B Aus Turners Korrelation abgeleitet
Driftgeschwindigkeit

o
k-
1

@ Drift-Geschwindigkeit nach Ishii
mit TropfenmiitriB E,=0

@ Barechnungsgleichung mit
" Flutbeginn nach Wallis (C=m=1) und
Phasenverteilungsparameter C, nach
ishii (TropfenmitriB: E;=0)

o
N
i

Bezogene Drift-Geschwindigkeit V,/V,.

0.85 0.9 0.95 1.0
Dampfvolumengehalt a,,

o
)

Bild5: Bezogene Drift-Geschwindigkeit V,,, / V , (iber Dampfvolumengehalt o, far
0.1 MPa

Das Bild 5 zeigt die auf die Grenzleerrohr-Geschwindigkeit V . bezogene Drift-
Geschwindigkeit V,, / V,, in Abhéngigkeit vom Dampfvolumengehalt flr einen
Systemdruck von 0.1 MPa.

A Berechnungsglsichung mit
Flutbeginn nach Wallis (C=m=1) und
Phasenvarteilun?sparameter C, nach
Ishii (TropfenmitriR: E=0.2)

.
o

Berechnungsgleichung mit
Flutbeginn nach Wallis (C=m=1) und
Phasenverteilungsparameter C, aus
Turners Korrelation abgeleitet

o
. -]
L

o
o

Drift-Geschwindigkeit nach Ishii
mit Tropfenmitri E=0

Aus Turners Korrelation abgeleitet
Driftgeschwindigkeit

Berechnungsgleichung mit
Flutbeginn nach Wallis (C=m=1) und
Phasenverteilungsparameter C, nach
Ishii (TropfenmitriB: E=0)

0.0

Bezogene Drift-Geschwindigkeit V,/V,.

0.8 0.85 0.9 0.95 1.0
Dampfvolumengehalt o,

Bild 6: Bezogene Drift-Geschwindigkeit V,,,/ V . Uber Dampfvolumengehalt o, far
1.0 MPa
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Das Bild 6 zeigt ebenfalls die auf die Grenzleerrohr-Geschwindigkeit V,_ bezogene
Drift-Geschwindigkeit V,,, / V. in Abhéngigkeit vom Dampfvolumengehalt flr einen
Systemdruck von 1.0 MPa.

Die in den Bildern § und 6 durch einen Kreis markierte Kurve stellt die Berechnungs-
gleichung (95) unter Verwendung des Phasenverteilungsparameters C, nach Glei-
chung ((63) - Ishii-Korrelation) mit der Annahme, daB der Parameter fir den Trop-
fenmitriB E, gleich Null ist, dar. Mit einem aufrechtstehenden Dreieck wird dieselbe
Berechnungsgleichung gezeigt, wobei der Parameter flir den TropfenmitriB gerade
den Wert 20% annimmt. Die mit einem auf der Spitze stehenden Dreieck gekenn-
zeichnete Kurve zeigt ebenfalls die Berechnungsgleichung (95) , wobei der Phasen-
verteilungsparameter C, nach Gleichung (113), also ausgehend von der Turner-
Korrelation (109), berechnet wird. Das einfache Quadrat markiert die Kurve, die die
Drift-Geschwindigkeit zeigt, wie sie sich aus der Beziehung von Turner (109) ablei-
ten laBt. Das auf der Spitze stehende Quadrat kennzeichnet die Kurve, die der Ishii-
Korrelation entspricht. Diese Korrelation wurde flir den Sonderfall, daB der Tropfen-
mitriB Null ist (E,= 0), ausgewertet.

Die Bilder § und 6 verdeutlichen, daB beziglich der abgeleiteten Berechnungsglei-
chung unter Verwendung der Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten nach den Gleichun-
gen (81) und (82) und unter Verwendung des Phasenverteilungsparameters nach
Turner vollkommene lidentitat besteht (siehe einerseits Quadrat und andererseits
auf der Spitze stehendes Dreieck in den Bildern 5 und 6). Wird statt des Phasenver-
teilungsparameters C, nach Turner die von Ishii ermittelte Beziehung benutzt, dann
erhalt man aus der abgeleiteten Berechnungsgleichung je nach TropfenmitriB (E, =
0 oder E, = 0.2) einen Wert fur die Drift-Geschwindigkeit, der bei E, = 0 Gberwiegend
unter dem der Turner-Drift-Geschwindigkeit liegt, bzw. bei E, = 0.2 (Bild 5 durchgén-
gig und Bild 6 Gberwiegend) oberhalb der Turner-Drift-Geschwindigkeit liegt. Damit
wird belegt, daB sich die Turner-MeBdaten im angegebenen Intervall des Parame-
ters fur den TropfenmitriB bewegen.

Gleichzeitig belegt dieser Vergleich, daB sich die Berechnungsgleichung von Ishii
mit dem TropfenmitriB-Parameter E, bei der Beschreibung der Phasenverteilung fir
die Stromungsform "Ring-/Tropfenstromung" eignet. Wertet man die Drift-
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Geschwindigkeit nach Ishii aus, mit der Nebenbedingung, daB3 der Parameter E,
gleich Null ist (auf der Spitze stehendes Quadrat), und vergleicht diese Geschwin-
digkeit mit der hergeleiteten und unter derselben Nebenbedingung ausgewerteten

Berechnungsgleichung (markiert durch Kreis), so ergibt sich auch hier eine weitge-
hende Ubereinstimmung, welche immer genauer zu werden scheint, wenn o, gegen

eins geht und somit die Annahme E_ =0 auch berechtigt wird.

Aus dem Vorangegangenen kann man schlieBen, daB fir die Durchstrémung eines
vertikalen Rohres mit hohem Dampfvolumengehalt, also flr die Strémungsbilder
"Ringstrémung" und "Ring-/Tropfen-Strémung”, die hergeleitete Berechnungsglei-
chung (94) unter Verwendung der entsprechenden Phasenverteilungsparameter C,
sowie unter Hinzuziehung der entsprechenden Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten
gleiche bzw. identische Drift-Geschwindigkeiten vorhersagt, wie die situationsspezi-
fische Drift-Korrelation nach Ishii bzw. wie die flr vertikale Rohrstrémung ermittelte
Beziehung nach Turner.

R

auf die geometrische Form der auf die geometrische Form der

Berandung des durchstrémten Berandung des durchstrémten
Kanals bezogenen Kanals bezogener

Grenzleerrohr-Geschwindigkeit Phasenverteilungsparameter

VVc ' an CO

Berechnungsgleichung aus der;
Theorie der Einhilllenden

auf die geometrische Form der Berandung des
durchstrémten Kanals bezogene Driftgeschwindigkeit

VVJ

Bild7: Schematische Darstellung der Entwickiung einer auf die geometrische
Form der Berandung des durchstrémten Kanals bezogenen
Berechnungsgleichung
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Das Schema in Bild 7 verdeutlicht die SchluBfolgerung aus dem Vergleich der Drift-
Geschwindigkeiten fir vertikale Rohrstrémung mit hohem Dampfvolumengehalt.

6.2.3 Vergleich fir niedrige Dampfvolumengehalte

Die Auswertung der Berechnungsgleichung (95) hinsichtlich der Drift-Geschwindig-
keit flr die Durchstrémung eines vertikalen Rohres mit niedrigem Dampfvolumenge-
halt, was dem Strémungsbild Blasenstromung bzw. Pfropfenstrémung entspricht,
fihrt zu einer betrachtlichen Uberschatzung der Drift-Geschwindigkeit.

Im Bereich der niedrigen Dampfvolumengehalte hat der Phasenverteilungparameter
C, einen konstanten Wert von etwa 1.2. Die Auswertung von Gleichung (95) ergibt
fir diesen Bereich der Dampfvolumengehalte ebenfalls einen konstanten Wert.

_Co(1-2v) _ Zy __1-2Zy
Vy = W = Co Vie wegen Ve << Vie (95)
Ve Le

Damit ist die Drift-Geschwindigkeit nach der Berechnungsgleichung (95) im Ver-
gleich zu der Drift-Geschwindigkeit, wie sie flir Pfropfenstrémung von Zuber und
Findlay /ZUB-65/ angegeben wird (siehe Gleichung (114)), um den Faktor 3.4 zu
groB.

Vys =0.35 J 9 Dty g’LL “Pv) _(35V,,, nach Zuber und Findiay. (114)

Die Diskrepanz I&8t sich teilweise aus einem Anlaufeffekt erklaren. Pfopfenstrémun-
gen zeigen, daB die Gaspfropfen im Verlauf ihrer Aufwéartsbewegung an Geschwin-
digkeit zunehmen. Sie holen dabei die vorauseilenden Pfropfen ein. Da die Ge-
schwindigkeit eines Pfropfen bis auf das 9-fache anwachsen kann, schlagt Griffith
/GRI-62/ vor, den Koeffizienten vor dem Wurzelterm von 0.35 auf 0.52 zu erhéhen,
um diesen Anlaufeffekt im Mittel zu berlicksichtigen. Legt man den vergrdBerten
Koeffizienten zugrunde verbleibt dennoch ein Unterschied um den Faktor 2.3.

Die Gltigkeit der Berechnungsgleichung scheint auf die Anwendung im Bereich der
hohen Dampfvolumengehalte beschréankt zu sein. Der vorliegende Berechnungsglei-
chung Uberschétzt erheblich die Drift-Geschwindigkeit bei niedrigen Dampfvolumen-
gehalten.
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Im folgenden ist daher zu klaren, ob zur Herleitung der Berechnungsgleichung An-
nahmen enthalten sind, die einer Anwendung flr niedrige Dampfvolumengehalte be-
eintrachtigen.

7. Modifizierte Berechnungsgleichung fir niedrige
Dampfvolumengehalte

Im folgenden wird fiir die vertikalen Stromungswege ein modifizierter Ansatz zur
Herleitung der Berechnungsgleichung mit dem Ziel entwickelt, den Guitigkeitsbe-
reich auf den Bereich der niedrigen Dampfvolumengehalte zu erweitern. Bereits im
Bild 3 wurde gezeigt, daB die niedrigen Dampfvolumengehalte (die Dampfvolumen-
gehalte o, sind naherungsweise identisch mit dem KonzentrationsmaB Z,) entlang
der Flutbeginn-Linie nur im unteren Zehntel dieser Linie Werte kieiner als 0.8 auf-
weisen. Damit sind die Drift-Geschwindigkeiten, die sich aus der Vorgabe dieser
Flutbeginn-Linie ergeben, fur niedrige Dampfvolumengehalte im Verhéltnis zu den
Drift-Geschwindigkeiten der hohen Dampfvolumengehalte betréchtlich unterrepra-
sentiert. Hinzu kommt, daB der Verlauf der Flutbeginn-Linie im Bereich der niedrigen
Dampfvolumengehalte nicht mit MeBdaten belegt ist.

(%,;)%1 2

1.0

Schematische Darstellung des
Bereichs, in dem Messungen
zum Flutbeginn durchgefihrt wurden

0.8

0.6

0.4

0.2

0.0

Bild 8: Schematische Darstellung des Bereichs der MeBdaten fiir den Flutbeginn
als Funktion von dimensionsiosen Volumenstromdichten der Phasen
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In Bild 8 ist schematisch gezeigt, in welchen Bereichen der Flutbeginn durch Mef-
daten belegt ist.

AuBerhalb dieses Bereichs ist der Flutbeginn als eine lineare Extrapolation des ex-
perimentell gesicherten Flutbeginns bisher angenommen. Eine Alternative zur linea-
ren Extrapolation ist die durch die untere der beiden Kurven angedeutete nicht-
lineare Extrapolation. Der unteren Kurve liegt im Unterschied zur oberen (Gleichung
(80)) die Gleichung (115) zugrunde.

! 1
Jv Jon -J. Tz _ )
I:VVc:l +|:n2VLc} =1 Jy20und J <0 und n=

Ajw

. (115)

Gleichung (115) besitzt die Eigenschaft flr beliebige Werte von n gegen die Funk-
Jv
VVc

tionswerte der Gleichung (80) zu konvergieren, wenn der Ausdruck hinreichend

kleine Werte annimmt.

Wie spatere Vergleiche mit experimentellen Daten verschiedener Quellen aus dem
Bereich der niedrigen Dampfvolumengehalte zeigen, liefert ein Wert von n=3/4 in
Gleichung (115) eine hinreichende Ubereinstimmung mit diesen Daten.

1

2 2
Jv]3 =JL
+ =1 Jy=20und J.<0. 11
[Vvc L%VJ vl und J (115)

Demzufolge ware es zweckmaBig Flutbeginn-Messungen nicht wie bisher mit der
Quadratwurzel der Dampfvolumenstromdichte zu korrelieren, sondern mit der Po-
tenz von 2/3. Die Auftragung von Flutbeginn-Daten, wie in Bild 9 gezeigt, sollten sich
dann fur alle Dampfvolumengehaite entlang einer Geraden darstellen.

Siehe hierzu die Kapitel 7.1 (Vergleich mit Daten von Kataoka)
und 7.2 (Vergleich mit Daten von Sudo)
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0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2

Bild 9: Vorschlag zur Darstellung von Flutbeginn-Messungen

Die Auswertung der Flutbeginn-Linie zur Berechnung der Drift-Geschwindigkeit er-
folgt anhand des Gleichungssystems, wie es in Kapitel 6.1 ausgefuhrt wurde.

Gleichungssystem:

F(Z,, Jy» J)) = 0. (85)
dF(Zv,Jv,Jdu) _
9z =0. (86)
1
AR
4] = =1. (115)
VVC %VLC
Aus diesem Gleichungssystem ergibt sich fir den Drift-Flux der Ausdruck:
-9 1+472 |72, 1 _1+6T2
JVL— 162vVLc|: 374 T +4 6T4 } (116)

. _ngVLc . 1
mit T_4————ZLVVc und mit Z =1-2Zy.

Im Anhang wird ein Verfahren vorgestellt, das mit Hilfe einer geeigneten Transfor-
mation der Ausgangsgleichungen (85), (86) und (115) die Herleitung von Gleichung
(116) aufzeigt.
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Die Ergebnisse der Gleichung (115) fallen mit denen der Gleichung (80) im Bereich
der hohen Dampfvolumengehalte zusammen. Folglich ergeben sich bei Zugrundele-
gung der modifizierten Flutbeginn-Linie (115) bei hohen Dampfvolumengehalten néa-
herungsweise die gleichen Drift-Geschwindigkeiten wie nach Gleichung (80). Dage-
gen ergibt sich fur die niedrigen Dampfvolumengehalte eine um etwa den Faktor
9/16 reduzierte Drift-Geschwindigkeit.

Mit dem Zusammenhang VVJ=£'\‘/1_‘ folgt aus Gleichung (116) die Drift-

oy
Geschwindigkeit.
14472 [r2, 1 14672
Va =5 CoVie| 15T e, T 18T | (117)
it T=34vVie it 2, =1-
mit T_4ZLVVC und mit Z,=1-2Zy.

Der Klammerterm von Gleichung (117) bzw. von Gleichung (1.16) strebt gegen 1,
wenn der Dampfvolumengehalt und damit das KonzentrationsmaB Z, gegen Null
strebt.

2
[ [ref -2 51 s av 0.
Somit nimmt fir niedrige Dampfvolumengehalte die Drift-Geschwindigkeit den Wert

VVJ = 1—6'C0V[_c an.

7.1.  Vergleich der berechneten Drift-Geschwindigkeit mit der
Drift-Geschwindigkeit nach Kataoka

Die Wiederholung des Vergleichs fir vertikale Rohrstrémung mit niedrigem Dampf-
volumengahit, also fur Pfropfenstrdmung, zeigt fir die Drift-Geschwindigkeit der mo-
difizierten Berechnungsgleichung eine verbesserte Ubereinstimmung mit der Drift-
Geschwindigkeit V,,, nach Griffith. Aus der Berechnungsgleichung fur die Drift-
Geschwindigkeit (117) ergibt sich bei Zugrundelegung derselben Grenzleerrohr-
Geschwindigkeiten nach Wallis (Gleichungen (81) und (82) mit m = C = 1) und des
fur Pfropfenstrdmung typischen Wertes des Phasenverteilungsparameters C, von
1.2 eine Drift-Geschwindigkeit von:

9 9 Dwd(pL—pv) _
Vv =35C0Vie = 0.675J y pLL Pv) (118)
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Gegenlber dem vorgeschlagenen Koeffizienten nach Griffith von 0.52 verbleibt den-
noch eine Uberschatzung von ca. +30%. In einem weitergehenden Vergleich der
Drift-Geschwindigkeiten kann aber gezeigt werden, daB die mit der Berechnungs-
gleichung (117) berechneten Drift-Geschwindigkeiten durchaus fir einen sehr wei-
ten Parameterbereich in Druck und Durchmesser zutreffend sind.

Kataoka und Ishii /KAT-86/ haben mit Blick auf die Strémungsformen Blasenstrd-
mung, Pfropfenstrémung, Kolbenstrémung und aufgewhlt, turbulente Strémung, al-
so denjenigen mit niedrigen Dampfvolumengehalten (o, < 0.6), die in der Literatur
vorhandenen experimentellen Daten zusammengetragen. Betrachtet werden hierbei
insbesondere die Zweiphasenstromungen, bei denen die Volumenstromdichte des
Wassers nahe Null ist. Die Berechnung des Geschwindigkeitsunterschiedes zwi-
schen Dampf und Wasser geht hier hauptsachlich auf den sogenannten lokalen Ge-
schwindigkeitsunterschied zurick. Dadurch steht die Bedeutung der Drift-
Geschwindigkeit gegenuber der Bedeutung des Phasenverteilungsparameters bei
der Berechnung des Geschwindigkeitsunterschiedes im Vordergrund.

Zur Korrelation der experimentellen Daten definieren Kataoka und Ishii einen dimen-
sionslosen hydraulischen Durchmesser D,,, eine Z&higkeitszahl N, und eine di-
mensionslose Drift-Geschwindigkeit V,,,".

Dhyd
Diya = ——. (119)
\/ Q(Pf—Pv)
Ny = L . (120)
[¢]
PLO alpL—pv)
Vv (121)

+
A .
4 ,cg(prpv)
2
oL

Mit diesen Definitionen gelingt es ihnen, die Drift-Geschwindigkeiten fur die

Rohrdurchmesser : 0.011 m< D, <0.61m,
Systemdrticke : 0.1 MPa< P < 13.8 MPa und
Stoffsysteme : Luft/Wasser, Wasserdampf/Wasser
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mit einer Genauigkeit von £25% zu korrelieren. Die Korrelation von Kataoka und
Ishii lautet:

-0.157
£,=0.0019 D" (%%) N2 5 D7, 4 < 30. (122a)
+ Pv Y O o562 %
o = o.os(ﬁ) N0 ¢ Diyq 2 30. (122b)

Kataoka und Ishii stellen anhand der ihnen zur Verfligung stehenden experimentelle
Daten fest, daB die Drift-Geschwindigkeit vom Rohrdurchmesser abhéangt, sofern
die Zweiphasenstrémung in vertikalen Rohren mit einem dimensionslosen hydrauli-
schen Durchmesser kleiner 30 stattfindet. Oberhalb dieses dimensionslosen hydrau-
lischen Durchmessers von 30 ist die Drift-Geschwindigkeit unabhangig vom Durch-
messer.

Beim Vergleich der nach Kataoka und Ishii berechneten Drift-Geschwindigkeiten aus
Gleichung (122) mit solchen, die sich aus der Gleichung (117) ergeben, ist bezlig-
lich der Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten nachzuprifen, ob die bisher verwendeten
Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten ebenfalls flir diesen Durchmesserbereich an-
wendbar sind.

In einer Zusammenstellung der Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten nach Kroning
/KRO-84/ findet man ebenfalls eine solche Abhangigkeit. Kréning zeigt, daB der
Flutbeginn in vertikalen Strémungswegen sich bei kleinen hydraulischen Durchmes-
sern nach der Wallis-Korrelation und bei groBen Durchmessern durch die
Kutateladze-Korrelation, einer vom Durchmesser unabhéngigen Korrelation, be-
schreiben 1aBt. Die Wallis-Korrelation wirde bei groBen hydraulischen Durchmes-
sern die Grenzleerrohr-Geschwindigkeit (berschatzen. Der Ubergang von der
Walllis-Korrelation zur Kutateladze-Korrelation wird von Kréning, ohne die Arbeit von
Kataoka und Ishii zu benitzen, mit einem n&herungsweise gleichen dimensionslo-
sen hydraulischen Durchmesser festgestelit. |

Nach Kréning ist die Grenzleerrohr-Geschwindigkeit des Dampfes abhéngig vom
benetzbaren Umfang (bei Rohren U, = D, ;m). Er entwickelt aus den vorliegenden
MeBdaten und eigenen Messungen die Korrelation (123).
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Df ) )2
-——-VV°—=V‘{,C=(1+tanh( g’g D : (123)

4 /GQ(PL‘PV)
2
Py

Der Giiltigkeitsbereich der Korrelation erstreckt sich auf die Berechnung der Gegen-

stromgrenze in vertikalen Rohren, in vertikal durchstrémten Lochplatten und insbe-
sondere in Stabblndeln. Die Genauigkeit der Korrelation wird vom Autor mit £15%
auf den Wurzelwert der dimensionslosen Grenzleerrohr-Geschwindigkeit angege-

ben. Im Bild 10 ist die dimensionslose Grenzleerrohr-Geschwindigkeit des Dampfes
V',, nach Kréning /KRO-84/ in Abhéngigkeit vom dimensionslosen hydraulischen
Durchmesser D', definiert durch Gleichung (119), gezeigt.

1 10 100 D* 1000

Bild 10: Dimensionsiose Grenzleerohr-Geschwindigkeit in Abhangigkeit vom
dimensionslosen hydraulischen Durchmesser

Das Diagramm vergleicht die Grenzleerrohr-Geschwindigkeit flir Dampf, wie sie sich
aus der Wallis-Korrelation ergibt, mit der von Kroning. In der gewé&hiten Form der
Darstellung, dimensionslose Grenzleerrohr-Geschwindigkeit V', Uber dimensionslo-
sem hydraulischen Durchmesser D', sind beide Korrelationen unabhéngig vom
Druck bzw. von Stoffwerten. Aus der Wallis-Korrelation ergibt sich der Zusammen-
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hang zwischen dimensionslosen Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten und dimensions-

losem hydraulischen Durchmesser zu:

V*\‘,c=’ hyd - (124)

Der Vergleich zwischen den Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten fur Dampf nach Kro-
ning /KRO-84/ und Wallis /WAL-61/ zeigt, daB fur Werte des dimensionslosen hy-
draulischen Durchmessers gréBer als 30 die Wallis-Korrelation nicht mehr als gultig
angesehen werden kann. Dem Vorschlag von Krdning folgend, wird ein konstanter
Wert fiir die Grenzleerohr-Geschwindigkeiten oberhalb eines Wertes von 30 fur den

dimensionslosen hydraulischen Durchmesser beibehalten.

Mit der vorangegangenen Untersuchung stellen sich die Grenzleerrohr-
Geschwindigkeiten der Phasen fir vertikale Rohre verschiedenster Durchmesser
wie folgt dar:

VRS LI TN (1122)

D —
Vch‘/g hyd (PL—PV)

o , (112b)

und D =3o/——"—-—— D . >30.
mod g(pV—PL) <= Uhyd

Die Berechnungsgleichung (117) ist mit diesen Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten
nach Gleichung (112a,b) auszustatten, um in einen Vergleich mit der Korrelation
(122) nach Kataoka und Ishii treten zu kénnen. Die Berechnungsgleichung (1 12a,b)
und die Korrelation (122) besitzen, soweit es den Durchmesserbereich betrifft
(0.01m < D,, < 0.6m), denselben Gultigkeitsbereich.

Die Berechnungsgleichung (117) ist neben den Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten
auch mit den entsprechenden Phasenverteilungsparametern zu versehen. Da im
vorliegenden Vergleich nur die niedrigen Dampfvolumengehalte betrachtet werden,
trifft die von Ishii vorgeschlagene Korrelation (59) fiir vertikale Rohre mit Kreisquer-

schnitt zu. In der Arbeit von Ishii und Kataoka wird diese Korrelation fiir den ge-
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samten Parameterbereich hinsichtlich Durchmesser und Druck als zutreffend emp-
fohlen.

Kataoka und Ishii /KAT-86/ haben die experimentellen Daten anderer Autoren - z.B.
fir das System Wasserdampf/Wasser (Autoren: Wilson, Carrier, Styrikovic und Fili-
monov) - mit Hilfe der von Zuber und Findlay /ZUB-65/ vorgeschlagenen Methode in
Drift-Geschwindigkeit und Profilschlupf zerlegt. Die Drift-Geschwindigkeit wird an-
schlieBend geméaB Gleichung (121) in eine dimensionslose Form gebracht. Im Bild
11 ist die dimensionslose Drift-Geschwindigkeit V*,, nach Kataoka und Ishii Uber
dem dimensionslosen hydraulischen Durchmesser D', , aufgetragen.

+
w

o
(e}
o
: |

0.01

Dimensionslose Driftgeschwindigkeit V

0.001.§
1 10 100 1000
. . . *
Dimensionsloser hydraulischer Durchmesser D,

Bild 11: Dimensionslose Drift-Geschwindigkeit Gber dimensionsiosem
hydraulischen Durchmesser nach Kataoka und Ishii

In das Bild 11 sind zum Vergleich auch die Ergebnisse der Berechnungsgleichung
(117) fur zwei verschiedene Dricke, P = 0.1 MPa und P = 7.0 MPa, aufgetragen.
Der bei der Auswertung der Berechnungsgleichung zugrundeliegende Dampfvolu-
mengehalt wurde mit 40% konstant eingestellt (o, = 0.4), da fiir niedrige Dampfvolu-

mengehalte o, < 0.5 die Berechnungsgleichung keine Unterschiede erkennen |aBt.
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Der Vergleich zwischen der Berechnungsgleichung (117) mit den experimentellen
Daten verschiedener Autoren, wie sie von Kataoka und Ishii zusammengestellt wur-
den, belegt, daB mit der Berechnungsgleichung nun auch im Bereich der niedrigen
Dampfvolumengehalte hinreichend genaue Drift-Geschwindigkeiten berechnet wer-
den. Dies gilt fir das bis heute bekannte Spektrum der experimentellen Daten flr
vertikale Rohre. Die Gleichung fur P = 0.1 MPa folgt den im Bereich kleiner hydrauli-
scher Durchmesser ermittelten experimentellen Daten aus Luft/Wasser-Versuchen
bei atmosphérischen Dricken. Mit gleicher Genauigkeit werden von der Berech-
nungsgleichung die experimentellen Daten aus Wasserdampf/Wasser-Versuchen im
Bereich der gréBeren hydraulischen Durchmesser wiedergegeben.

Darliber hinaus zeigt der Vergleich, daB die durch die Grenzleerrohr-Geschwindig-
keiten vorgegebene Anderung in der Abhéngigkeit vom hydraulischen Durchmesser,
mit Hilfe von Gleichung (117) Gbertragen auf Drift-Geschwindigkeiten, seine Berech-
tigung hat. Sowohi die Drift-Geschwindigkeit als auch die Grenzleerrohr-
Geschwindigkeiten erweisen sich ab einem bestimmten dimensionslosen hydrauli-
schen Durchmesser von diesem Durchmesser als unabhéngig.

Verallgemeinernd kann man daraus schlieBen, daB der EinfluB der geometrischen
Form der Berandung des durchstromten Kanals, wie er bei der Berechnung von
Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten zutage tritt, in gleicher Weise auf die Ausbildung
der Drift-Geschwindigkeiten wirkt. Folglich kénnte man fiir beliebig geformte Beran-
dungen durchstrémter Kanale, sofern Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten zu diesen
Kanalen vorliegen, mit Hilfe der vorgeschlagenen Methode die formspezifischen
Drift-Geschwindigkeiten berechnen.

7.2.  Vergleich der hergeleiteten Drift-Geschwindigkeit mit der

Drift-Geschwindigkeit nach Sudo

Far vertikale Rohre verschiedenster Durchmesser wurden von Sudo /SUD-80/ die
Dampfvblumengehalt-Messungen aus einer Vielzahl von Veréffentlichungen zusam-

mengestellt. Das gesamte Spektrum der Dampfvolumengehalte von 0 < o, < 1 wird

Im Kapitel 8 wird unter Anwendung dieser Methode die Umstrdmung von Stabbiindeln noch
naher untersucht.
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von diesen zitierten Veroffentlichungen abgedeckt. Die Zusammenstellung von Sudo
umfaBt im wesentlichen auch hier nur die Strémungen mit stagnierendem Wasser.

Sudo trennt nicht wie im Vorangegangenen bei Kataoka und Ishii nach Drift-
Geschwindigkeit und Profilschiupf. Er bemdint sich, den Dampfvolumengehalt o, di-

rekt in eine Abhangigkeit zum Dampfvolumenstrom zu bringen.

Durch eine Dimensionsanalyse gelingt es ihm, Korrelationsparameter zu entwickeln,

mit deren Hilfe der Zusammenhang zwischen Volumenstromdichte des Dampfes J,
und Dampfvolumengehalt o, mit einer Genauigkeit von £15% beschrieben werden
kann. Der Korrelationsparameter fur den Dampfvolumengehalt ist nach Sudo defi-
niert durch:

0.128
o
Y= gpLDﬁyd 1

0.125 oy’ (1 26)
iR
(%)
Der Korrelationsparameter fiir die Volumenstromdichte ist definiert durch:
0.82
(*)
n

_AM)Jdviy (127)

- 02 O
(%)
pv
Die Korrelationsparameter werden durch einen einfachen Potenzansatz der Form
Y =aX" (128)

verknupft. Nach Sudo werden drei Strémungsformen unterschieden. Stromungsform
1 entspricht den Strémungsbildern Blasenstrémung und Pfropfenstrémung. Stro-
mungsform 2 wird dem Strémungsbild einer voll ausgebildeten Pfropfenstrémung
zugeordnet. Sudo nimmt an, daB die Strémungsform 3 sich auf Ringtropfenstro-
mung erstreckt. Zu jeder Strémungsform wurden der Koeffizient a und der Exponent
b nach dem Prinzip der geringsten Abweichungen bestirﬁmt.

Strémungsform 1:

a=5.2310%b=-0.704 <==> X <510% (129a)
Strémungsform 2:
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a=93010%b=-0.325 <==> 510*<X<410° (129b)
Strémungsform 3:
a=54010"b= 0 <==> 410° < X. (129¢)

Die Korrelation nach Sudo ist durch die folgenden Strémungsparameter beschréankt:

vertikale Strémung in kreisférmigem Rohrquerschnitt,

Volumenstromdichte des Wassers: Om/s <J, <03mfs,
Rohrdurchmesser: 0.063 m < D, , < 0.485 m,
Systemdruck: 0.6 MPa<P < 11.1 MPa.

Sudo wahlt zur Darstellung der Daten die Auftragung Korrelationsparameter Y Uber
Korrelationsparameter X. Diese Darstellungsform wird in Bild 12 Ubernommen.

10.

104

Korrelationsparameter Y

0.3 S, Y 4
4x10° 10* 10° 10* 3x10*
Korrelationsparameter X

Bild 12: Korrelationsparameter Y Uber Korrelationsparameter X nach Sudo im
Vergleich mit der Berechnungsgleichung ((83) mit (116), (108), (112a)
und (112b) fur J =0) fur drei verschiedene Driicke

Das Bild 12 enthélt die von Sudo zusammengestellten experimentellen Daten, die
von ihm entwickelte Korrelation (120) als fettgedruckte Linie und zum Vergleich
auch die auf Y-Werte umgerechneten Dampfvolumengehalte, wie sie sich aus der
hergeleiteten Berechnungsgleichung (116) in Verbindung mit Gleichung (83) unter

78



der Nebenbedingung stagnierdende Wasservolumenstromdichte J, = 0 ergeben. Die
Berechnungsgleichung wurde auch hier wieder mit den Grenzleerrohr-
Geschwindigkeiten (112a,b) ausgestattet. Hinsichtlich des Phasenverteilungspara-
meters wird von der Gleichung (108) Gebrauch gemacht, da der gesamte Bereich

der Dampfvolumengehalte zu beschreiben ist.

Im Bild 12 ist die Berechnungsgleichung zunachst fir einen konstanten Rohrdurch-
messer von D, , = 0.1 m und drei verschiedene Drucke P = 1.0 MPa, P = 3.0 MPa
und P = 7.0 MPa, gezeigt.

Im Unterschied dazu ist im Bild 13 dieselbe Berechnungsgleichung fiir einen kon-
stanten Druck von P = 3.0 MPa, aber daflr mit verschiedenen Durchmessern D, , =
0.01m, D, , = 0.10m und D, , = 0.50m dargestellt.

10.

1.0

Korrelationsparameter Y

0.3
4x10° 10* 10° 10* 3x10*
Korrelationsparameter X

Bild 13: Korrelationsparameter Y iber Korrelationsparameter X nach Sudo im
Vergleich mit der Berechnungsgleichung ((83) mit (116), (108), (112a)
und (112b) fur J, = 0) fur drei verschiedene Durchmesser

Der Vergleich zwischen der Berechnungsgleichung (Gleichungen (116) und (83) mit
C, nach Gleichung (108) und Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten nach Gieichung
(112a,b), ausgewertet unter der Nebenbedingung verschwindender Wasservolu-
menstromdichte J,=0) und der Korrelation nach Sudo (128) zeigt, daB fur einen
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durchschnittlichen Druck P von 3.0 MPa und fir einen durchschnittlichen Durchmes-
ser D, von 0.1 m in den X- und Y-Werten praktisch keine Unterschiede bestehen.

Abweichend von diesen durchschnittlichen Werten fir Druck und Durchmesser wird
hinsichtlich des Vergleichs fiir verschiedene Driicke im Rahmen der von +15% - To-

leranz eine systematische Unterscheidung in den Strémungsregimen 1 und 2 zwi-
schen der Korrelation und der Berechnungsgleichung erkennbar. Hinsichtlich der
Durchmesser-Variation ist keine systematische Unterscheidung in diesen Regimen
erkennbar.

Fur die Strdmungsform 3 (hohe Dampfvolumengehalte) wird bei der Durchmesser-
Variation von der Berechnungsgleichung eine starkere Abhéngigkeit vorhergesagt.
Die Versuchsdaten zur Stromungsform 3 bestehen im wesentlichen aus
Luft/Wasser-Versuchen von Smissaert et al. /SMI-63/. Smissaert flhrte seine Versu-
che an einem Rohr mit einem inneren Durchmesser von 70 mm durch. Man erkennt
an Bild 13, daB die Berechnungsgleichung flr diesen Durchmesserbereich Dpys =
0.1 m sich mit den experimentellen Werten deckt.

Der Vergleich mit der Datenzusammenstellung nach Sudo beweist damit, daB von
der Berechnungsgleichung hinsichtlich der Vorhersage der Dampfvolumengehalite
fur das gesamte Spektrum der Dampfvolumengehalite (0 < o, < 1) fir die Stoffsyste-
me Wasserdampf/Wasser und Luft/Wasser sowie flir einen weiten Durchmesser-
und Druckbereich und fiir die von Sudo angeflhrten Strémungsform 1 bis 3 die ge-
messenen Werte mit &hnlicher Genauigkeit der Sudo-Korrelation ermittelt werden.

8. Strémung zwischen beheizten Stabbiindeln

Far Stromungen in vertikalen Rohren mit kreisférmigem Rohrquerschnitt zeigten die
Grenzleerohr-Geschwindigkeiten mit den Drift-Geschwindigkeiten hinsichtlich der
Durchmesserabhangigkeit eine bemerkenswerte Ubereinstimmung. Sowohl die
Drift-Geschwindigkeiten als auch die Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten nehmen
nicht mehr mit dem Rohrdurchmesser zu, wenn der dimensionsiose hydraulische
Durchmesser D', , den Wert von 30 libersteigt. Aus dieser Beobachtung heraus
kann man erwarten, daB neben dieser speziellen Ubereinstimmung hinsichtlich der
Durchmesserabhangigkeit auch eine allgemeine Ubereinstimmung, also einer hin-

80



sichtlich eines Einflusses, der sich aus der geometrischen Form der Berandung des
durchstrémten Kanals ergibt, zu finden ist.

Mit der Theorie der Einhullenden wurde bereits dieser Zusammenhang im Ansatz
unterstellt, so dafB die resultierende Berechnungsgleichung (117) das Instrumentari-
um darstellt, um aus spezifischen Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten spezifische
Drift-Geschwindigkeiten zu berechnen. Im Folgenden wird dieser Sachverhalt am
Beispiel der vertikalen Strémung zwischen Stabbiindein untermauert.

Die Entwicklung einer auf die geometrische Form der Berandung des durchstromten
Kanals bezogenen Berechnungsgleichung geht vom Vorliegen der auf denselben
Kanal bezogenen Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten V,,, und V _ sowie vom Vorlie-
gen des ebenfalls auf denselben Kanal bezogenen Phasenverteilungsparameters C,
aus. In Bild 7 wurde bereits diese Vorgehensweise zur Herleitung einer spezifischen
Berechnungsgleichung schematisch dargestelit.

8.1.  Grenzleerrohr-Geschwindigkeit fiir umstrémte Stabbindel

Fir vertikale Strémungen zwischen Stabbiindeln wurden von Kréning /KRO-84/ Kor-
relationen fiir die Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten V., und V. anhand von eigenen
Messungen und Messungen anderer Autoren erstellt.

| 130.6 MM i

122 mm

zu Mef3zwecken
unbehelzter Stab

durchstromte Fléiche
zwischen Stabbindel

Bild 14: Strdmungskanale zwischen Stabbiindel
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Bild 14 zeigt die Abmessungen der Stromungskanéle zwischen Stabblndel, wie sie
in der THETIS-Versuchseinrichtung vorliegen. Diese Versuchseinrichtung simuliert
mit Hilfe von Heizleiterstaben die Bedingungen in Kihlkanélen von Reaktoren.

Die Grenzleerrohr-Geschwindigkeit des Dampfes V,,, lautet nach Kréning fur den
Strémungsweg Stabbiindel (siehe auch Gleichung (123) hierzu):

- Diyam ) )2
Vye= 4 ,mf-)'-'-z—p—")bﬂanh(—%n : (130)
\

Die Grenzleerrohr-Geschwindigkeit des Wassers V , lautet nach Kréning flr densel-
ben Strémungsweg:

V= 4 ’Gg(PpL2"pV) (%)(X_Z)o.as' (131
L !

Mit diesen fiir die geometrische Form der Berandung des durchstrémten Kanals zu-
treffenden Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten wird die Berechnungsgleichung (116)
ausgestattet. Zur Komplettierung der Berechnungsgleichung ist nach dem Schema
aus Bild 7 der auf die geometrische Form der Berandung des durchstrémten Kanals
zutreffende Phasenverteilungsparameter erforderlich.

8.2. Phasenverteilungsparameter fiir umstromte Stabbiindel

Fir Strdémungen zwischen Stabbindeln steht nach Shires et al. /SHI-80/ der Pha-
senverteilungsparameter C, bzw. dessen Abh&ngigkeit vom Druck im Widerspruch
zum Parameter, wie er z.B. von Ishii ermittelt wurde. Shires et al. /SHI-80/ untersu-
chen an einem 3.6m langen Stabblindel, bestehend aus 61 Staben mit einem Stab-
durchmesser von 12.2 mm, in Abhangigkeit vom Druck und von der zugefiihrten Lei-
stung den Anstieg des Gemischspiegels. In dieser Versuchsanordnung, die unter
dem Namen THETIS gefuhrt wird, ist zundchst keine lokale Dampfvolumengehait-
Messung vorgesehen. Statt dessen werden der Hohenstand des zweiphasigen Ge-
mischspiegels, der Héhenstand des kollabierten zweiphasigen Gemisches und der
~ Héhenstand des Ortes, an dem Sattigungstemperatur vorliegt, berechnet, um auf ei-
nen mittleren Dampfvolumengehalt zwischen diesem Ort und dem Ort des Gemisch-
spiegels (ay) zu schlieBen. Aus der Messung des eintretenden Wassermassenstro-

mes wird unter Verwendung einer Energiebilanz fir denselben Abschnitt im Stab-
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biindel die mittlere Dampfgeschwindigkeit berechnet. Aus diesen beiden réaumlich
gemittelten Werten (mittlerer Dampfvolumengehalt o, und mittlere Dampfgeschwin-
digkeit V,,) und der Annahme, daf die Wassergeschwindigkeit nahe Null ist, wird mit
dem von Zuber und Findlay beschriebenen Verfahren der Phasenverteilungspara-
meter und die Drift-Geschwindigkeit errechnet. Es ergeben sich mit dieser Methode
Phasenverteilungsparameter C,, die Werte zwischen 1.1 und 2 je nach Druck auf-
weisen.

Im Gegensatz zu den Werten, die von Ishii ermittelt wurden, nehmen die Phasen-
verteilungsparameter fiir Stabbundel mit steigendem Druck zu. Dies widerspricht der
Vorstellung, daB bei Verringerung der Dichtedifferenz durch Druckzunahme die Nei-
gung zur Konzentration der Dampfphase im Strémungskern abnimmt.

Dieselbe Beobachtung bezlglich des Phasenverteilungsparameters beschreiben Jo-
witt und Shires /JJOW-82/ mit Bezug auf ihre Untersuchungen an der THETIS-
Versuchseinrichtung. In Ergénzung zu den obigen Versuchen berechnen sie auch
lokale Dampfvolumengehalte anhand von 12 Differenzdruck-Messungen entlang
des Stabbuindels.

Aus den Versuchsdaten ermitteln sie nach obiger Methode wieder den Phasenver-
teilungsparameter und korrelieren ihn zu:

PL
Co=1+0.796 oot/ ) (132)

Hiernach nimmt C, mit steigendem Druck zu. Fir einen Druck von 0.2 MPa ergibt
sich aus dieser Beziehung der Wert fur C, zu 1.14 und fiir einen Druck von 3 MPa
der Wert 1.5. Jowitt und Shires versuchen diese Ergebnisse durch die Vorstellung
zu erklaren, daB in verschiedenen Unterkandlen, die von den Stabbindel gebildet
werden, die auftretenden Strémungsformen sich stark voneinander unterscheiden.
Wahrend in einem Unterkanal beispielsweise eine nach unten gerichtete Blasenstro-
mung stattfindet, zeigt sich im benachbarten Unterkanal eine aufwéartsgerichtete auf-
gewuhlt, turbulente Strémung. Dieses vermutete inhomogene Verhalten zwischen
den Kihlkanalen soll nach Meinung der Autoren zu diesen ungewdhnlichen Phasen-
verteilungsparametern flhren. |
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Da keine optischen Beobachtungen oder detaillierteren Messungen vorliegen, die
diese Vermutung stiitzen, wird hier der Versuch unternommen, mit den Ublichen

Korrelationen fiir Phasenverteilungsparameter auszukommen.

Der Strémungsquerschnitt eines Unterkanals, der von Stabbiindeln gebildet wird,
entspricht im weiteren Sinne dem eines Quadrats, also dem Sonderfall eines
Rechtecks, flr das Ishii einen Phasenverteilungsparameter nach Gleichung (60) er-
mittelt. Es wurde bereits festgestellt, daB Gleichung (132) im Bezug auf die Druk-
kabhangigkeit eine gegenléufige Tendenz verglichen mit Gleichung (60) besitzt.
Gleichung (132) erscheint als nicht plausibel, da bei zunehmendem Druck ein wach-
sender Phasenverteilungsparameter berechnet wird. Flr zunehmenden Druck ist je-
doch zu erwarten, daf3 die Homogenitat der zweiphasigen Strémung, wegen der ge-
ringer werdenden Dichtedifferenz, zunimmt. Dies wirde sich in einem Phasenvertei-
lungsparameter, der gegen eins strebt, ausdricken, wie dies bei Gleichung (60) der
Fall ist. Fir die weiteren Auswertungen wird daher nicht die spezifische Gleichung
(132) sondern Gleichung (60) verwendet.

Fiir den Bereich der hohen Dampfvolumengehalte wird, sofern dieser Bereich tber-
haupt angesprochen wird, wie bisher die Gleichung (64) verwendet.

Die Uberlagerung des axialen Strémungsvorgangs mit einer radialen Warmedabertra-
gung fuhrt zu Besonderheiten in der Phasenverteilung im Unterkanal, die im Pha-
senverteilungsparameter C, zu beriicksichtigen sind.

Der Warmeeintrag von der Stabbtndeloberflache in das axial vorbeistrémende Fluid
fahrt beim Sieden zur Dampfblasenbildung an dieser Oberflache. Damit konzentriert
sich der Dampf im Querschnittsbereich der niedrigen Geschwindigkeiten. Der Vertei-
lungsparameter nimmt somit Werte kleiner eins an. Mit zunehmenden Blasen-
wachstum, also mit héheren Dampfvolumengehalten, werden diese Blasen abgeris-
sen und treiben in den Querschnittsbereich der héheren Geschwindigkeiten. Der
Venteilungspsrarameter nimmt dadurch wieder auf den ublichen Wert zu. Ishii korre-
liert diesen Effekt mit dem Dampfvolumengehalt. Der mit den bisherigen Korrelatio-
nen berechnete Wernt des Phasenverteilungsparameters (Gleichung (60)) wird mit
einer Dampfvolumengehalt-Funktion multipliziert. Es ergibt sich nach Ishii:
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Co =(1 -e—18av)(1.35—o.35 %—X ) (133)

Die Exponential-Funktion ist nur bei einem Dampfvolumengehalt von weniger als
10% wirksam. Bei verschwindendem Dampfvolumengehalt nahert sich der Vertei-

lungsparameter C, dem Wert Null.

Die Berechnungsgleichung fiir Stabbiindel besteht somit aus den Gleichungen (83),
(116), (130), (131) und (133). Die Berechnung des Dampfvolumengehalts erfolgt un-
ter der Nebenbedingung, daB der Wasservolumenstrom J, Null ist. Die Berechnung

des Dampfvolumengehalts erfolgt iterativ.
8.3. Vergleich mit THETIS-Daten

Um die mit der Berechnungsgleichung berechneten Dampfvolumengehalte bewer-
ten zu kdnnen, soll in einem Vergleich mit Stabbtindel-MeBdaten auch eine fur diese
geometrische Form der Berandung des durchstrémten Kanals speziell entwickelte
Korrelation einbezogen werden. Beim amerikanischen Reaktor-Hersteller Westing-
house wurde von Cunningham und Yeh /CUN-73/ eine spezifische Korrelation fur
Brennelemente, also fir beheizte Stabblndel, entwickelt. Aus dieser Korrelation be-
rechnet sich der lokale Dampfvolumengehalt 1angs des Stabblndels (Lauflange des
Stabblindels ist mit z bezeichnet) zu:

3 9_\_/_ 0'239(JV(Z))a( JV(Z) )0.6
w@=09255) (V2 (maaw) (134)
2-067 o M@ 4
Vbcr
2=047 o W@.4
Vbcr

Die Versuchsstrecke der Westinghouse-Versuchseinrichtung umfaBt 480 Stabe mit
einer Stablange von 3.66m. Die Stabanordnung entspricht dem eines
15x15-Brennelements, das von jeweils Brennelementvierteln an allen vier Seiten be-
randet wird. Die Stébe werden elektrisch beheizt. Die Tests wurden bei Dricken
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zwischen 0.68 MPa und 2.7 MPa durchgefiihrt. Der freie Strémungsquerschnitt zwi-
schen den Stabbiindeln betrug 0.0548 m?.

Diese spezifische Korrelation von Cunningham und Yeh wird ebenso wie die eigene
Berechnungsgleichung zur Vorhersage der Ergebnisse der THETIS-Versuche
/SHI-80/ eingesetzt. Die THETIS-Versuchseinrichtung besteht, wie oben erwahnt,
aus einem Druckbehélter mit 61 Stében, von den 56 elektrisch beheizt sind. Die Sta-
be haben eine beheizte Lénge von 3.6 m. Die in den Bildern 15 bis 17 eingetrage-
nen Kreise zeigen die stationdren Versuchsergebnisse der THETIS-Versuchs-
einrichtung.

1.0

Dampfvolumengehalt o,

o
v

0.0

0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 25 3.0
Volumenstromdichte Dampf (m/s)

Bild 15: Dampfvolumengehalt o, im Stabblndel Gber Volumenstromdichte des

Dampfes J, beim Druck von 0.2 MPa - Vergleich der MeBdaten aus
THETIS mit der Korrelation nach Cunningham-Yeh und mit der
Berechnungsgieichung ((83) mit (116), (130), (131) und (133))
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Dampfvolumengehalt o,

0.0 0.5 1.0 15 2.0 25 3.0
Volumenstromdichte Dampf (m/s)

Bild 16: Dampfvolumengehalt o, im Stabbiindel iber Volumenstromdichte des
Dampfes J, beim Druck von 0.5 MPa - Vergleich der MeBdaten aus
THETIS mit der Korrelation nach Cunningham-Yeh und mit der
Berechnungsgleichung ((83) mit (116), (130), (131) und (133))

Dampfvolumengehalt o,

0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8
Volumenstromdichte des Dampfes (m/s)

Bild 17: Dampfvolumengehalt o, im Stabbilndel Gber Volumenstromdichte des
Dampfes J, bei einem Druck von 2.0 MPa - Vergleich der MeBdaten aus
THETIS mit der Korrelation nach Cunningham-Yeh und mit der eigenen
Berechnungsgleichung ((83) mit (116), (130), (131) und (133))

In drei Vergleichsbildern werden bei drei verschiedenen Dricken P = 0.2 MPa, P =
0.5 MPa und P = 2.0 MPa die Dampfvolumengehait-Messungen der THETIS-
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Versuchs- anlage, die Korrelation nach Cunningham und Yeh und der mit der Be-
rechnungsgleichung berechnete Dampfvolumengehalt gezeigt.

Die MeBdaten aus der THETIS-Versuchseinrichtung werden hinsichtlich des Dampf-
volumengehaltes sowohl von der Cunningham-Yeh-Korrelation als auch von der Be-
rechnungsgleichung wiedergegeben (siehe Bilder 15 bis 17). Dabei bewegen sich
die berechneten Werte der Cunningham-Yeh-Korrelation am unteren Rand des
Streubandes und die Werte der Berechnungsgleichung am oberen. Der Vergleich
bei héheren Driicken fuhrt zur selben Beobachtung. Siehe hierzu die Bilder 16 und
17. Mit héherem Druck reduziert sich das durch die Messungen begrindete Streu-
band. In selbem MaBe nahern sich die Werte zwischen der Berechnungsgleichung
und der Cunningham-Yeh-Korrelation an.

Die Bilder 15 bis 17 zeigen, daB die Berechnungsgleichung, sofern sie die auf die
geometrische Form der Berandung des durchstrémten Kanals zutreffenden
Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten und den auf denselben Kanal zutreffenden Pha-
senverteilungsparameter verwendet, den Dampfvolumengehalt o, mit gleicher Ge-

nauigkeit vorhersagt, wie eine Korrelation, die speziell fir diesen Zweck entwickelt
wurde.

Der Vergleich zeigt somit, daB die in Bild 7 dargestellte Methode zur Entwicklung
von spezifischen Berechnungsgleichungen zutreffend ist.

9. Horizontale Rohrstrémung

Die horizontale Rohrstrdomung unterscheidet sich von einer vertikalen oder geneig-
ten Rohrstrémung im wesentlichen durch den Wegfall einer parallel zur Strémungs-
richtung wirkenden Auftriebskraft, die eine Voreilung der Dampfphase gegeniber
der Wasserphase bewirken kann. Im Fall der horizontalen Rohrstrémung tritt an die
Stelle der Auftriebskraft eine vergleichbare Kraft, die sich aus der axialen Ungleich-
verteilung der Wasserphase im horizontalen Rohr ergibt, die sich z.B. bei stratifizier-
ter Strémung als Wasserspiegelneigung darstelit.

Die Auswertung von Flutbeginn-Messungen zur Berechnung von Drift-
Geschwindigkeiten, erscheint zundchst aussichtslos, weil aufgrund der horizontalen
Ausrichtung des Strémungsweges eine Gegenstrdmung von Wasser und Dampf
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stationér nicht mehr mdglich ist. Die Auswertung von Flutbeginn-Messungen an na-
hezu horizontalen Strémungswegen eréffnet jedoch eine Méglichkeit zur Entwick-
lung einer Berechnungsgleichung fir die horizontale Rohrstrémung.

9.1.  Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten fiir horizontale Rohrstrémung

Experimente von Bankoff und Lee /BAN-82/ befassen sich mit Messungen zum Flut-
beginn an Strémungswegen mit rechteckigem Querschnitt, die fast horizontal aus-
gerichtet sind. In Abhé&ngigkeit vom Neigungswinkel des Stromungsweges berech-
nen sie den Flutbeginn. Diese Untersuchungsergebnisse lassen sich flir eine Stro-
mung in einem horizontal ausgerichteten Rohr durch entsprechende Interpretation
der Ergebnisse anwenden.

—

Dampfstrédmung

Wasserstrdmung

Messung des Flutbeginns in der Versuchsanordnung
von Bankoff und Lee

Dampfstrémung

Wasserstrémung

Ubertragung der Verhdltnisse auf eine horizontale Rohrstromung

Bild 18: Anwendung der Flutbeginnversuche von Bankoff und Lee auf eine

Strémung mit ungleichférmig verteilter Wasserphase in horizontalem
Rohr

Der Neigungswinkel des Stromungsweges in der Untersuchung von Bankoff und

Lee wird in der Anwendung auf eine Strémung im horizontalen Rohr interpretiert als
Neigungswinkel des Wasserspiegels (Bild 18).
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Lee /LEE-85/ gibt einen Uberblick Uber MeBdaten, die an einer Versuchsstrecke mit
einstellbarem Neigungswinkel durchgefihrt wurden. Die Versuchsstrecke besteht
aus einem 0.97m langem Strémungsweg mit rechteckigem Querschnitt. Die Breite
des Querschnitts betragt 0.38m. Die Hohe des Querschnitts ist variabel einstellbar.
Zwei Héhen wurden experimentell untersucht: 0.038m und 0.076m. Am Eintritt und
Austritt der Versuchsstrecke wurde auf stérungsfreien Einlauf und Auslauf der Was-
serphase geachtet. Der obere Teil der Versuchsstrecke ist gegen Warmeverluste
mit einer 5 cm starken Isolierung aus Fiberglas ausgestattet. Die Versuchsmedien
sind Wasser und Wasserdampf bei atmosphérischen Driicken. Es wurden Versuche
sowohl mit geséttigtem Wasser als auch mit unterkihitem Wasser zur Berechnung
der Gegenstromgrenze durchgefiihrt.

Nur die Versuche zur geséttigten Wassereinspeisung sind fir die vorliegende Arbeit
von Interesse, da die Kondensation von Dampf den Impulsaustausch zwischen
Wasser und Wasserdampf und damit das Gegenstromverhalten erheblich beein-
fluBt.
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Bild 19: Messungen zum Flutbeginn fir verschiednene Neigungswinkel 6 und
Querschnittshdhen H des Strdémungswegs, dargestellt in Lee-Parametern

in Bild 19 sind die von Lee gemessenen Dampf-Volumenstromdichten iber Wasser-
Volumenstromdichten in Form von nach Lee modifizierten Wallis-Parametern aufge-
tragen. Der im Bild 19 als Lee-Parameter fir Wasser J',, und Wasserdampf J', be-
zeichnete modifizierte Wallis-Parameter unterscheidet sich vom Wallis-Paramter
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durch die Beriicksichtigung des Neigungswinkels im Term fur die Erdbeschleuni-
gung g. Der Beschleunigungsterm g wird ersetzt durch g sin(6). Der hydraulische
Durchmesser im Wallis-Parameter D, , wurde ersetzt durch die doppelte Héhe des
Querschnitts 2H.

- pult Lee-Parameter fiir Wasser 135
mL \/2Hgsin(1‘})(p|_—pv) ' ( )
. pvdy L .

= - , ee-Parameter flir Dampf. 136
v J 2HgSM(©)(pL—pv) P (136)

Die Darstellung der Versuchsergebnisse in Form von Lee-Parametern laBt erken-
nen, daB der EinfluB der Querschnittshéhe H durch den Lee-Parameter zumindest
fir die kleineren Winkel (siehe Kurven fir 6 = 4.5) gut beschrieben wird. Die Ver-
suchsdaten fur unterschiedliche Querschnittshdhen fallen bei der Verwendung des

Lee-Parameters zusammen.

Weniger gut ist die Versuchsdaten-Reduktion hinsichtlich der Abhéngigkeit vom Nei-
gungswinkel. Je kleiner der Neigungswinkel des Stromungsweges ist, desto gréBer
ist der Wert fiir den Lee-Parameter. Besser geeignet fir eine Versuchsdaten-

Reduktion ist die Verwendung einer schwécheren Abhangigkeit vom Neigungswin-
kel, z.B. des Wurzelwertes des Neigungswinkels 1/sin(ﬂ) wie in den Gleichungen
(137) und (138)

J2
= J o PioL modifizierter Lee-Parameter flr Wasser. (137)
g

Jsin(®) (pL—pv)

J2
Jiy = J Pvey modifizierter Lee-Parameter fir Dampf. (138)

2Hg Jfsin(®) (pL~pv) -

Die Verwendung dieser modifizierten Lee-Parameter fihrt zu der in Bild 20 darge-
stellten Versuchsdaten-Reduktion.
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Bild 20: Messungen zum Flutbeginn fir verschiednene Neigungswinkel 6 und
Querschnittshéhen H des Stromungswegs dargestellt in modifizierten
Lee-Parametern

Eine physikalische Interpretation ist zu dieser Modifikation des Lee-Parameters nicht
erkennbar, so daB auf die Verwendung dieser Modifikation verzichtet wird. Da ohne-
hin in horizontalem Rohr der Wasserspiegel wegen der ausgleichenden Wirkung der
Schwerkraft nur geringe Neigungswinkel aufweist, werden aus den experimentell er-
mittelten Daten von Lee nur die fur die kleinen Winkel beim Herleiten der Berech-
nungsgleichung flir horizontale Rohre bertcksichtigt.

Eine geeignete Approximation der Versuchsdaten von Lee /LEE-85/ fir kleine Win-
kel fihrt zu der Korrelation (139) fir den Flutbeginn, die als durchgezogene Linie in
Bild 19 kenntlich gemacht ist.

C=‘/ mv +m,/J*,‘nL mit C=1.15 und m=0.73 . (139)

Aus dieser Korrelation (139) lassen sich die Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten ermit-

teln zu:

Vie =1.152 J2gHsun(;‘}\)/(pL—pv) ’ (140)
_1.152 [2gHsin(®)(pL-pv)

Vie= 0732 J 5L . (141)
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Diese Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten lassen sich in Ubertragung auf eine Stro-
mung im horizontalen Rohr anwenden, wenn in den Gleichungen (140) und (141)
ool

LH ersetzt wird.

die Funktion sin(6), wie in Bild 18 angedeutet, durch den Term %

Diese Gleichsetzung bedeutet, daB ein Neigungswinkel aus dem Konzentrationsun-
terschied der Wasserphase langs des horizontalen Strdmungsweges z in gleicher
Weise mit einem Impulsaustausch zwischen den Phasen verbunden ist wie der Nei-
gungswinkel der Wasseroberflache der geschichteten Wasserphase in einem ge-
neigten Strémungsweg.

Dieser Ansatz fiihrt zu einer Drift-Geschwindigkeit, die im Betrag und im Vorzeichen

abhéngig ist vom Konzentrationsgradienten —a%.

In der Entwicklung einer Berechnungsgleichung flir das horizontale Rohr wird in den
Gleichungen fir die Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten davon ausgegangen, daB die
Kanal-H6he H durch den Durchmesser D ersetzt werden kann.

Da hinsichtlich des geringen Umfangs an Untersuchungen zum Flutbeginn fir nahe-
zu horizontale Strémungswege eine Entwicklung einer Berechnungsgleichung nach
der hier vorgeschlagenen Methode (Bild 7) nur eingeschrénkt méglich ist (es liegen
z.B. keine Untersuchungen zur Feststellung der Durchmesser-Abhéngigkeit im Be-
reich groBer Durchmesser vor), wird der Einfachheit halber zur Berechnung des
Drift-Flux J,, bzw. der Drift-Geschwindigkeit V,, die Gleichung (94) bzw. (95) im wei-
teren verwendet. Der Drift-Flux fir eine Strémung im horizontalen Rohr errechnet
sich folglich aus der Beziehung (142) zu:

o =sion| 2 | 245 (142
Yo TV,
2gD? ?a%' (pL—pv)
Vvo =1.3225 J S ,
2gD2|%%| (oL -pv)
Vi, =2.4817 J n .
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9.2. Phasenverteilungsparameter flr horizontale Rohrstrémung

Untersuchungen, die das Ziel haben, den Phasenverteilungsparameter C, zu be-
rechnen, liegen fur horizontale Rohre praktisch nicht vor. Ein Ruckgriff auf die Unter-
suchung zum Dampfvolumengehailt a,, von Lockhart und Martinelli /LOC-49/ gibt hier
eine Hilfestellung bei einer Herleitung des Phasenventeilungsparameters.

Lockhart und Martinelli /LOC-49/ stellen in ihren Untersuchungen fest, daB der
Dampfvolumengehalt sich mit Hilfe des von ihnen entwickelten Parameters X, korre-
lieren [&Bt. Im Bild 21 sind die von Lockhart und Martinelli zusammengetragenen
MeBdaten zum Dampfvolumengehalt in horizontalen Rohren unter AusschluB von
Phasenwechsel wie z.B. Verdampfung dargestellt.

1.0 -

o
L)
L

o
o
1

Dampfvolumengehalt o,
o
~

o
N
1

0.0

S S S e S B LNLEC B & B e s e o

0.01 0.1 1 10 100
Martinelli-Parameter X,

Bild 21: Dampfvolumengehalt o, korreliert mit dem Parameter X, nach Lockhart
und Martinelli

Die MeBdaten wurden an horizontalen Rohren mit Durchmessern bis zu 2.6 ¢cm und
Léngen bis zu 17 m gewonnen. Untersucht wurden neben Wasser/Luft-Strémun-
gen diverse Treibstoff/Luft-Strémungen, wie Ol/Luft- und Benzin/Luft-Strdmungen.
Die Systemdrticke variierten zwischen 1 und 3 bar.
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Wallis bestimmte spéter zu diesen MeBdaten eine Ausgleichskurve. Gleichung (50)
beschreibt diese Ausgleichskurve. Diese Kurve ist ebenfalls in Bild 21 zum Vergleich

eingetragen.

Ihre MeBdaten (o, Uber X,) lassen sich in eine Abhangigkeit C, von o, Uberfuhren.
Dazu wird die Definitionsgleichung fir den Korrelationsparameter nach Lockhart und
Martinelli, Gleichung (143), nach dem Verhéltnis der Phasenvolumenstromdichte
aufgeldst (siehe Gleichung (144)).

K =%[%{_:]0.555[%]0.111 . (143)
:-\%:X&"“[%]OAM[%]_MH- (144)

Andererseits 148t sich aus der Definitionsgleichung nach Zuber und Findlay, Glei-
chung (83), ein solches Verhéltnis der Phasenvolumstromdichten bilden, sofern man
unterstellt, daB der Term mit der lokalen Relativgeschwindigkeit vg, den Wert Null
annimmt, siehe hierzu Gleichung (145). Diese Annahme beruht auf der Uberlegung,
daB bei hohen Strémungsgeschwindigkeiten die lokalen Geschwindigkeitsunter-
schiede gegenliber den mittleren Geschwindigkeiten bedeutungslos werden.

JA- evELVRedA=0=(1-Coay)dv—CoovdyL.

O ey >

= 1—C0(X,v J|_

Cotty E = Rzuber- (1 45)

Aus der Gleichsetzung der beiden Verhéltnisse R, .i = Rawer = R ergibt sich die
gewlnschte Abhangigkeit des Phasenverteilungsparameters C, vom Dampfvolu-

mengehalt o:

S
Co=5Rrav (146)

Mit Hilfe dieser Beziehung kann nun aus der Wertepaarung (X,; o) die Wertepaa-

rung (C,; o) berechnet werden.
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Bild 22: Phasenverteilungsparameter C, iber Dampfvolumengehalt o, aus der
Umrechnung der MefBdaten nach Lockhart und Martinelli

In Bild 22 sind die mit der Gleichung (146) auf Phasenverteilungsparameter umge-
rechneten MeBdaten zur horizontalen Rohrstrémung von Lockhart und Martinelli
dargestelit.

Wahrend im Diagramm nach Lockhart und Martinelli (Bild 21) die MeBdaten auch im
Bereich der hohen Dampfvolumengehaite (o, > 0.8) noch eine erhebliche Streuung
aufweisen, verdichten sich dagegen im Bild 22 die MeBdaten in diesem Bereich der
Dampfvolumengehalte zu einer Linie, die gleichzeitig durch Ishiis Korrelation
(Gleichung (63)) beschrieben wird. Insofern ist die Anwendbarkeit der Ishii-
Korrelation fir vertikale Rohre auf horizontale Rohre nachgewiesen.

Im Bereich der niedrigeren Dampfvolumengehalte (o, < 0.8) wird im Fall vertikaler
Strémungen die Gleichung (63) abgel6st durch Gleichung (59) bzw. (60), je nach-
dem, ob es sich um einen Strdmungsweg mit kreisférmigem oder rechteckigem
Strémungsquerschnitt handelt. Im Bild 22 ist der Phasenverteilungsparameter nach
Gleichung (59) (vertikale Strémung in kreisférmigem Strémungsquerschnitt) als Li-
-nie mit C, = 1.2 gekennzeichnet. Es zeigt sich anhand der Auftragung der Mef3daten
von Lockhart und Martinelli /LOC-49/ im Bild 22, daf3 im Unterschied zur vertikalen
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Rohrstrémung die horizontale Rohrstrémung durch héhere Werte flir den Phasen-
verteilungsparameter gekennzeichnet ist. Offensichtlich bewirkt die quer zur Str6-
mungsrichtung verlaufende Schwerkraft eine zusétzliche Separation der Wasser-
von der Dampfphase.

Fur den Bereich der niedrigen Dampfvolumengehalte ist daher eine Modifikation der
Korrelation fur vertikale Rohrstrémung erforderlich, um auf horizontale Rohrstro-
mung angewandt werden zu kdnnen. Diese Modifikation ist in Gleichung (147) durch
Anderung der Koeffizienten von Gleichung (59) von 1.2 auf 1.4 und 0.2 auf 0.4 zum
Ausdruck gebracht.

Co=1.4-0.4 &Y

5. - (147)

Der Phasenverteilungsparameter C, fir den gesamten Bereich der Dampfvolumen-
gehalte ist daher flr horizontale Rohre durch Gleichung (148) festgelegt.

C, = min (Gleichung (147), Gleichung (63)). (148)
Gleichung (148) ist im Bild 22 als dicke, durchgezogene Line eingetragen.

Zusammenfassend stellt sich die Berechnungsgleichung zur Berechnung der Drift-
Geschwindigkeit fur horizontale Rohrstrdmung wie folgt dar: Die grundlegende Be-
ziehung (83), die den Zusammenhang zwischen Drift-Flux und Volumenstromdich-
ten herstellt, ist einerseits mit der Drift-Flux Beziehung (142) und andererseits mit
der Beziehung fir den Phasenverteilungsparameter nach Gleichung (148) auszu-
statten.

9.3.  Uberpriifung der Berechnungsgleichung fiir die horizontale

Rohrstrémung
Die Uberpriifung der Berechnungsgleichung ((83) mit (148) und (142)) fur die hori-

zontale Rohrstrémung erfolgt wie bisher durch Vergleich mit MeBdaten bzw. mit
Korrelationen.

Gute Bedingungen fur eine Uberpriifung der Berechnungsgleichung liefert die japa-
nische Versuchsanlage zur horizontalen Rohrstrémung (TPTF - two-phase fest faci-
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lity). Hier wurden Dampfvolumengehalte entlang einer horizontalen Rohrstrémung
gemessen.

Neben diesem Versuch bieten allerdings auch Messungen an Versuchsstanden, die
in ihrer Teststrecke neben einem horizontal verlaufenden Rohrabschnitt auch Rohr-
abschnitte mit vertikalem oder geneigtem Verlauf beinhalten, die Méglichkeit einer
weiteren Uberprifung der Berechnungsgleichung. Bei diesen Versuchen ist aller-
dings das Gesamtergebnis des Versuchs nur zum Teil durch den Beitrag der hori-
zontalen Rohrstrémung bestimmt. Eine Trennung des Einflusses aus dem horizon-
talen Rohrabschnitt vom EinfluB des Ubrigen Rohrabschnitts auf das Versuchser-
gebnis ist nicht méglich. Diese Uberpriifung hat daher einen geringeren Stellenwert
bei der Bewertung der Berechnungsgleichung flr horizontale Rohrstrémung.

Die japanische Versuchsanlage TPTF wurde im Rahmen des japanischen For-
schungsprogramms ROSA-IV /NAK-83/ erstellt. Eine Uberprifung der Berechnungs-
gleichung hinsichtlich des in der Gleichung verwendeten Voidgradienten kann durch
Vergleiche zwischen berechneten und gemessenen Dampfvolumengehalten fir ver-
schiedene axiale Positionen der Rohrstrémung bewerkstelligt werden.

Die Versuchsanordnungen der Versuchseinrichtungen UPTF /9/ und IVO Loop Seal
/TUO-88/ tragen im geringeren MaBe zur Uberprifung bei. Der UPTF-Versuch 11
erméglicht eine Uberpriifung der Berechnungsgleichung hinsichtlich der Berechnung
des Flutbeginns flr eine Rohranordnung, die geometrisch der sogenannten HeiBen
Leitung zwischen Reaktordruckbehditer und Dampferzeuger eines KWU-
Druckwasserreaktors im MafBstab 1:1 entspricht. Wasser wird an der Dampferzeu-
gerseite des Rohres zugefuhrt und gleichzeitig Dampf auf der gegentberliegenden
Seite, der Druckbehélterseite des Rohres. Der Dampfmassenstrom wird in Stufen
gesteigert bis der Flutbeginn und die Gegenstromgrenze beobachtet werden kon-
nen.

Der IVO Loop-Seal-Test erméglicht eine Uberpriifung der Berechnungsgleichung
hinsichtlich der Berechnung der Drift-Geschwindigkeit fiir stagnierende Wasserpha-
se. Die in dieser Versuchsanordnung betrachtete Rohrleitung entspricht im MaBstab
1:1 der geometrischen Rohranordnung, die vom Pumpenaustritt (iber den soge-
nannten Pumpenbogen zum Dampferzeuger eines sowjetischen 1000-MW Druck-
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wasserreaktors verlauft. Dieser Pumpenbogen wird zu Versuchsbeginn mit Wasser
befdllt. Ein Luftmassenstrom strémt von der Dampferzeugerseite Uber diese Was-
servorlage im Pumpenbogen zur Pumpenseite. Die Wirkung des Luftmassenstroms
auf das stehende Wasser im Pumpenbogen wird untersucht.

9.3.1 Uberpriifung anhand von TPTF-Versuchen

Die horizontale Rohrstrecke der TPTF-Versuchseinrichtung /NAK-83/ erméglicht die
Uberpriifung der Berechnungsgleichung hinsichtlich der Gleichstrémung von Was-
serdampf und Wasser in horizontalem Rohr bei hohem Druck und verschiedenen
Massenstromdichten.

Da diese Rohrstrecke in einen Behalter miindet, in dem zum einen eine Wasservor-
lage und zum anderen eine Dampfatmosphére vor der angeschlossenen horizonta-
len Rohrstrecke eingestellt werden kann, ergibt sich die Méglichkeit den EinfluB die-
ser Randbedingung am Austritt des horizontalen Rohres auf die Wasserverteilung
im Rohr selbst zu untersuchen. Der Dampfvolumengehalt stromaufwérts, also weg
von der Rohrmiindung, wird mit Hilfe von zwei y-Densitometern bei verschiedenen

Rohrlangen abgelesen.

Mef3position MeBposition

Dampf-
und = T

Wasser- —

T g

Einspeisung €| Jtiefliegender

© 1Gemischspiegel

S § (ML below)

MeRposition Mefposition
k=0 k=17 =48

Dampt- l 1 l ] gochgstetl‘\en'der |
und “ ] Gemischspiege
Wasser- ——— : ML above)
Einspeisung

Bild 23: Schematische Darstellung der TPTF-Versuchseinrichtung
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Im Bild 23 ist schematisch der Aufbau die Versuchseinrichtung zur horizontale Rohr-
stromung gezeigt. Die Teststrecke besteht aus einem horizontalen Rohr mit einem
Durchmesser von 0.18 m und einer Lange von 10 m. Bei der relativen Rohrlange
L/D = O tritt das Wasser-/Wasserdampf-Gemisch in die Rohrstrecke ein. Das Ge-
misch passiert bei den relativen Rohriédngen L/D = 17 und L/D = 48 die mehrstrah-

ligen y-Densitometer und miindet danach in einem groBraumigen Behalter.

In diesem Behalter werden durch unterschiedliche Befillung der Gemischspiegel
(ML - Mixture Level) in der Versuchsreihe "ML above" oberhalb der Rohreinbindung
und in der Versuchsreihe "ML below" unterhalb der Rohreinbindung plaziert. Der
Massenstrom aus dem horizontalen Rohr trifft somit bei ML above auf eine Wasser-
vorlage und bei ML below auf eine Dampfatmosphére im Mindungsbereich.

Die zur Auswertung zur Verfligung stehenden Versuche wurden bei einem Druck
von P = 7.5 MPa durchgeflhrt. Die in das Rohr eingespeisten Massenstromdichten

wurden auf die Werte 40 <2 100 X9 400 X9 und 1000 K& eingestellt. In
m2s mas m2s m2s

den Versuchsreihen variierte der Strémungsmassen-Dampfanteil xy von 0.003 bis
0.84.

Die experimentellen Daten zu diesen Versuchen wurden den Veréffentlichungen
/NAK-86/, /IKAW-87/, IKUK-87/, /ANO-89/ und /ASA-91/ entnommen.

Da mit Gleichung (142) der Drift-Flux sich als Funktion eines Gradienten des
Dampfvolumengehalts zeigt, ergibt sich fir die Auswertung dieser Gleichung die
Notwendigkeit der Integration dieses Gradienten langs des Strémungsweges. Die
- Inversion der Gleichung (142) zur Berechnung des Gradienten fihrt auf den Aus-
druck (149).

oL _ 1
ZvZ, D’

37 sign(Jv)| Jwi

(149)

29D (pL—
V’\‘,c=1.3225J 9 (& pv)

29D (pL—-pv)
pL )

X =2.4817 J
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Far den Drift-Flux J,, in Gleichung (149) gilt Gleichung (83):
‘JVL =(1- Zv) Jv - Zv ‘JL. (83)

Langs der Rohrstrecke wird angenommen, daB keine Verdampfung bzw. Kondensa-
tion stattfindet. Somit sind die Volumenstromdichten langs der Rohrstrecke konstant
und aus der Massenstromdichte G und dem Strémungsmassen-Dampfanteil Xy be-
rechenbar.

_Gxy
Jv————pv i

G =xv)
J=—5—""

Wegen der Differenzenbildung in Gleichung (83) nimmt der Gradient nach Glei-
chung (149) bei kleinem Z, und jeweils in z-Richtung positiv definierten Volumen-
stromdichten Werte groBer Null und bei groBem Z, Werte kleiner Null an. Das be-
deutet, daB in z-Richtung der Dampfvolumengehalt je nach Vorzeichen dieses Dirift-
Flux-Terms zunehmen oder abnehmen kann. Nur fir den Sonderfall, daB der Drift-
Flux-Term Null ist, findet keine weitere Anderung des Dampfvolumengehaltes langs
der z-Richtung im Rohr statt. Bei Annaherung an die Werte flr Z, an eins oder Null
erreicht der Gradient jeweils einen betragsméBsig unendlich grof3en Wert.

Zur Berechnung des Dampfvolumengehaltes o, langs des Strémungsweges ist au-
Ber der Vorgabe der Volumenstromdichten J, und J, auch die Vorgabe einer Rand-
bedingung flir das KonzentrationsmaB Z, bzw. flr den Dampfvolumengehalt o, we-

genZ,=C, oy, erforderlich.

Fiir die Versuchseinrichtung TPTF ist die Vorgabe des Dampfgehaites am Austritt
des horizontalen Rohres in den Behélter naheliegend. Fur die Versuchsreihe "ML
above" wird von einem niedrigen Dampfvolumengehalt von 0.05 und far die Ver-
suchsserie "ML below" von einem hohen Dampfvolumengehalt von 0.95 im Min-
dungsbereich des Rohres ansatzweise ausgegangen. Die genaue Vorgabe eines
Dampfvolumengehaltes in der Rohrleitung ist unerheblich, weil im Mindungsvolu-
men die gréBten Gradienten von der Berechnungsgleichung berechnet werden. Ei-
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ne Setzung des Randwertes auf z.B. einen Wert von o, = 0.01 bringt fur die Dampf-

volumengehalte im horizontalen Rohr keine erkennbare Anderungen.

Fir die Differential-Gleichung (149) wurde eine numerische Auswertung nach der

Beziehung (150) vorgenommen.

ol zeaz= (XrLl_z+ag“ZL|_de- (150)

Fur die Intervaliange dz wurde ein Millimeter gewahlt.

Die Bilder 24 bis 26 zeigen den sich aus Gleichung (150) ergebenden Verlauf des
Dampfvolumengehaltes o, l&ngs des Strémungsweges des horizontalen Rohres von
der Rohrposition 0 m (Einspeiseort) bis zur Rohrposition 10 m (Miindung in den Be-
halter) bei den Massenstromdichten G = 40 —= kg , G = 400 kg und G = 1000 kgs

mit jeweils demselben Stromungsmassen-Dampfantell Xv 0.2. Zum Vergleich wur-
den in dieselben Bilder die in der TPTF-Versuchseinrichtung gemessenen Dampfvo-

lumengehalte aus den Versuchsserien "hochstehender Gemischspiegel" und "tieflie-
gender Gemischspiegel" von den Rohrpositionen L/D = 17 und L/D = 48 eingetra-

gen.
Durchmesser D=0.18 m
3 Systemdruck P =7.5MPa
= Massenstromdichte G = 40 kg/m’s
£ .
g Strdmungsmassen-Dampfanteit x, = 0.2
G
E
=
£
E
@
o

0.0 20 4.0 6.0 8.0 10.
Rohrldnge (m)

Bild 24: Dampfvolumengehalt o, I&ngs des horizontalen Rohres bei einer
Massenstromdichte von 40 Tn% und einem

Stromungsmassen-Dampfanteil Xy von 0.2
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Durchmesser D =0.18 m

Systemdruck P=7.56 MPa
Massenstromdichte G = 400kg/m’s
Strbmungsmassen-Dampfanteil x, = 0.2

Dampfvolumengehalt a,

0.0 20 4.0 6.0 8.0 10.
Rohridnge (m)

Bild 25: Dampfvolumengehalt o, l1angs des horizontalen Rohres bei einer

Massenstromdichte von 400 r:2gs und einem

Strémungsmassen-Dampfanteil xyvon 0.2

Durchmesser D=0.18 m
Systemdruck P =7.5 MPa
Massenstromdichte G = 1000 kg/m’s

Strdmungsmassen-Dampfanteil x, = 0.2

Dampfvolumengehalt o,

0.0 20 4.0 6.0 8.0 10.
Rohriénge (m)

Bild 26: Dampfvolumengehalt o, 1&ngs des horizontalen Rohres bei einer
Massenstromdichte von 1000 FnEZg_s- und einem
Strdmungsmassen-Dampfantei xy von 0.2

Diese Bilder 24 bis 26 zeigen, daB zwar langs des Strémuﬁgsweges der Dampivolu-
mengehalt sich picht wesentlich dndert, jedoch daB sich die Randbedingung fir den
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Dampfvolumengehalt von der Miindung stromaufwérts insbesondere bei niedrigen
Massenstromdichten sehr weit in das 10 m lange Rohr hinein fortpflanzt. Darlber
hinaus zeigen die Bilder, daB die Berechnungsgleichung (149) sich in sehr guter
Ubereinstimmung hinsichtlich des Dampfvolumengehaltes und hinsichtlich der Be-
schreibung dieser Randwert-Fortpflanzung mit den Messungen befindet.

Abweichungen, die teilweise zwischen Messung und Rechnung bestehen, konnten
aus einer unzureichenden MeBgenauigkeiten resultieren. In den Bildern 24 bis 26
fallen beispielsweise gemaB der TPTF-Messung in Richtung Rohrmindung die
Dampfvolumengehalte bei tiefliegendem Wasserspiegel ab. Bei tiefiegendem Was-
serspiegel ist jedoch von einer Beschieunigung der Wasserphase im Mindungsbe-
reich auszugehen. Eine Beschleunigung der Wasserphase bedeutet aber eine Zu-
nahme des Dampfvolumengehaltes. Insofern muf3 der gemessene Wert mit einem
entsprechenden Unsicherheitsband betrachtet werden, der in den Bildern als Feh-
lerbalken angedeutet ist. Eben dieses Unsicherheitsband ist sicherlich auch der
Grund, warum insbesondere im Bild 26 die TPTF-Daten far tiefliegenden Wasser-
spiege! (Dreiecke) entgegen den allgemeinen Erfahrungen niedrigere Dampfvolu-
mengehalte anzeigen als TPTF-Daten fir hochliegenden Wasserspiegel (Kreise).

Die bisher verfligbaren Korrelationen zur Beschreibung des Dampfvolumengehaltes,

2.B die Korrelation von Lockhart und Martinelli /LOC-49/, stellen einen eindeutigen
Zusammenhang zwischen Xy und o, her und sind damit nicht in der Lage, dieses
Randwert-Phanomen zu beschreiben. Diese Korrelationen liefern zu einer Massen-

stromdichte und Strémungsmassen-Dampfanteil nur einen Dampfvolumengehalt.
Die Berechnungsgleichung (142) wird ebenfalls zu einer solchen )'(v-ch-KorreIation,
wenn man die Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten und damit den Drift-Flux zu Null

annimmt (siehe hierzu die gestrichelte Line in den Bildern 24 bis 26). Die Auswer-
tung der so reduzierten Berechnungsgleichung zeigt im Vergleich mit der vollstandi-
gen Berechnungsgleichung (142) den EinfluB des Drift-Flux auf die Berechnung der
Dampfvolumengehalte. In den Bildern 24 bis 26 ist unter der Kurvenbezeichnung
"Berechnungsgleichung mit lokalem Drift-Flux gleich Null" die um den lokalen Drift-
Flux reduzierte Auswertung der Berechnungsgleichung (142) gezeigt.

Der Vergleich zwischen der vollstandigen Berechnungsgleichung (142) und der re-
duzierten Berechnungsgleichung laBt erkennen, daB mit zunehmender Massen-
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stromdichte G der Beitrag aus dem Drift-Flux zur Berechnung des Dampfvolumen-

kg

gehalts zuriickgeht. Wenn bei einer Massenstromdichte von G =40 e noch ein

erheblicher Unterschied von anndhernd 0.4 im Dampfvolumengehalt besteht, kon-
vergiert dagegen bei einer Massenstromdichte von G = 1000 r:g das Resultat aus

Gleichung (142) gegen das Resultat aus der reduzierten Gleichung.

Bisher wurde der Verlauf des Dampfvolumengehaltes bei verschiedenen Massen-
stromdichten langs des horizontalen Rohres diskutiert. Die Abhangigkeit des Dampf-
volumengehaltes bei konstanter Massenstromdichte mit variierendem Strémungs-
massen-Dampfanteil wird in den Bildern 27 und 28 dargestelit. Fir die Rohrposition
L/D = 17 wurden nach Gleichung (142) die Dampfvolumengehalte fiir die Randbe-
dingungen, Gemischspiegel tief und hoch, bei variierenden Stromungsmassen-
Dampfanteilen berechnet. Zum Vergleich sind die in der TPTF-Versuchseinrichtung
gemessenen Dampfvolumengehalte derselben Rohrposition in den Bildern eingetra-

gen.
1.0 T —~
Durchmesser D=0.18 m

3 081 Systemdruck P=7.5 MPa
- Massenstromdichte G= 100 kg/m’s
©
S MeBposition L/D=17
D 0.6 (etwa 7 m stromaufwérts von
S der Rohrmiindung entfernt)
E
=
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Bild 27: Dampfvolumengehalt o, bei einer Massenstromdichte von 100 ak—zgg und

variierendem Strémungsmassen- Dampfanteil Xy
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> Systemdruck P = 7.5 MPa

% 0.8
= Massenstromdichte G = 1000 kg/m’s
«©
S MeBposition L/D = 17

D 0.6 (etwa 7 m stromaufwirts von
5 der Rohrmilndung entfernt)
E
2
£ o041
o
=
S
(@]

L§ LR BLILELE ;""""""‘1" I | m 1 W
10° 10° 10" . 1
Stromungsmassen-Dampfanteil x,

Bild 28: Dampfvolumengehalt o, bei einer Massenstromdichte von 1000 r:gs und

variierendem Strémungsmassen- Dampfanteil Xy

Bild 27 zeigt die Daten flr eine Massenstromdichte G von 100 Fn% und Bild 28 fur

eine Massenstromdichte G von 1000 Fnhgé' Die experimentellen Ergebnisse zeigen,
daB bei der geringeren Massenstromdichte von 100 mL,‘,g-s— die Dampfvolumengehalte
an der Rohrposition L/D = 17 mit abnehmenden Stromungsmassen-Dampfanteil

sich zu unterscheiden beginnen. Der Unterschied ist fur den kieinsten Strémungs-
massen-Dampfanteil am gréBten, er betragt etwa Aa,, = 0.6. Dieses MeBergebnis.
wird durch die Berechnungsgleichung (142) in guter Ubereinstimmung wiedergege-
ben. Bei der 10-fachen Massenstromdichte von 1000 mk_gs zeigen die Versuche,
daB hinsichtlich variierendem Strémungsmassen-Dampfanteil kein Unterschied zwi-
schen den Dampfvolumengehalten verschiedener Randbedingungen besteht. Auch
hier wird ebenfalls durch die Berechnungsgleichung (142) das experimentelle Er-
gebnis gut wiedergegeben.

9.3.2 Uberprifung der Berechnungsgleichung anhand von
IVO-Experimenten

Der IVO Loop-Seal-Test erméglicht die Uberprifung der Berechnungsgleichung hin-
sichtlich der Berechnung der Drift-Geschwindigkeit fir die stagnierende Wasserpha-
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se. Die in dieser Versuchsanordnung verwendete Rohrleitung entspricht im MaBstab
1:1 der geometrischen Rohranordnung, die vom Pumpenaustritt Uber den soge-
nannten Pumpenbogen zum Dampferzeuger eines sowjetischen 1000-MW Druck-
wasserreaktors verlauft. Im Bild 29 ist dieser sogenannte Pumpenbogen mit seinen
Abmessungen dargestelit.

Dampferzeugerseite

Pumpenseite

-~

le— 1560 —»

g
|
!
g
T

«— 1765 —»{«——— 4300 > 1340 —>

Bild 29: Schematische Darstellung des Pumpenbogens der IVO-Versuchsanlage

Die linke Seite dieses Rohrbogens mit dem gréBeren Rohrkrimmer flhrt in der
realen Reaktoranlage zum Dampferzeuger, die rechte Seite zur Pumpe.

Der horizontal verlaufende Abschnitt des Pumpenbogens wird zu Versuchsbeginn
teilweise mit Wasser befilit. Die Wasserbefiillung dieses Rohrabschnitts wird dimen-
sionslos durch den Wasservolumengehalt o, ausgedrickt, der hier als Mittelwert far
den gesamten Pumpenbogen zu verstehen ist. Im Versuch wird ein Luftvolumen-
strom von der Dampferzeugerseite zur Pumpenseite (ber diese Wasservorlage ge-
leitet. Aufgrund des Impulsaustausches zwischen Luft und Wasser bewirkt dieser
Luftvolumenstrom eine Verlagerung des Wassers zur Pumpenseite. Dies ist sche-
matisch in Bild 29 dargestellt. Durch Steigerung dieses Volumenstromes erreicht
man ab einem bestimmten Luftvolumenstrom das erstmalige Entstehen von Was-
serpfropfen. Dabei findet ein Wechsel der Stromungsform von stratifizierter Stro-
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mung zur Pfropfenstromung (die Experimentatoren sprechen von "Onset of Slug-
ging") statt.

Dieses Phanomen, Wechsel der Strémungsform, kann mit der Berechnungsglei-
chung (149) ebenfalls berechnet werden. Zur Integration der Gleichung (149) wird
wieder von Gleichung (150) Gebrauch gemacht. Intervalle dz von einem Millimeter
werden angesetzt.

In der Auswertung der Berechnungsgleichung wird angenommen, daB der Wasser-
volumenstrom im gesamten Pumpenbogen stagniert und die Dampfvolumenstrom-
dichte langs des Pumpenbogens konstant ist.

Durchmesser D = 0.85 m
Systemdruck P = 0.25 MPa

Wasservolumengehalt o,

0.0 1.0 2.0 3.0 40 43
Lénge des horizontalen Rohrabschnitts (m)

Bild 30: Wasservolumengehalt o langs des horizontalen Rohrabschnitts des
Pumpenbogens

Um das Phanomen, Ausbildung von Wasserpfropfen, mit Hilfe der Berechnungsglei-
chung zu beschreiben wird dartiber hinaus angenommen, daB die Wasserphase am
Rohrkriimmer zur Pumpe durch den Luftstrom derart aufgestaut wird, daB sie fast
den gesamten Strédmungsquerschnitt an diesem Rohrkrimmer einnimmt, also am
Rohrkriimmer einen Wasserpfropfen bildet. Der Wasservolumengehalt an diesem

Rohrkriimmer wird mit o, = 0.95 angesetzt. Die Festzetzung dieses Randwerts hat
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wegen des steilen Gradienten einen vernachlassigbaren EinfluB auf die Dampfvolu-
mengehalte stromaufwérts.

In Bild 30 sind die mit Gleichung (149) und den obengenannten Annahmen berech-
neten axialen Verlaufe des Wasservolumengehaltes o, im horizontalen Rohrab-
schnitt des Pumpenbogens Uber der Lédnge von 4.3 m bei verschiedenen Volumen-
stromdichten, ausgedrlckt durch den dimensionslosen Wallis-Parameter fir Dampf,
dargestellt. Die Volumenstromdichte ergibt sich aus dem dimensionslosen Wallis-
Parameter J', zu:

Jv=J ‘/—Dg(%“p") . (151)

Das Bild 30 zeigt, daB mit abnehmender Beflillung des Pumpenbogens die Gasge-
schwindigkeiten zunehmen muB, um die Wasserphase am Rohrkrimmer bei der
Rohrposition 4.3 m derart aufzustauen.

Durchmesser D=0.85m
£ Systemdruck P = 0.25 MPa
;.% stagnierendes Wasser
£
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.‘.‘:’ o Pv
o g Jy=dy
S Dap
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29
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85
S£

0.02 0.04 0.06 0.08 . 0.10 0.12
Dampf-Wallis-Parameter J,

Bild 31: Uber den Pumpenbogen gemittelter Wasservolumengehalt o, in
Abhangigkeit von der Gasvolumenstromdichte, ausgedrickt durch den
Dampf-Wallis-Parameter J',

109



Im Bild 31 sind die iber den Pumpenbogen gemittelten Wasservolumengehalte o, in
Abhangigkeit vom Wallis-Parameter flr Dampf aufgetragen, die jeweils zu dem
Wasseraufstau am Rohrkrimmer des Pumpenbogens fuhren. Die Mittelung er-
streckt sich teilweise in die Rohrkriimmer hinein, da auch hier ein Teil des Wassers
gespeichert wird. Dieser Anteil ist im Verhaltnis zur horizontalen Rohrstrecke gering.

Zum Vergleich sind in das Bild 31 die von IVO gemessenen und die sich aus dem
Kriterium von Taitel und Dukler /TAI-75/ far den Wechsel der Strémungsform erge-
benden Wasservolumengehalte eingetragen. Die experimentellen Daten sind der Li-
teraturstelle /TUO-88/ entnommen. Aus Vereinfachungsgriinden wurden die sich
aus dem Taitel/Dukler-Kriterium ergebenden Wasserhéhensténde im zylindrischen
Rohr ohne Umrechnung auf den entsprechenden Wasservolumengehalt direkt dar-
gestellt, da diese Unterschiede maximal 6% betragen und sich nur bei Wasservolu-
mengehalten um 0.25 und 0.75 zeigen.

Das Bild 31 zeigt, daB Abweichungen zwischen Ergebnissen der Berechnungsglei-
chung und den experimentellen Daten mit gréBeren Wallis-Parametern zunehmen.
Dies kann darauf zuriickgefiihrt werden, daB bei gréBeren Wallis-Parametern die
Speicherung von Wasser weiter in den pumpenseitigen Rohrkrimmer hinein stattfin-
det, die in der vereinfachten Auswertung der Berechnungsgleichung nicht berick-
sichtigt wird. Der pumpenseitige Rohrkrimmer wird in der Auswertung der Berech-
nungsgleichung nur bis zur verlangerten Oberkante des horizontalen Rohres be-
ricksichtigt.

Die Ubereinstimmung der Ergebnisse der Berechnungsgleichung mit IVO-Daten und
der Taitel/Dukler-Korrelation zeigt, daB die Berechnungsgleichung auch als
Strémungswechsel-Kriterium benutzt werden kann.

Nach dem Umschlag der Rohrstrémung von stratifizierter Strémung zur Pfropfen-
stromung beobachteten die IVO-Experimentatoren, daB gréBe Wassermassen im
Pumpenbogen sich mit der Gasstrémung vor und zuriick bewegen. Bei diesen
Pulsationen findet ein periodischer Wasserauswurf aus dem Pumpenbogen statt.
Der Wasserinhalt des Pumpenbogens verringert sich dabei soweit, bis der Wasser-
auswurf vernachlassigbar ist und wieder im zeitlichen Mittel eine stagnierende Was-
serstrémung vorliegt. Im Unterschied zum bisherigen befindet sich jetzt auch Was-
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ser im gesamten pumpenseitigen Rohrkrimmer und im vertikalen Rohrabschnitt des
Pumpenbogens. In diesem Versuch wurde die dabei verbliebene Wassermenge
festgestellt, indem der Gasstrom abgestelit wurde und das sich im unteren Teil des

Pumpenbogens sammelnde Wasservolumen gemessen wurde.

Die Auswertung der Berechnungsgleichung (149) fir diese Situation verlangt die
Kenntnis des Wasservolumengehaltes im pumpenseitigen Rohrkrimmer als Rand-

wert fir den horizontalen Rohrabschnitt.

Fur Rohrkriimmer liegen derzeit keine Flutbeginn-Versuche vor, an denen eine Be-
rechnungsgleichung speziell fir Rohrkriimmer abgeleitet werden kdnnte. Deshalb
wird erneut auf die experimentellen Ergebnisse der Lee-Versuche /LEE-85/ fur gro-
Bere Neigungswinkel zuriickgegriffen. Im Unterschied zu den kleinen Neigungswin-
keln ergeben sich fiir die Neigungswinkel um 40° etwas kleinere Grenzleerrohr-
Geschwindigkeiten, siehe Bild 19.

Die Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten fiir diesen Winkelbereich lassen sich durch
die Modifikation des Parameters C der Gleichungen (140) und (141) von C = 1.15
auf C = 0.9 approximieren. Die Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten flr diesen Winkel-
bereich lauten daher:

Hsi -
Ve =0.902 ng S'"(gg(m Pv). (152)
_0.902 |2gHsin(@®)(pL-pv)
Vie =473z J pL ' (153)

Fir die in diesen Gleichungen (152) und (153) enthaltenen Neigungswinkel wird fir
den 90°Rohrkrimmer ein mittlerer Winkel von 45° angenommen. Die Kanalhéhe H
dieser Gleichungen wird wie bisher dem Durchmesser D gleichgesetzt.

Die Berechnungsgleichung (117) (fUr vertikale Rohre) wird daher mit diesen
Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten (152) und (153) ausgestattet, um hieraus den

Dampfvolumengehalt o, im 90°-Rohrkrimmer zu berechnen.

Das Ergebnis der so ausgestatteten Berechnungsgleichung (117) wird der Berech-
nungsgleichung (149), fir den horizontalen Rohrabschnitt, als Randwert bereitge-
stellt. Zur Berechnung des Dampfvolumengehaltes im senkrechten Rohrabschnitt
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des Pumpenbogens kann wie bisher von der Berechnungsgleichung (117) mit den
Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten (112a,b) Gebrauch gemacht werden.

107 Durchmesser D = 0.85 m
Systemdruck P = 0.25 MPa
3 0.8 stagnierendes Wasser
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Lange des horizontalen Rohrabschnitts (m)

Bild 32: Wasservolumengehalt o, l&ngs des horizontalen Rohrabschnitts des
Pumpenbogens
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Bild 33: Wasservolumengehalt in Abhangigkeit vom Dampf-Wallis-Parameter -
Vergleich zwischen Ergebnissen der Berechnungsgleichung und
experimentellen Daten von IVO
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In den Bildern 32 und 33 sind jeweils die sich aus den Berechnungsgleichungen er-
gebenden Wasservolumengehalte o, dargestelit. Bild 32 zeigt den axialen Verlauf

des Wasservolumengehalts o, langs des horizontalen Rohrabschnitts fur drei ver-
schieden Dampf-Wallis-Parameter. Der Wert bei der Rohrposition 4.30 m entspricht
dem Wert im pumpenseitigen Rohrkrimmer.

Im Bild 33 sind die sich aus den Berechnungsgleichungen fir den Rohrkrimmer, fur
den senkrechten Rohrabschnitt und die sich im horizontalen Rohrabschnitt nach Ab-
schalten der Gasstrdmung ergebenden Wasservolumengehalte in Abhéangigkeit vom
Wallis-Parameter J', gezeigt. Zum Vergleich sind die IVO-Messungen der Wasser-
volumengehalte nach Abschalten der Gasstrémung eingetragen. Die experimentel-
len Daten sind der Literaturstelle /TUO-88/ entnommen.

Die Berechnungsgleichungen lassen erkennen, daB im Rohrkrimmer die héchsten
Wasservolumengehalte auftreten. In den horizontalen Rohrabschnitt hinein nehmen
diese Gehalte ab und auch im vertikalen Rohrabschnitt werden sehr viel geringere
Wassergehalte berechnet. Nach Abschalten des Gasstromes lauft das Wasser aus
dem vertikalen in den horizontalen Rohrabschnitt. Dadurch kommt es zu einer An-
hebung des Wasservolumengehaltes im horizontalen Rohrabschnitt des Pumpenbo-
gens Uber den Wert des Wasservolumengehaltes des Rohrkrimmers hinaus.

Der Vergieich der berechneten Wasservolumengehalte bei abgeschaltetem Gas-
strom zeigt eine gute Ubereinstimmung mit dem experimentellen Ergebnis. Ein-
schrankend muf allerdings darauf hingewiesen werden, daB dieser Vergleich keine
unmitteloare Uberprifung der Berechnungsgleichung fiir horizontale Rohrstrémung
darstellt, weil die Anteile aus der Berechnungsgleichung zum Rohrkrimmer und
zum vertikalen Rohrabschnitt ganz wesentlich das Gesamtergebnis "Wasservolu-
mengehalt nach Abschaltung" bestimmen. Die Berechnung des Wasservolumenge-
haltes im Rohrkrimmer dominiet das Gesamtergebnis, da hier zum einen der
Randwert flir die horizontale Rohrstrecke vorgegeben wird und gleichzeitig die Was-
serspeicherung im Rohrkrimmer selbst durch das Zurlcklaufen von Wasser nach
Abschaltung der Gasstrdmung zum Gesamtergebnis beitragt. Damit stellt der Ver-
gleich eher eine Uberprilfung der Berechnungsgleichung fiir die Strémung im Rohr-
krimmer dar.
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9.3.3 Uberpriifung der Berechnungsgleichung anhand des

Versuchs UPTF 11
UPTF steht fur Upper Plenum Test Eacility. Es handelt sich hierbei um eine Ver-
suchseinrichtung, die mit Strdmungskanélen ausgestattet ist, die einem 1:1-Abbild
des Primérkreislaufs eines 1300 MW Druckwasserreaktors vom Hersteller Siemens
(KWU) entsprechen. Im einzelnen sind in der UPTF-Versuchseinrichtung abgebildet:

° das ReaktordruckgefaB mit Ringraum, Unterem Plenum und Obe-
rem Plenum,

4 der obere Teil des Kernbereichs mit 193 Brennelementsimulatoren
(jedes Element besteht aus einer 16x16 Stabanordnung) und Bren-
nelementkopf sowie Gitterplatte,

° vier Kuhimittelschleifen bestehend aus HeiBem und Kaltem Strang
und

. vier Pumpen- und Dampferzeuger-Simulatoren in den Schieifen.

Die Versuchseinrichtung gestattet die Untersuchung der Thermohydraulik von
Dampf-/Wasserstrémungen in diesen Strémungskanélen bei Driicken bis zu 2 MPa.

Der Versuch UPTF 11 faBt eine Serie von Versuchslaufen zusammen, die der Er-
mittlung des Flutbeginns im HeiBen Strang innerhalb einer Schleife dienen. Dieser
Versuch erméglicht die Uberpriifung der Berechnungsgleichung (Gleichung (83) mit
(149)) hinsichtlich der Berechnung des Flutbeginns fiir eine Rohranordnung, die
geometrisch dem sogenannten HeiBen Strang einer Reaktoranlage im MaBstab 1:1
entspricht. Der HeiBe Strang verbindet im Druckwasser-Reaktor das Obere Plenum
des Reaktordruckbehaélters mit dem Dampferzeuger. Diese Rohrleitung ist in Bild 34

mit ihren Abmessungen, so wie sie in der UPTF-Versuchseinrichtung vorliegt, dar-
gestellt.

Im Versuch UPTF 11 wird Wasser an der Dampferzeugerseite des Rohres einge-
speist. Gleichzeitig wird Dampf auf der gegeniiberliegenden Seite, die mit dem Obe-
ren Plenum verbunden ist, zugeflhrt. Der Dampfmassenstrom wird in Stufen erhéht,
bis der Flutbeginn und die Gegenstromgrenze beobachtet werden kénnen.
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Bild 34: Schematische Darstellung der HeiBen Leitung der
UPTF-Versuchseinrichtung mit Abmessungen, die flir die
Dampf-/Wasserstrdémung von Bedeutung sind

Das Bild 34 zeigt, daB diese Rohrleitung im Rohrleitungsabschnitt der sogenannten
Hutze (siehe Schnitt A - A) sich im Querschnitt &ndert. Damit verbunden ist in die-
sem Bereich auch eine Anderung im hydraulischen Rohrdurchmesser und des Ver-
laufs der Zentrallinie der Rohrleitung. Unter stationdren Strémungsbedingungen oh-
ne Massenaustausch zwischen den Phasen erhéhen sich daher in diesem vereng-
ten Stromungsquerschnitt aufgrund konstanten Massenstromes bzw. Volumenstro-
mes die Volumenstromdichten. Die Auswertung der Berechnungsgleichung ((83) mit
(149)) fur horizontale Rohrstrémungen kann daher nur abschnittsweise erfolgen. Im
Rohrabschnitt der HeiBen Leitung, der dem Schnittbild B - B entspricht, liegt eine
Flache fur den Strémungsquerschnitt von A = 0.4412 m? zugrunde. Im Bereich der
Hutze, Schnittbild A - A, ist von einem Querschnitt von A = 0.3964 m? und einem hy-
draulischen Durchmesser von 0.6217 m auszugehen.

Da der Flutbeginn fir geneigte Rohre, also auch fiir den 50°-Rohrabschnitt, nicht fur
die gesamte Rohranordnung begrenzend ist, kann sich die Berechnung der Gegen-
stromgrenze auf den horizontalen Rohrabschnitt des HeiBen Stranges beschranken.

Fur den geneigten Rohrabschnitt mit einer Winkellage um 50° ergibt sich aus den
Untersuchungen von Bankoff und Lee /BAN-82/, daB die Korrelation fiir den Fiutbe-

115



ginn (139) mit dem Parameter C = 0.9 auszuwerten ist. Siehe hierzu auch das Bild
19.

C=JJmv +m,/J;’“L mit C=0.90 und m=0.73. (154)

Die Auswertung der Lee-Parameter J', und J',, (siehe Definitionsgleichungen (135)
und (136)) hat dabei mit dem Sinus von 50° zu erfolgen.

Die Auswertung der Berechnungsgleichung fiir horizontale Strémung in einen Ver-
gleich gestellt mit der Auswertung der Flutbeginn-Korrelation (154) zeigt, daB der
Flutbeginn im horizontalen Rohrabschnitt der UPTF-Rohrleitung bei kieineren Volu-
menstromdichten stattfindet.

Wenn man zur Abschétzung annimmt, daB im horizontalen Rohrabschnitt der gréBt-
mdégliche Gradient des Wasservolumengehalts sich bestimmt durch die Entwicklung
des Wasservolumengehaltes von Null am Beginn auf den Wert eins am Ende der
Rohrstrecke, also nach einer Lauflange von 6.73 m, dann folgt daraus ein Wert fur
diesen Gradienten von %‘-"Z—L =0.149r—1n- bzw. ein Wert fir den Sinus von 4%,
sin(9) =%D =0-149'r1ﬁ 0.75m =0.111. Selbst bei einem Wert fir den Parameter C
von 1.15 fir die horizontale Rohrstrecke ergibt sich daraus in der Gegenuberstel-

lung,
2 / i 2 / i

[C sin(9) ]geneigt > [C sin(9) ]horizontal’

0.92 J/sin50° > 1.152 JO.111,

0.7089 > 0.4406.
daB die Wallis-Parameter im Falle der geneigten Rohrstrecke um etwa 60% groBer
ausfallen als die Wallis-Parameter der horizontalen Rohrstrecke. Zum Flutbeginn
sind damit bei gleicher Wasser-Volumenstromdichte die Dampf-Volumenstrom-
dichten fir das geneigte Rohrstiick um 60% gréBer als die Dampf-Volumenstrom-

dichten fur das horizontale Rohrstiick. Das 50%Rohrteil ist daher bei der Berech-
nung des Flutbeginns nicht maBgeblich.

Die genaue Berechnung des Flutbeginns fir die Rohranordnung zum HeiBen Strang
erfolgt durch Auswertung der Differential-Gleichung (149) mit Hilfe der Gileichung
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(150), wobei zur numerischen Approximation das Intervall von dz = 0.01 m ange-
setzt wird. Bei der Auswertung dieser Gleichungen (149) und (150) wurde beachtet,
daB im Rohrabschnitt der Hutze sich der hydraulische Durchmesser D, 4 und der
Strdmungsquerschnitt A &ndern.

Zur Berechnung des Flutbeginns wird von einem vorgegebenen Wasser-
Massenstrom G, ausgegangen und durch Variation des Dampf-Massenstromes G,
diejenige Wasservolumengehalt-Verteilung o, (z) gesucht, bei der im Miudungsbe-
reich des HeiBen Stranges zum Oberen Plenum der Wasservolumengehalt nahe
Null und der Wasservolumengehalt zum Rohrkrimmer hin nahe eins wird. Es wird
somit ein Wasserstau am Ansatz zum Rohrkrimmer unterstellt, da im Rohrkrimmer
selbst noch kein Flutbeginn aufgrund obiger Abschatzung méglich ist und das Was-
ser ungehindert den horizontalen Rohrabschnitt erreicht.
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o
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o
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Wasservolumengehalt o,
o
§S
]

o
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|

~—

0.0 .......... 7

0.0 1.0 2.0 3.0 4.0 5.0 60 6.73

Strémungsweglénge im horizontalen
Rohrabschnitt des heiBen Stranges (m)

Bild 35: Verteilungen des Wasservolumengehalts l&ngs des horizontalen
Rohrabschnitts, die dem Zustand Flutbeginn entsprechen

Das Ergebnis dieser Rechnungen ist in Bild 35 fir 6 verschiedene Wasser-
Massenstrdme dargestellt. In der Legende zum Bild 35 sind die Wurzelwerte der
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Wallis-Parameter J', und J', in Zuordnung zu den gezeigten Kurven angegeben. Die
Walllis-Parameter J', und J°_ werden unter Verwendung der geometrischen Abmes-
sungen des ungestdrten Querschnitts des HeiBen Stranges (siehe hierzu Schnitt B -
B im Bild 34) gebildet.

Es zeigt sich, daB bei Annaherung zum Rohrkrimmer hin, Rohrposition 0 m, der
Wasservolumen‘gehalt o, auf kurzer Lange (0.5 m) stark ansteigt. Dieser Wasser-
aufstau auf kurzer Distanz macht viele Iterationen in der Berechnung nétig, um letzt-
lich die gewiinschte Wasservolumengehalt-Verteilung, die dem Zustand Flutbeginn
entspricht, zu treffen.

In Bild 36 sind die resultierenden Wallis-Parameter fir Dampf und Wasser, die zu
dieser flutbeginn-spezifischen Wasservolumengehalt-Verteilung innerhalb des hori-
zontalen Rohrabschnitts gehdren, als Wurzelfunktionen aufgetragen.

Zum Vergleich sind im Bild 36 die experimentellen Daten der UPTF 11-Versuche
eingetragen. Die Daten sind den Literaturstellen /SON-87/ und /RIE-87/ entnommen.

0.0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25
d

Bild 36: Volumenstromdichten bei Flutbeginn dargestellt als Wurzelfunktion der
Wallis-Parameter J', und J', - Gegenuberstellung zwischen berechneten
und experimentellen Werten aus dem Versuch UPTF 11
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Die eingespeisten Dampfmassenstrome kénnen in der Versuchseinrichtung UPTF
gemaB /RIE-87/ mit einer Genauigkeit von +0.6 kg/s bestimmt werden. Dagegen ist

die Bestimmung der Wassermassenstrome, die im Gegenstrom zum Dampf flieBen,
nur indirekt méglich. Der Wassermassenstrom wird aus einer Flllstandsanderung
im sogenannten Testbehalter abgeleitet. Der Wassermassenstrom wurde im Experi-
ment gemé&B /RIE-87/ mit einer Genauigkeit von +5 kg/s und -1 kg/s bestimmt (siehe
hierzu schattiertes Feld im Bild 36).

Der Vergleich zeigt, daB die Berechnungsgleichung ((83) mit (149)) sowohl fur den
Systemdruck 0.3 MPa als auch flr den Systemdruck 1.5 MPa den Flutbeginn im far
den HeiBen Strang in weiten Bereichen korrekt wiedergibt.
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0.0 0.05 0.1 0.15 0.2, 0.25
Wurzel des Wallis-Parameter fiir Wasser J,

Bild 37: Wasservolumengehalt bei Flutbeginn in Abhangigkeit von der
Waurzelfunktion des Wallis-Parameters fir Wasser J',

Neben der Volumenstrom-Messung wurden in den Versuchen der Reihe UPTF 11
auch mit Hilfe eines 3-Strahl-y-Densitometers die Dichten der zweiphasigen Stré-

mung im Strémungsquerschnitt an der horizontalen Rohrposition 6 m von der Rohr-
6ffnung zum Oberen Plenum entfernt festgestellt. Siehe hierzu auch Bild 34, in dem

durch das Symbo! y der Ort der MeBposition angezeigt wird. Das Densitometer lie-
fert gemaB /SAR-92/ eine Dichtemessung mit einer Genauigkeit von + 100 kg/m® far
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Wasser und +7kg/s fir Dampf, so daB fur den zur Halfte geflillten Rohrquerschnitt
der Dampfvolumengehalt mit etwa £0.1 genau bestimmt wird.

In Bild 37 sind die in Wasservolumengehalte umgerechneten Dichte-Messungen des
3-Strahl-Densitometers in Abhéngigkeit vom Wurzelwert des Wallis-Parameters der
Wasserphase dargestellt. Diese gemessenen Wasservolumengehalte zum Zustand
Flutbeginn sind in einen Vergleich gestellt mit den Wasservolumengehalten, die
durch die Berechnungsgleichung flr dieselbe Rohrposition berechnet werden.

Wenn man von der Abweichung fir kleinere Wasser-Wallis-Parameter gegeniiber
dem Experiment absieht, dann zeigt sich auch hier, daB mit Hilfe der Berechnungs-

gleichung sowohl flr den Systemdruck 0.3 MPa als auch fir 1.5 MPa eine im Rah-
men der MeBgenauigkeit fir den Dampfvolumengehalt von +0.1 hinreichend ge-
naue Ubereinstimmung mit den experimentellen Befunden erzielt werden kann.

10. Bedeutung der Berechnungsgleichung fiir Storfallanalysen

Die Rechenprogramme zur Simulation der Thermohydraulik bei Transienten und hy-
pothetischen Kihimittelverluststérféllen in Leichtwasserreaktoren sind in den letzten
Jahren in erheblichem Umfang weiterentwickelt worden. Diese Entwicklung, die
noch nicht abgeschlossen ist, hat zum Ziel, zu einer méglichst realistischen Berech-
nung der Storfallabléufe zu kommen und dadurch die pessimistischen Annahmen
zur Kompensation von Berechnungsunsicherheiten abzubauen. Die Weiterentwick-
lung erfaBt alle Teile der Rechenprogramme, d.h. Grundgleichungssystem, konstitu-
tive Gleichungen, Numerik, Programmstruktur, Benutzeroberflache u.s.w..

Wesentliche Schritte zur realistischen Beschreibung der Zweiphasenstrémung sind
die BerGcksichtigung des thermischen Nichtgleichgewichts zwischen Wasser und
Dampf und der unterschiedlichen Strémungsgeschwindigkeit dieser beiden Phasen.
Hier soll im folgenden nur auf die Bedeutung der Berechnungsgleichung im Hinblick
auf groBraumige Separationsvorgénge naher singegangen werden.

Um Separationsvorgéinge beschreiben zu kénnen, miilssen die Voraussetzungen
daftr bereits im Grundgleichungssystem des Rechenprogramms angelegt sein. Ein
System, bestehend aus den drei Erhaltungsgleichungen fir Masse, Impuls und
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Energie fir das zweiphasige Gemisch, ist nur in engen Grenzen in der Lage, zwei-
phasige Prozesse zu beschreiben.

Ein Grundgleichungssystem, das zwei getrennte Massenerhaltungsgleichungen fir
Wasser und Dampf enthalt (4-Gleichungssystem), ist daher besser geeignet. Damit
laBt sich die verzdgerte Einstellung des thermodynamischen Gleichgewichts bei Ent-
spannungsverdampfung bertcksichtigen, was z.B. bei der Untersuchung eines hy-
potetischen Kuhimittelverluststérfalls wiederum EinfluB auf die kritische Ausstré-
mung am Leck hat. Um im Rahmen eines 4-Gleichungssystems auch die Geschwin-
digkeitsdifferenz zwischen den Phasen beschreiben zu kdnnen, fligt man zu der Dif-
ferentialgleichung fir den Impuls der Mischung noch eine algebraische Gleichung
fir die Differenzgeschwindigkeit hinzu. Meist wird zur Berechnung dieser quasistati-
schen Geschwindigkeitsdifferenz ein sogenanntes Drift-Flux-Modell (z.B. Berech-
nungsgleichung (105)) eingesetzt.

FGhrt man auch fur die Energie getfennte Bilanzgleichungen flr die Phasen ein, so
ist auch die gleichzeitige Abweichung beider Phasentemperaturen von der Sétti-
gungstemperatur in der Rechnung méglich (5-Gleichungssystem). Diese Situation
kann z.B. beim groBen Leck von Bedeutung sein, wenn (berhitzter Dampf aus dem
freigelegten Kern mit unterkiihitem NotkGhiwasser zusammentrifft.

SchlieBlich kommt man zum sogenannten volil separierten Zweifluidmodell (6 - Glei-
chungssystem), bei dem auch noch die Impulserhaltung fir beide Phasen getrennt
bilanziert wird. Dadurch erhéalt man zusétzlich die Méglichkeit, die dynamische Ent-
wicklung der Geschwindigkeiten fiir die Einzelphasen getrennt zu erfassen, das
kann z.B. in der Niederdruckphase bei groBen Lecks von Bedeutung sein, wenn
durch Kondensationsvorgédnge im Zusammenhang mit der Druckspeichereinspei-
sung starke Oszillationen der Strémung angeregt werden.

Mit zunehmender Anzahl der Bilanzgleichungen nimmt auch die Anzahl der Schlie-
Bungsgleichungen zu, die zur Beschreibung des Massen-, Impuls- und Energieau-
stausches der Phasen untereinander und der Einzelphasen mit der Kanalwand
(Wandreibung, Warmeubertragung) notwendig sind. Gleichzeitig entféllt jeweils eine
restriktive Bedingung, d.h. z.B. bei zwei separierten Engergiegleichungen kann auf |
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die Einschrénkung verzichtet werden, daB jeweils eine der beiden Phasentempera-
turen gleich der Sattigungstemperatur sein muB.

Bei der Entwicklung der Rechenprogramme ist also mit der Erweiterung des Grund-
gleichungssystems gleichzeitig auch eine Entwicklung von SchlieBungsgleichungen
zur Beschreibung der Phaseninteraktion (Kondensationsrate, Drift-Flux-Modell,
u.s.w.) durchzufihren. Der sich daraus ergebende erweiterte Bedarf an Uberpriifun-
gen der Berechnungsgleichungen des Rechenprogramms wird dadurch abgedeckt,
daB parallel zur Programmentwicklung zahireiche Einzeleffekt- und Integralexperi-
mente durchgefihrt werden, die mit den neuen Programmen voraus- bzw. nachge-
rechnet werden. Unter einem Integralexperiment versteht man in der Reaktortechnik
ein Experiment, das das Systemverhalten beispielsweise des Primérkreislaufs zu si-
mulieren versucht. Im Gegensatz hierzu ist ein Einzeleffektexperiment auf die Dar-
stellung eines einzelnen Phé&nomens, z.B. Ausbildung eines Gemischspiegels im
Reaktordruckbehélter, konzentrient.
10.1.  Uberprifung der Berechnungsgleichung innerhalb des
Rechenprogramms ATHLET
Die in dieser Arbeit beschriebenen Berechnungsgleichungen fur die Geschwindig-
keitsdifferenz zwischen den Phasen fiir die verschieden geformten Berandungen
der durchstrdmten Kandle wurde in das Rechenprogramm ATHLET /SCH-87/,
/WOL-88/, /AUS-88/ implementiert und (berprift. Diesem Rechenprogramm liegt
u.a. ein 4-Gleichungssystem zugrunde, das nur eine Differentialgleichung fiir die Im-
pulsbilanz des zweiphasigen Gemischs enthélt. Der Geschwindigkeitsunterschied
zwischen den Phasen wird daher auf direktem Wege mit Hilfe der Berechnungsglei-
chung (siehe Gleichung (105) und Gleichungen aus der folgende Tabelle im Kapitel
11) berechnet.

Die in dieser Arbeit vorgestellten Berechnungsgleichungen ersetzen die bisher im
Rechenprogramm ATHLET /STE-89,a/ verwendeten konventionellen Berechnungs-
gleichungen, da deren Entwicklungsstand durch die neuen Gleichungen Uberholt ist.
Die bisherigen Berechnungsgleichungen bestehen aus einer Zusammenschaltung
bekannter Drift-Korrelationen, wie sie bereits im Kapitel 5.1 vorgestellt wurden. Die

siehe im Kapitel 11 die Ubersichtstabelle
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Ubergénge zwischen den verschiedenen Strémungsformen werden in Anlehnung an
verflgbare Korrelationen fir die Strémungsformen ermittelt. Weitere Einzelheiten
kénnen den Literaturstellen /STE-89,b/ entnommen werden.

Im Rechenprogramm ATHLET wird die Berechnungsgleichung an diskreten raumili-
chen Schritten ausgewertet. Die Schrittweiten orientieren sich einerseits an den Ge-
gebenheiten des Strdmungsweges, wie z.B. den Querschnittsdnderungen, Krim-
mungen oder Abzweigen und anderseits an der Forderung, den Rechenaufwand
und damit die Zahl der diskreten Schritte in vertretbaren Grenzen zuhalten. Es ent-
stehen dabei Schrittweiten von 0.1 m bis 2.0 m. Die implementierte Berechnungs-
gleichung ist daher bei der Anwendung in einem Rechenprogramm erneut zu (ber-
prifen, ob die gewlnschte Genauigkeit von der implementierten Berechnungsglei-
chung noch erreicht wird.

Ein solcher Nachweis konnte durch Nachrechnungen von Einzeleffekt-Experimenten
wie beispielsweise dem TPTF-Versuch zur horizontalen Rohrstromung oder dem
UPTF-Versuch zur Gegenstrombegrenzung im HeiBen Strang erbracht werden. Die
hierzu erzielten Ergebnisse sind beispielsweise in den Literaturstellen /SON-87/,
/DRA-90/ und /SKO-88/ dokumentiert worden.

Far die vorliegenden Berechnungsgleichungen wurden dartiber hinaus Uberpriifun-
gen im Rahmen von ATHLET-Rechnungen zu sogenannten Integralexperimenten
durchgefihrt. Im Integralexperiment wird das hydraulische und thermische Verhal-
ten einer im MaBstab verkleinert nachgebildeten Druckwasserreaktor-Anlage simu-
liert. Im Rahmen von sogenannten "internationalen Standardproblemen” wie bei-
spielsweise dem OECD-CSNI International Standard Problem No.18 kénnen Be-
rechnungsgleichungen anhand von Vorausrechnungen zu Integralexperimenten
Uberprift und bewertet werden. In den Literaturstellen /RIN-85/, /RIN-90/ und
/PQI-92/ sind drei verschiedene Vorausrechnungen zu Standardproblemen doku-
mentiert. In allen Vorausrechnungen wurden die hier entwickelten Berechnungsglei-
chungen eingesetzt. Nach objektiven Kriterien kamen die Vorausrechnungen gegen-
Uber Vorausrechnungen anderer Standardproblem-Teilnehmer, die andere Rechen-
programme mit anderen Berechnungsgleichungen verwenden, in fast allen Versuch-
sparametern am nachsten.
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Einen Beleg fir die erzielte Ubereinstimmung zwischen Integralexperiment und der
Vorausrechnung liefert der Vergleich von ausgewéhlten Versuchsparametern des
Standardproblems 27 mit vorausberechneten Parametern des ATHLET-
Rechenprogramms.

Die Aufgabenstellung im Internationalen Standardproblem Nr. 27 bestand in der
Vorausrechnung von Versuchsdaten des Versuchs 9.1.b der franzésischen Integral-
versuchsanlage BETHSY.

Dampferzeuger

U-Rohre

Druck-
halter

Akkumulatoren Druck-
behélt\er
hei3er
Strang
kalter
Strang
Pumpe
Hoch- und
N_iederqruck
Einspeisung Loop 3 Loop 2 Loop 1
beheizte
Stabbiindel

Bild 38: Ubersicht tiber die BETHSY-Versuchsanaige

Bild 38 gibt eine Ubersicht tiber die BETHSY-Versuchsanlage. Diese Anlage simu-
liert das Stérfallverhalten einer franzdsischen 900 MW Reaktoranlage von FRAM-
ATOM mit drei Umwalzschleifen. Der volumetrische MaBstab dieser Versuchsanla-
ge betrégt 1:100 zum Original. Die Anlage ist fir Systemdriicke gleich denen der
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Reaktoranlage ausgelegt. D.h. primarseitig ist diese Anlage bis 17.2 MPa und se-
kundarseitig bis 8 MPa ausgelegt.

Fir das Standardproblem wurde eine Storfalltransiente mit folgenden Eigenschaften
ausgewahit: Der Stérfall wird durch ein 2"-Bruch an einem der kalten Strange aus-
gelést. Die Hochdruckeinspeisung versagt, nachdem die Anregekriterien erreicht
sind. Durch die kontinuierlichen Masseverluste Uber das Leck wird der Kern teilwei-
se freigelegt. Nachdem die Kernaustrittstemperatur 723 K (berschritten hat, wird
durch das Offnen von sekundérseitigen Abblaseventilen als anlageninterne Notfall-
maBnahme eine primérseitige Druckabsenkung eingeleitet. Ziel dieser MaBnahme
ist, das Wasser der Druckspeicher zur Kernkihlung zu nutzen und die langfristige
Kernkiihlung sicherzustellen. Nach Erreichen von stabilen Nachkihibedingungen
wurde der Versuch beendet.

Zur Vorausrechnung dieser Stérfalltransiente wurde mit dem Rechenprogramm
ATHLET die Versuchsanlage mit ihren drei Loops sowohl primarseitig als auch se-
kundérseitig vollstdndig nachgebildet. Die sonstigen Systeme wie Druckspeicher,
Einspeisesysteme, Abblaseventile, Speisewasser- und Frischdampfregelung wurden
insoweit bericksichtigt, wie sie im Versuch zum Einsatz kamen. Der Reaktorkern
wurde nur mit einem Kanal nachgebildet. Daher kann kein radiales Dampf-
volumengehalt- und Temperaturprofil der Rechnung entnommen werden.
10.1.1 Vergleich zwischen Vorausrechnung und BETHSY-Experiment fiir
ausgewahlte Versuchsparameter
Ein Vergleich ausgewahiter Parameter ist fur den Zeitabschnitt von Versuchsbeginn
bis 5000 s in den Bildern 39 bis 42 dargestellt. Ab 5500 s wurde die Vorausrech-
nung mit einem anderem Rechenprogramm (FLUT) fortgesetzt, das speziell flr die
Niederdruckphase entwickelt wurde.

Der Vergleich der Vorausrechnung mit den Versuchsergebnissen zeigt fir alle ge-
messenen Parameter (bis 5500 s) eine gute bis sehr gute Ubereinstimmung. Diese
Ubereinstimmung wurde in /POI-92/ dokumentiert. Die hier gezeigte Parameteraus-
wahl (Wasserspiegel im Kern, Druckdifferenz Uber die ansteigenden U-Rohre des
Loops 2, Leckmassenstrom und Systemdruck) verdeutlicht, daB eine genaue Vor-
hersage der Inventarverteilung des Kiuhimittels im Priméarkreistauf mit dem Rechen-
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programm unter Verwendung der hier vorgestellten Berechnungsgleichungen er-

reicht wurde.

Es ist erwahnenswert, daB diese Vorausrechnung eine sogenannte "blinde" Voraus-
rechnung darstellt. D.h., diese Vorausrechnung wurde ohne Kenntnis der Versuch-
sergebnisse und zugleich als erste Rechnung fiir diese Versuchsanlage BETHSY
angefertigt. Erfahrungen hinsichtlich der optimalen Abbildung der Anlage im Re-
chenprogramm lagen noch nicht vor. Damit bestanden fir die Analyse der Storfall-
transiente vergleichbare Vorausetzungen wie bei einer Reaktoranalyse, wo eben-
falls vor der Analyse keine anlagenspezifischen MeBdaten flir das zu untersuchende
Stérfallspektrum vorhanden sind. Somit zeigt die Vorausrechnung dieses Standard-
problems zugleich den gegenwartigen Stand der Analysetechnik.

Bild 39 verdeutlicht, daB die zeitliche Entwicklung des gemessenen Wasserspiegels
im Kern mit der Vorausberechneten sehr genau tbereinstimmt. Dies geht darauf zu-
rick, daB einerseits die Leckabstrémung und andererseits die Dampferzeuger-
Entleerung in der Vorausrechnung hinreichend genau berechnet werden konnten.

Die Entleerung des Dampferzeugers im Experiment kann anhand von Bild 40 mit
der Entleerung der Vorausrechnung verglichen werden. Die in Bild 40 gezeigte
Druckdifferenz Uber den aufsteigenden Teil des Dampferzeugers ist im Sinne der
Hydrostatik als MaB der Fillung des Dampferzeugers aufzufaBen. Da der gemesse-
ne Druckabgriff Uber eine kiirzere Distanz erfolgt als der aufsteigende Teil lang ist,
erscheint zwischen Messung und Rechnung zu Beginn eine Abweichung. Fallt der
kollabierte Wasserspiegel in den Bereich des MeBabagriffs, dann decken sich der ge-
messene und der berechnete Wert.
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Bild 39: Zeitliche Entwicklung des Wasserstandes im Kern - Vergleich
Vorausrechnung mit BETHSY-Experiment 9.1b
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Bild 40: Zeitliche Entwicklung der Druckdifferenz tiber die ansteigenden U-Rohre
des Dampferzeugers vom Loop 2 - Vergleich Vorausrechnung mit
BETHSY-Experiment 9.1b
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Bild 41: Zeitliche Entwicklung des Leckmassenstromes - Vergleich von
Vorausrechnung mit BETHSY-Experiment 9.1b
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Bild 42: Zeitliche Entwicklung des Systemdruckes - Vergleich von
Vorausrechnung mit BETHSY-Experiment 9.1b
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Da sich das Wasser im aufsteigenden Teil des Dampferzeugers liber den HeiBBen
Strang in das ReaktordruckgefaB entleer, findet im HeiBen Strang ein Gegenstrom
von Dampf und Wasser statt. Mit Hilfe der verwendeten Berechnungsgleichung far
die horizontale Rohrstrémung konnten die hier auftretenden Phasenmassenstrome
genau berechnet werden, folglich konnte der Entleerungsvorgang in seiner zeitli-
chen Entwicklung vorhergesagt werden.

Die Wasserbeaufschlagung des Lecks im Kalten Strang wird im wesentlichen durch
den Wasserzustrom aus dem Dampferzeuger bestimmt. Ein Gleichstrom von Dampf
und Wasser findet auf diesem Strdmungspfad statt. Auch hierzu leistete die Berech-
nungsgleichung fur die horizontale Rohrstrémung eine genaue Aussage Uber den
Wasserzustrom zum Leck, so daB der Wasser- und Dampfaustrag und damit die
Druckentwicklung in Ubereinstimmung zum Experiment (siehe Bild 42) vorausbe-
rechnet werden konnten.
10.2. Reaktoranalysen unter Verwendung verschiedener
Berechnungsgieichungen fiir die Differenzgeschwindigkeit
Im Rahmen von Notkihlanalysen ist die Berechnung der Differenzgeschwindigkeit
zwischen Wasser und Dampf, insbesondere fir den horizontalen Abschnitten der
HauptkihImittelleitungen, von besonderer Bedeutung, da von dieser Berechnungs-
gleichung ein EinfluB auf den Gesamtverlauf der vorausberechneten Transiente
ausgeht. Die Phasenseparation als auch der WassermitriB in die Dampferzeuger
wird je nach verwendeter Berechnungsgleichung verschieden vorhergesagt. Diese
beiden Phanomene bestimmen letztlich das Wasserinventar im Reaktorkern und so-
mit die Entwicklung der Hullrohr-Temperaturen im Reaktorkern. In Notkihlanalysen
flir Reaktoren wird daher festgestellt, ob diese Hullrohr-Temperaturen nicht be-
stimmte zuldssige Grenzwerte (berschreiten.

1983 wurde fur eine 1300 MW-Druckwasserreaktoraniage eine solche Analyse
(Konvoi-Begutachtung) auf der Grundlage der damals zur Verfligung stehenden Be-
rechnungsgleichungen fir die Geschwindigkeitsdifferenz durchgefihrt.

Bild 43 zeigt eine dreidimensionale Ansicht einer 1300 MW-Reaktoranlage vom
Konvoi-Typ mit ihren vier Kihimittelschleifen.
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Anhand einer Wiederholung der damaligen Analyse mit den hier beschriebenen,
mehr realistischen Berechnungsgleichungen, auf dem Entwicklungsstand von 1986
(UPTF-Experimente lagen zu diesem Zeitpunkt noch nicht vor), wird durch Vergleich
deutlich, welche Bedeutung den Berechnungsgleichungen in diesen Analysen zu-
kommt.

Dampferzeuger

Volumenausgleichsleitung

™
N’ e Q brucknatter

Kihimittelpumpe i

Kalter Strang cl \ ‘\"5:,

%, 9
\ = s\ / g
Reaktordruckbehalter \ ="

Pumpenbogen

Bild 43: 3-D-Ansicht einer 1300 MW-Reaktoranlage vom Konvoi-Typ

Zum Entwicklungsstand der Berechnungsgleichung von 1986 lagen flr die horizon-
tale Rohrstrémung nur Korrelationen der Gegenstrombegrenzung auf der Basis von
Walllis-Parametern vor, die experimentell mit Daten bis zu Rohrdurchmessern von
0.18m gestutzt wurden. Eine Extrapolierbarkeit des Wallis-Parameters auf Durch-
messer bis 0.75m, wie es in der Notklhlanalyse fir den HeiBBen Strang erforderlich
ist, wurde seinerzeit nicht erwartet, da bei vertikalen Rohren eine Beschrénkung in
der Extrapolierbarkeit durch Kréning nachgewiesen war. Der spatere UPTF-Versuch
11 hat jedoch gezeigt, daB durchaus flir horizontale Rohre diese Extrapolierbarkeit
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besteht. In der Vergleichsrechnung von 1986 wurde somit aus heutiger Sicht zwar
eine gegeniber den bisherigen Berechnungsgleichungen von 1983 erhohte, aber
immer noch zu kleine Gegenstrombegrenzung ermittelt. Die Vergleichsrechnung
kann daher nicht als Aktualisierung der frilheren Notkihlanalyse angesehen wer-
den. Sie ermdglicht vielmehr durch Vergleich zur Analyse von 1983 eindeutige Er-
kenntnisse zu den Tendenzen, die sich aus der Verwendung einer weiterentwickel-
ten Berechnungsgleichung fiir die Notkiihlanalyse ergeben.

Zur GegenUberstellung der Analysen wird ein kleines Leck im Kalten Strang zwi-
schen Hauptklhimittelpumpe und Reaktordruckbehélter mit der Leckfléache von 160
cm? gewdhlt. Bei den Analysen der GRS zur Errichtungsgenehmigung wurden fur
diese LeckgréBe die unginstigsten Bedingungen fir die Kernkiihlung aus der Stor-
fallgruppe kleinere und mittlere Lecks ermittelt. Die LeckgréBe 160 cm? war einer-
seits gro8 genug, daB es noch zu einer Kernfreilegung kam, andererseits klein ge-
nug, daB die dadurch bedingte Austrocknungsphase im Vergleich zu gréBeren Leck-
querschnitten langer dauerte.

Eine kurz gefaBte Beschreibung des hypothetischen Stérfallverlaufs auf der Basis
der alteren Rechnung sowie die fiir beide Analysen identischen Annahmen zu den
Anfangs- und Randbedingungen werden im Folgenden dargestellt. Im AnschiuB da-
ran werden die Ergebnisse des Vergleichs der beiden Analysen diskutiert.

10.2.1 Anfangs- und Randbedingungen der Reaktoranalysen

Die Anfangs- und Randbedingungen, das Systemverhalten (Reaktorschutzanre-
gungen, Regel- und Steuervorgange) und die Systemausfélle wurden nach konser-
vativen Gesichtspunkten festgelegt. Es wurde angenommen, daB die Reaktoranlage
vom Konvoi-Typ vor dem Stérfall mit einer Reaktorleistung von 3991 MW (106%)
betrieben wurde. Als maximale Stablangenleistung wurde 504 W/cm unterstellt.
Weitere Einzelheiten zur Leistungsverteilung im Kern sind dem Bericht iber die zur
Errichtungsbegutachtung durchgefihrten Notkuhlanalysen /BAL-84/ zu entnehmen.

Als Betriebsdriicke wurde 15.8 MPa im HeiBen Strang des Primérkreislaufs und 6.3
MPa im Dampfdom der Dampferzeuger gewahit. Fur die Kernaustrittstemperatur er-
gab sich 326°C. Nach Abzug eines Massenstroms der Bypassmassenstrome in Ho-
he von 1% des Gesamtmassenstroms fiir den Reflektorbypass, 0.5% fiir den Dek-
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kelraumbypass und 1% fiir den Bypass an den HeiBen Stutzen der Hauptkihimittel-
leitungen verblieb ein Kermassenstrom von 18648 kg/s.

Die Leckéffnung erfolgte bei t = 0 s innerhalb von 100 ms. Die Reaktorschnellab-
schaltung wurde bei Unterschreiten des Priméardrucks im HeiBen Strang von 13.2
MPa (4.1 s nach Leckéffnung) mit einer Zeitverzégerung von 0.5 s eingeleitet. Zeit-
gleich erfolgte die Turbinenschnellabschaltung, wobei die Turbinenumleitstation auf-
grund des unterstellten Notstromfalls nicht gedffnet wurde. Ebenfalls zeitgleich wur-
den die Motoren der Hauptkihimittelpumpen und der Hauptspeisewasserpumpen
ausgeschaltet. Als Nachzerfallsleistung wurde ein mittels DIN 25463 errechneter
Verlauf mit einem Zuschlag in Héhe der zweifachen Standardabweichung zugrunde-
gelegt. Die Bereitschaft flir das sekundérseitige Abfahren mit einem Gradienten von
100 K/h wurde bei 2.1 s nach Unterschreiten des Primardrucks von 14.5 MPa er-
reicht, nachdem auch der Absolutdruck im Sicherheitsbehélter den Wert 0.103 MPa
Uberschritten hatte. Abblasen mittels der sekundérseitigen Abblaseregelventile be-
gann bei 47.8 s. Das Notkihlvorbereitungssignal wurde durch zwei der drei Kriterien
bei 10.8 s erflllt: Unterschreiten des Primardrucks von 11.1 MPa und Uberschreiten
des Drucks im Sicherheitsbehéalter von 0.103 MPa. Das dritte Kriterium, das Unter-
schreiten des Druckhalterwasserstands von 2.28 m, wurde etwas spéter, bei 14.1 s
erreicht. Wegen des untersteliten Notstromfalls begannen die Hochdruck-
Notkihlpumpen mit einer Zeitverzégerung von 35 s in die heiBen Strénge einzuspei-
sen. Durch die Annahme von Einzelfehler und Instandhaltungsfall wurden zwei der
vier Redundanzen als ausgefallen angesehen.

Bei 26.7 s wurde der Druckhalter entleert. Die durch das Auslaufen der Hauptkiihi-
mittelpumpen verursachte Verringerung der Kerndurchséatze fihrte zu verstarkter
Phasenseparation im Primérsystem. Ab etwa 220 s wurden Teilbereiche des Kerns
freigelegt. Die Temperaturen der Hullrohre in diesen Bereichen stiegen an. Bis etwa
400 s wirkte die Sekundarseite als Energiesenke. Danach kehrte sich die Richtung
des Warmestromes infolge der weitgehenden Freilegung des Lecks um. Etwa zeit-
gleich wurden die Pumpenbégen freigeblasen. Dies fiihrte in den unteren Kernberei-
chen zu einer vorriibergehenden Verbesserung der Kernkiihlung. Einige Positionen
der Brennstébe wurden wiederbenetzt. In weiten Teilen des Kerns stiegen aber die
Temperaturen weiter an und erreichten mit etwa 725°C bei etwa 550 s ihr Maximum.
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Infolge des durch die weitere Druckabsenkung und durch den geringeren Wasser-
anteil abnehmenden Leckmassenstroms, der ansteigenden Einspeiserate durch die
beiden Hochdruck-Notkihlpumpen und wegen der beginnenden Entleerung geoda-
tisch h6éher gelegenen Bereiche des Primarkreises nahm das Kuhimittelinventar im
Kern bereits vor der Uberspeisung des Lecks durch die Notkihleinspeisung ab etwa
400 s wieder zu. Als Folge kam es noch vor dem Beginn der Druckspeichereinspei-
sung (bei 890 s) zu einer intensiveren Kihlung des gesamten Kerns und zum Wie-
derbenetzen fast aller Brennstabpositionen. Die Analyse wurde beendet, nachdem
die restlichen Positionen der Hullrohre infolge der Einspeisung durch vier heiBseitig
einspeisende Druckspeicher ebenfalls wiederbenetzt wurden.

Eine ausfihrlichere Beschreibung des Stérfallverlaufs anhand von graphischen Dar-
stellungen der relevanten Systemparameter ist /BAL-84/ zu entnehmen.

Bei der Darstellung der Anlage mit dem Rechenprogramm wurden die drei intakten
Kreislédufe der Reaktoranlage zu einem Kreislauf zusammengefaBt, mit dem auch
der Druckhalter verbunden wurde. Der Ringraum wurde azimutal im gleichen Ver-
haltnis wie die Kreislaufe, im Verhaltnis 3:1, aufgeteilt. Der Kern wurde durch drei
parallele Strémungskandle nachgebildet, mittels eines direkt durch die HD-
Notkiihlung beaufschlagten, auBen befindlichen, niedrig belasteten Kanals (HD-
Kanal mit 9.84% Kernanteil), eines hochbelasteten HeiBkanals (0.52%) ohne direkte
Beaufschlagung und eines groBen, mittelbelasteten Kanals ebenfalls ohne direkte
Beaufschlagung (89.64%). Zwischen den Strémungskanélen wurde Queraustausch
durch horizontale Verbindungsleitungen beriicksichtigt.

In allen Leitungen mit vertikaler Strdmungsrichtung, auBer in den Einspeiseleitungen
und im Bypass der heien Stutzen wurde die konventionelle Berechnungsgleichung
fir vertikale Rohrstrdmung angesprochen, um die unterschiedlichen Geschwindig-
keiten von Dampf- und Wasserphase beriicksichtigen zu kénnen. Fiir die Simulation
der Geschwindigkeitsdifferenz in den horizontalen Leitungen wurde seinerzeit die
Berechnungsgleichung fir vertikale Rohrstrémung verwendet, allerdings mit redu-
zierter Differenzgeschwindigkeit. Am Reaktoraustritt wurde ein Faktor von 0.1 ange-
nommen. Fur den geneigten Teil des HeiBen Strangs wurde der Faktor auf 0.3 er-
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hoht. Diese Werte waren vorsichtige Schatzungen aus der Erfahrung von Versuchs-
nachrechnungen.

Die HD-Notkiihleinspeisung erfolgt zundchst in den HeiBen Strang des intakten
Kreislaufs. Bei kleinem bzw. negativem Durchsatz im HeiBen Strang wurde die Ein-
speisung ab 185 s innerhalb von 50 s in den &4uBeren Teil des ebenfalls dreifach un-
terteilten oberen Plenums geleitet, der sich oberhalb des HD-Kanals befand. Als Kri-
terium fiir die Umschaltung wurde ein Unterschreiten der Gemischgeschwindigkeit
von 1 m/s im HeiBen Strang festgelegt. Auf diese Weise wurde versucht, die mittels
der Hutzé gefihrte Einspeisung mit einem auf das obere Plenum gerichteten Impuls
mit den verfligbaren Mitteln der eindimensionalen Darstellung méglichst realistisch
zu simulieren.

Die Wiederholung der Analyse benutzt die in dieser Arbeit vorgestellten Berech-
nungsgleichungen fir Strémungen in geometrisch unterschiedlich berandeten Kana-
len. Eine Sonderbehandiung des Hutzen-Impulses wird hier nicht mehr durchge-
flhrt.

10.2.2 Ergebnisse

Das globale Verhalten der beiden Analysen, gekennzeichnet durch den zeitlichen
Verlauf der Systemdriicke und des Bruchmassenstroms, sowie durch die zeitliche
Auteinanderfolge der wichtigsten Aktionen wie Reaktorabschaltung, Beginn des se-
kundérseitigen Abfahrens und der Notkuhl-Einspeisung wich nur unwesentlich von-
einander ab. Unterschiede ergaben sich hingegen bei der Verteilung der Wasser-
und Dampfphase innerhalb des Primarkreislaufs als Folge der unterschiedlichen Be-
rechnungsgleichungen.

Die Bilder 44 bis 46 zeigen den Vergleich der fiir die Phasenverteilung im Priméarsy-
stem kennzeichnenden Parameter der beiden Analysen. Ergebnisse der 1983
durchgefihrten Analyse mit den konventionellen Berechnungsgleichungen sind mit
"bisherige Berechnungsgleichungen" gekennzeichnet. Fiir die Kennzeichnung der
neueren Analyse wurde die Bezeichnung "neue Berechnungsgleichungen" verwen-
det.
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Die Gesamtmasse im Priméarsystem ist flir die Analysen nahezu gleich (Bild 44). Die
verbleibenden Unterschiede sind zum Teil auf die ab etwa 350 s unterschiedlich ge-
speicherten Massen im Druckhalter zurlickzuflihren. In der mit den "neuen Berech-
nungsgleichungen” berechneten Strdmung in der Volumenausgleichsleitung erfolgt
die Entleerung des Druckhalters beschleunigt.

Altere Analyse mit konve

Berechnungsgleichung fir die
Geschwindigkeitsdifferenz

Wasserinventar (Mg)

50 100 B0 200 250 300

Neuere Analyse mit der auf Flutbeginn
basierenden Berechnungsgleichung fiir di
Geschwindigkeitsdifferenz

0

0 200 400 600 800 1000
Zeit (s)

Bild 44: EinfluB der Berechnungsgleichung auf die Berechnung des
Stérfallablaufs - Masse im Primérsystem

In der Analyse mit den "neuen Berechnungsgleichungen" wird das Wasserinventar
aus den geodétisch hoch gelegenen Teilen des Primarsystems (insbesondere aus
den Dampferzeugern) bevorzugt in den Reaktordruckbehalter geflihrt. Gegeniiber
der &lteren Analyse mit den "bisherigen Berechnungsgleichungen" ergibt sich ab et-
wa 200 s ein wesentlich héheres Inventar. Wahrend der kollabierte Wasserspiegel
im Reaktordruckbehalter in der &lteren Analyse die Kernunterkante deutlich unter-
schritt (Bild 45), fiel er bei der neueren Analyse nur bis etwa auf Kernmitte. Der vor-
Ubergehende Anstieg des kollabierten Wasserspiegels bei etwa 300 s in dieser Ana-
lyse ist auf das Freiblasen der Pumpenbdgen iur(]ckzufﬁhren.
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Stérfallablaufs - Kollabierter Wasserstand im Kern
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Bild 46: EinfluB der Berechnungsgleichung auf die Berechnung des
Storfallablaufs - Hlllrohrtemperaturen eines HeiBstabes in axialer Mitte

Es entspricht der aus Experimenten (z.B. PKL) gewonnenen Erfahrung, daB die
oberen Bereiche des Kerns erst freigelegt werden, wenn der kollabierte Wasserspie-
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gel die Kernmitte bereits unterschritten hat. Der Zeitverlauf der in den beiden Analy-
sen berechneten Hullrohrtemperaturen steht damit in Ubereinstimmung. Wahrend in
der alteren Analyse ein Austrocknen der oberen Kernhélfte ab etwa 230 s mit an-
steigenden Hullrohrtemperaturen berechnet wurde, folgten die Temperaturen der
Brennstabe eng dem Verlauf der Sattigungstemperatur. Dieses Verhalten ist in Bild
46 beispielhaft fir einen HeiBstab dargestellt.

Es zeigte sich, daB gegeniber der friheren Analyse mit einer Maximaltemperatur
des HeiBstab-Hullrohrs von etwa 750°C keine Freilegung des Kerns auftrat, weil das
in der friheren Analyse durch Gegenstrdmungsbegrenzung in den oberen Berei-
chen des Primérsystems gehaltene Wasser in die unten angeordneten Bereiche des
Primarsystems bei geringerer Behinderung durch den Dampf abstrémen und damit
zu einer dauernden Bedeckung des Kerns beitragen konnte.

10.3. SchiuBfolgerung aus der programmtechnischen Anwendung der

Berechnungsgleichung

Die "bisherigen Berechnungsgleichungen" basieren auf bekannten Drift-
Korrelationen fur vertikale Strémungswege. Da bereits 1981 mit dem Einbau der er-
sten Berechnungsgleichungen und deren Uberpriifung anhand der damals verfiig-
baren Notkiihlexperimente begonnen worden war, konnte das Rechenprogramm
1983 bei den Notklhlanalysen fir die Konvoi-Anlagen eingesetzt werden. Aufgrund
der noch stark vereinfachten Simulation der Strémungsvorgénge in horizontalen

Rohren fihrten diese Analysen hinsichtlich der Kerntemperaturen zu konservativen
Ergebnissen.

Die Einschrénkungen der "bisherigen Berechnungsgleichungen" vor allem bei der
Simulation der Strémungsvorgénge in horizontalen Strémungskandlen fihrten zur
Entwicklung der "neuen Berechnungsgleichungen”, die durch Auswertung von Kor-
relationen zur Gegenstrombegrenzung fir die Vorhersage von Phasendifferenzge-
schwindigkeiten in vertikalen und horizontalen Strdmungskanalen mit verschiedener
geometrischer Berandung geeignet ist. Die Berechnungsgleichungen, insbesondere
die Berechnungsgleichung fiir horizontale Strémungskanéle, wurde in enger Verbin-
dung zu den seit 1985 verfligbaren Druckwasserreaktor-Experimenten (UPTF und
andere) entwickelt und Gberpruft. Dartiber hinaus lieBen die Uberprifungen im Rah-
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men von sogenannten "Internationalen Standard Problemen", exemplarisch wurde
hier das "Standard Problem BETHSY" vorgestellt, erkennen, daB realititsnahe Vor-
hersagen von Kihimittelverlust-Transienten mit den entwickelten Berechnungsglei-
chungen erzielbar sind.

Wie der Vergleich der Analysen mit den konventionellen und den neueren Berech-
nungsgleichungen fur eine Konvoi-Anlage zeigt, wird bei der realistischen Nachbil-
dung der Strémungsvorgange in den horizontalen Strémungskanalen ein erhdhtes
Abstrémen des Wassers aus den héhergelegenen Bereichen des Primérkreislaufs in
den Druckbehélter und damit eine Verbesserung der Kihlbedingungen berechnet.
Eine experimentelle Bestatigung liefern hierfir neben anderen Versuchsprojekten
vor allem die UPTF-Versuche.

Zusammenfassend kann man sagen, daB mit den in enger Kopplung mit den verflig-
baren Experimenten erzielten Entwicklungsfortschritten bei der Simulation der Diffe-
renzgeschwindigkeit jetzt realistischere Aussagen hinsichtlich sicherheitsrelevanter
Parameter mdglich sind als bei den 1983 durchgefiihrten Genehmigungsrechnun-
gen. So werden - dem gegenwartigen Stand von Wissenschaft und Technik entspre-
chend - flir Konvoi-Anlagen bei kleinen Lecks bis 160 cm? im Gegensatz zu den
1983 durchgefihrten Analysen keine erhéhten Kerntemperaturen mehr errechnet.

11. Zusammenfassung

In einer Wasserdampf-/Wasserstrdmung weisen die Phasen Wasserdampf und
Wasser, im wesentlichen bedingt durch deren Dichteunterschiede, unterschiedliche
Geschwindigkeiten auf. Diese Geschwindigkeitsunterschiede variieren mit der Ab-
messung des Strémungsweges. Dabei gilt zumindest fiir die kleineren hydraulischen
Durchmesser des Stromungsweges, je gréBer dieser Durchmesser, desto groBer ist
der Geschwindigkeitsunterschied zwischen den Phasen.

In der Reaktortechnik liegt die Besonderheit vor, daB zum einen gegentiber den vor-
liegenden Untersuchungen zum Geschwindigkeitsunterschied die zu betrachtenden
Rohre z.T. besonders groBe Durchmesser aufweisen und zum anderen daB die
durchstrdmten Kanale in ihrer geometrischen Form erheblich von der der Rohrform
abweichen. Strémungswege, die sich in ihrer geometrischen Form der Berandung
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von der Form eines Rohres unterscheiden, zeigen gegenlber der Rohrform erhebli-
che Abweichungen in der Ausbildung von Geschwindigkeitsunterschieden. Hinzu
kommt, daB die Orientierung des durchstrémten Kanals zur Vertikalen EinfluB auf
die Ausbildung des Geschwindigkeitsunterschieds nimmt. Bei horizontalen Rohren
besteht zudem ein RandeinfluB, der maBgeblich den Geschwindigkeitsunterschied
im Rohr mitbestimmt.

Berechnungsgleichungen zur Beschreibung des Geschwindigkeitsunterschieds wur-
den bisher vorwiegend fir vertikale Rohrstrémung entwickelt, wobei bislang geeig-
nete Korrelationen bzw. Berechnungsgleichungen fehlten, die den Geschwindig-
keitsunterschied fir den in der Reaktortechnik vorliegenden Durchmesserbereich
beschreiben. Weiterhin fehlten entsprechende Berechnungsgleichungen, um den
EinfluB, der sich aus der geometrischen Form der Berandung des durchstrémten
Kanals ergibt, darzustellen. Auch die Abhéngigkeit des Geschwindigkeitsunter-
schieds von der Neigung des Strdmungsweges konnte bislang nicht aus entspre-
chenden Berechnungsgleichungen bzw. Korrelationen entnommen werden. Dartiber
hinaus wurde der EinfluB der Eintritts- und Austrittsrandbedingung auf den Ge-
schwindigkeitsunterschied in einem horizontalen Rohr von den verfligbaren Korrela-
tionen nicht beschrieben.

Der Drift-Flux-Ansatz ist einer der Anséatze, der die Méglichkeit bietet, diese Ge-
schwindigkeitsunterschiede in weiten Bereichen beschreiben zu kénnen. Aufbauend
auf diesem Ansatz wurde durch Anwendung der Theorie der Einhillenden eine
Méglichkeit geschaffen, fur die oben dargesteliten Beddrfnisse der Reaktortechnik
geeignete Berechnungsgleichungen zu erstellen. Die Anwendung der Theorie der
Einhillenden erméglicht hierbei, daB Messungen der Volumenstromdichten zum Zu-
stand Flutbeginn bzw. Korrelationen des Flutbeginns zur Berechnung der Geschwin-
digkeitsunterschiede herangezogen werden kénnen.

Es konnte zunachst gézeigt werden, daB die so entwickelte Berechnungsgleichung,
zumindest flr vertikale Rohrstrdmung mit hohem Dampifvolumengehalt in Rohren
mit kleinerem Durchmesser, die Geschwindigkeitsunterschiede zwischen den Pha-
sen gut beschreibt. Die Erweiterung der Berechnungsgleichung lieB im Vergleich mit
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Experimenten erkennen, daB auch vertikale Rohrstrémungen mit niedrigerem
Dampfvolumengehalt von dieser Berechnungsgleichung beschrieben werden.

Die Verwendung der Korrelation des Flutbeginns, die den Flutbeginn auch fiir Rohre
gréBeren Durchmessers beschreibt, flihrt ber den verwendeten Ansatz zu einer
Berechnungsgleichung fiir die Rohrstrémung, die von den experimentellen Befun-
den zu diesen Rohren gestitzt wird. Damit wurde gezeigt, daB der Flutbeginn und
die Geschwindigkeitsdifferenz zwischen den Phasen mit demselben geometrischen
Parameter, in diesem Fall mit dem hydraulischen Durchmesser, korrelieren.

In Verallgemeinerung dieser Korrelationseigenschaft wurde unterstellt, daB auch ei-
ne Berechnung fir Strdmungen, die in Kanélen mit anderer geometrischer Form als
Rohrform stattfinden, anhand von Flutbeginn-Korrelationen dieser Strémungskanale
méglich ist. Der Strémungsweg "Stabbiindel" wurde exemplarisch zur Uberprifung
dieser Vorstellung gewahit, da einerseits die Flutbeginn-Korrelation hierzu bekannt
ist und andererseits Messungen und spezifische Korrelationen zum Geschwindig-
keitsunterschied vorliegen. Der Vergleich der experimentellen Befunde mit den
durch die Berechnungsgleichung berechneten Geschwindigkeitsunterschieden be-
statigte die Richtigkeit dieser Veraligemeinerung.

Im Gegensatz zur vertikalen Strémung flhrt die Herleitung der Berechnungsglei-
chung fur horizontale Rohrstrémung zu einer Abhéngigkeit des Geschwindigkeitsun-
terschieds vom Gradienten des Dampfvolumengehaltes. Dieses Ergebnis der Herlei-
tung konnte insbesondere anhand von Untersuchungen zur horizontalen Rohrstré-
mung der japanischen Versuchsanlage TPTF bestatigt werden. Der bei horizontaler
Rohrstrémung beobachtete EinfluB der Austrittsrandbedingung auf den Geschwin-
digkeitsunterschied im Rohr an stromaufwértsliegenden Positionen kann mit Hilfe
der Berechnungsgleichung beschrieben werden. Dieser Randwert-EinfluB wird von
den bisher verfligbaren Korrelationen nicht beschrieben.

Zur weiteren Uberprifung der Berechnungsgleichung wurden auch Versuche heran-
gezogen, die neben einer horizontalen Rohrstrecke auch vertikale oder geneigte
Rohrabschnitte beinhaiten. Dabei konnte die Berechnungsgleichung auch im Hin-
blick auf die Berechnung der Geschwindigkeitsunterschiede fiir diese Rohrabschnit-
te Uberprift werden. Die zur Uberprifung herangezogenen Versuche betrachten
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den Phasen-Gleichstrom (TPTF-Versuche), den Dampfstrom Uber stagnierender
Wasserphase (IVO-Versuche) und den Gegenstrom der Phasen bei Flutbeginn
(UPTF-Versuche). In allen Stromungsmodi zeigten die Vergleiche zwischen Experi-
ment und Berechnungsgleichung eine gute Ubereinstimmung.

Um die Bedeutung der entwickelten Berechnungsgleichungen fir die Anwendung im
Bereich der Reaktortechnik zu verdeutiichen, wurden zwei Notkiihlanalysen zum
Reaktorstdrfall "kleines Leck im Kalten Strang" durchgefiihrt. In der ersten Analyse
wurde eine konventionelle Berechnungsgleichung verwendet und in der zweiten
Analyse die hier beschriebene und Uberprifte Berechnungsgleichung zum Einsatz
gebracht. Die Unterschiede im Analyseergebnis insbesondere hinsichtlich der
Hullrohr-Temperaturen im Reaktorkern lassen die Bedeutung von Berechnungsglei-
chungen innerhalb einer soichen Analyse erkennen. Die neuere Analyse mit den
hier entwickelten Berechnungsgleichungen, die eine realititsnahe Simulation des
Reaktorstérfalls verschafft, zeigt im Gegensatz zur bisherigen Analyse, daB eine
Kernfreilegung fir den gewahiten Leckstérfall nicht mehr berechnet wird.

Um Unsicherheiten in der Beschreibung solcher Leckstérfélle zu begegnen, wurden
in den Analysen konservative Rand- und Anfangsbedingungen unterstellt. Mit den
hier entwickelten und Gberpriften Berechnungsgleichungen besteht kiinftig die Mog-
lichkeit, in solchen Analysen von weiteren konservativen Annahmen (ber Anfangs-
und Randbedingungen abzugehen, um schlieBlich eine realitdtsnédhere Beschrei-
bung der Stérfélle zu erhalten.

Im Folgenden sind die jeweiligen, entwickelten Berechnungsgleichungen zu den un-
tersuchten Strdmungskanélen zusammengestellt. Diese Berechnungsgleichungen
lassen sich nach dem Geschwindigkeitsunterschied V, - V, aufiésen. Fir alle Stré-
mungen in geometrisch unterschiedlich berandeten Kanélen berechnet sich diese
Geschwindigkeitsdifferenz zwischen der Dampf-Phase und der Wasser-Phase aus
der Berechnungsgleichung (105):

Vy-Vi=(Co-Cod+ gk mit Cop=1=00%¢, (105)
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Die Gleichung (105) ist mit den spezifischen Gleichungen fur Drift-Flux J

VL!

Grenzleerrohr-Geschwindigkeiten und Phasenverteilungsparameter C, auszustat-

ten, die in der nachstehenden Tabelle aufgelistet sind.

Tabelle 2: Spezifische Gleichungen fiir Strémungen in geometrisch verschieden
berandeten Strémungskanélen

Vertikales Rohr | Gleichung (116) Minimum der Gleichungen
mit Gleichungen (59) (112a,b)
Kreisquerschnitt bzw. (63)
90°-Rohrkrummer | Gleichung (116) Minimum der Gleichungen (152)
mit Gleichungen (59) | und (153), wobei fiir
Kreisquerschnitt bzw. (63) den Winkel 6 der
mittlere Winkel im
Krimmer mit 45°
anzusetzen ist
Horizontales Rohr| Gleichung (142) Minimum der Gleichungen (140)
mit Gleichungen (63) und (141), mit
Kreisquerschnitt bzw. (147) sin6=H do,/dz und
H=D
Strémung Gleichung (116) Minimum der Gleichungen (130)
zwischen Gleichungen (63) und (131)
vertikalen bzw. (133)
Stabbiindeln

142



12.

A

m2

m/s

m/s

m/s

m/s

Nomenklatur

Querschnitt des Strdmungsweges

Korrelationskoeffizienten

Korrelationskoeffizienten

Anpassungsparameter in der Flutbeginn-Korrelation
Phasenverteilungsparameter nach Zuber/Findlay
spiegelbildlich zu C, definierte Phasenverteilungsparameter
Rohrdurchmesser

hydraulischer Durchmesser

dimensionsloser hydraulischer Durchmesser

volumetrischer Anteil der Wasserphase, der in Form von
Tropfen in der Dampfstrdmung vorliegt

Massenstromdichte der Mischung
Wassermassenstromdichte

Dampfmassenstromdichte

Erdbeschleunigung

Querschnittshéhe des Strémungsweges
Gesamtvolumenstromdichte

mikroskopische Volumenstromdichte der Mischung
Wasservolumenstromdichte

mikroskopische Wasservolumenstromdichte

Wallis-Parameter flir Wasser
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v m/s  mikroskopischer Wasser-Drift-Flux

' - Lee-Parameter fir Wasser

Jo - modifizierter Lee-Parameter fiir Wasser

Jy m/s  Dampfvolumenstromdichte

Jy - Wallis-Parameter flir Dampf

J - Lee-Parameter flir Dampf

I - modifizierter Lee-Parameter flir Dampf

Jv m/s  mikroskopische Dampfvolumenstromdichte
e m/s  mikroskopischer Dampf-Drift-Flux

K - Bankoff-Parameter

Ku, - Kutateladze-Parameter fur Wasser

Ku, - Kutateladze-Parameter flr Dampf

L m axiale Lange des Stromungsweges

my kg/s Wassermassenstrom

My kg/s Dampfmassenstrom

m - Anpassungsparameter in der Flutbeginn-Korrelation
NnL - Zahigkeitszahl

(—) N/m® pseudo Einphasen-Druckverlust flir Wasser
L,alone

(—A—p) N/m® pseudo Einphasen-Druckverlust fiir Dampf
AL Jv,aione

P Pa  Druck

Q, m®  Wasservolumen im Strémungsweg

éL m’s Wasservolumenstrom
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Re,

Re,

ber

m/s

m/s

m/s

m/s

m/s

m/s

m/s

m/s

Dampfvolumen im Strdmungsweg

Dampfvolumenstrom

Volumenstromdichteverhéltnis

Polarkoordinate in radialer Richtung

Reynoldszahl fir Wasser

Reynoldszahl fir Dampf

Radius der kritischen Dampfblase

Phasenschlupf

Term zur Berechnung des Drift-Flux

Zeit

benetzbarer Umfang

reprasentative Wassergeschwindigkeit im Strdmungsquerschnitt
reprasentative Dampfgeschwindigkeit im Strémungsquerschnitt
Relativgeschwindigkeit

Geschwindigkeit der dispersen Mischung

mit dem mikroskopischen Dampfvolumengehalt gewichteter
Mittelwert der Drift-Geschwindigkeit flir Dampf

mit dem mikroskopischen Wasservolumengehalt gewichteter
Mittelwert der Drift-Geschwindigkeit fiir Wasser

Grenzleerrohr-Geschwindigkeit des Dampfes
Grenzleerrohr-Geschwindigkeit des Wassers

dimensionslose Drift-Geschwindigkeit
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Ve - dimensionslose Grenzleerrohr-Geschwindigkeit

Vier m/s  Aufstiegsgeschwindigkeit der kritischen Dampfblase

X - Korrelationsparameter fur die Dampfvolumenstromdichte
XL - Strémungsmassen-Wasseranteil

) G - normierte Volumenstromdichte des Wassers

X2 . Korrelationsparameter nach Lockhart/Martinelli

Xy - Strémungsmassen-Dampfanteil

X,? - normierte Volumenstromdichte des Dampfes

Y - Korrelationsparameter fiir den reziproken Dampfvolumengehalt
Z - KonzentrationsmaB fir Wasser

Z, - KonzentrationsmaB flr Dampf

z .m axiale Koordinate im horizontalen Strémungsweg

Griechische Buchstaben

oy - Dampfvolumengehalt
oy - Wasservolumengehalt
%‘;—L 1/m  Gradient des Wasservolumengehalts
€ - mikroskopischer Wasservolumengehalt
gy - mikroskopischer Dampfvolumengehalt
kg T
L s dynamische Viskositat flir Wasser
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My

PL

Pv

Pwm

m?/s
m#/s
kg/m®
kg/m®
kg/m®

N/m

m/s
m/s
m/s
m/s

m/s

dynamische Viskositét fir Dampf

Polarkoordinate in Umfangsrichtung
Martinelli-Parameter

Reibungsbeiwert fir Wasser
Reibungsbeiwert fur Dampf
kinematische Viskositéat fir Wasser
kinematische Viskositat fir Dampf
Wasserdichte

Dampfdichte

Dichte des Gemischs
Oberflachenspannung

Neigungswinkel des Strémungsweges im BogenmaB
Neigungswinkel des Strémungsweges im Bogenmas

mikroskopische Wassergeschwindigkeit
mikroskopische Wasser-Drift-Geschwindigkeit
mikroskopische Relativgeschwindigkeit
mikroskopische Dampfgeschwindigkeit

mikroskopische Dampf-Drift-Geschwindigkeit
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14. Anhang

Lésung des Gleichungssystems bestehend aus den Gleichungen (85), (86)
und (80)

Im Folgenden wird ein Verfahren aufgezeigt, das Lésungen fir die Drift-Flux-
Differentialgleichung (89) verschafft, die entstand aus den Gleichungen (85),(86)
und (80):

1 1
JVL"ZV':J_ZV\'/‘L‘ * | dw+(d -Zv)%%l‘ ’ ]
—_— ] =1,
Vve Vie

(89)

Dieses Verfahren greift auf die Drift-Flux-Gleichung und auf die Gleichung der Ge-
genstrombegrenzung zurick, die zur Drift-Flux-Differentialgleichung (89) fiihrten.

Die Wurzel-Gleichung (80), die die Gegenstrombegrenzung beschreibt, kann durch
eine geeignete Substitution der dimensionslosen Volumenstromdichten flir Dampf
und Wasser J,/V,. bzw. J,/V. in eine lineare Beziehung umgeformt werden. Aus

1 1
[JV]2+[“_JL]2=1 mit Jy20 und J_ <0 (80)
VVc VLc

wird mit &, = (J, / V,,)"* und EL=(-d./ VLc)1/2:
E.)V + gL = 1. (A)

Dieselbe Substitution in der Drift-Flux-Gleichung (85) fliihrt zu einem entsprechend
transformierten Ausdruck. Aus Gleichung (85)

‘JVL = ZL ‘Jv - Zv JL (85)
wird mit &, = (J, / V)2 und &, = (-J, / V)2

Ju=2Z V. £+ Z,V, 51_2 . (B)

Gleichung (B) liefert eine einparametrige Kurvenschar (Parameter Z,) in einem Dia- |
gramm mit den Koordinaten &, und & , wenn fur die Terme in Gleichung (B) gilt:
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1. Z,#Z,(,,8),

2. V#Vy (&, &),

3. Vi* Vi (.8

4. Jy =Jdy (2, Vve Vo)

Soll Gleichung (A) diese Kurvenschar einhiillen, so kann hieraus eine bestimmte

funktionale Abhangigkeit zwischen dem Drift-Flux J,, und den Ubrigen Termen in
Gleichung (B) Z,, V,,, V., abgeleitet werden.

Ist Gleichung (A) Einhtllende der Kurvenschar, dann missen an den Beriihrungs-

punkten der Gleichungen (A) und (B) die Ableitungen nach &, beider Gleichungen
gleich sein.

ay [Glelchung(A)] = T[Glelchung(B)]

Das implizite Differenzieren von Gleichung (B) nach &, ergibt:

[—JVL +ZyVve €2 +Zy Ve §L] 2Z VycEv+22y VLcéLdé

Fur den gesamten Quadranten &,> 0 und &, > O liefert diese Differentiation die Gra-

=0.

dienten dg /d€, > flr beliebigen Parameter Z, zur Kurvenschar (B):

dé,. __ZiVveby
dév  ZvVicEL

(C)

Das Differenzieren von Gleichung (A) liefert einen Gradienten, der im selben Qua-
dranten &, > 0 und & _> 0 entlang der Gleichung (A) gilt:

dé.

——=-1, D

&y ®

Die Gleichsetzung der Gradienten aus (C) und (D) flihrt zusammen mit Gleichung
(A) auf einen Zusammenhang zwischen transformierten Volumenstrémen (&, &)
und den Drift-Flux-Termen Z,, V,, und V,, der nur entlang der Einhlllenden, der

Gleichung (A), gilt:

ZyVic '
E
=TV Z Ve (E)
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Z Vye
= LY . F
& ZWVie+Z Vve (F)

Die transformierten Volumenstréme in Gleichung (B) kénnen durch die Gleichungen
(E) und (F) substituiert werden, so daB der Drift-Flux J,,_ sich als Funktion der Terme
Z,, V,, undV,_ darstellt:

_ ZvVic 2 [ Z Vve ]2
"VL“ZLVV°[ZVVLC+ZLVVC] t2Ve| T 2 Ve ] (@)

Dieser Ausdruck 148t sich vereinfachen zu:

=z (G)

VVc VLc

Der durch Gleichung (G) berechnete Drift-Flux gilt formal nur entlang der Einhillen-
den, also entlang der Gegenstromgrenze (Gleichung (A)). Gleichung (G) ist eine Lo-
sung der Drift-Flux-Diff.-Gleichung (89), die die Randbedingungen J,,(Z,=0) = 0 und
Jy (Z,=1) = 0 erfilllt.

Lésung des Gleichungssystems bestehend aus den Gleichungen (85), (86)
und (115)

Das Gleichungssytem (85), (86) und (115) fiihrt auf eine der Gleichung (89) &hnli-
chen Drift-Flux-Diff.-Gleichung:

2 1
JVL-ZV'(:-,JZLVL ? Jvn_—ZL%l‘-z\"VL :
Vv | YT=v, | Tt

Lo

Obiges Ldsungsverfahren wird hierauf analog angewandt.

Wenn die Ausgangsgleichung fiir die Gegenstrombegrenzung durch Gleichung
(115) gegeben ist, dann ist die folgende Transformation der Volumenstromdichten
geeignet:

()
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L 1 6 VLc )
Die transformierte Gleichung fiir die Gegenstrombegrenzung lautet:

E.:v2+E.»L=1- (H)

Dieselbe Transformation in der Drift-Flux-Gleichung (85) filhrt zu folgendem Aus-
druck:

Ju=Z V. &2 +9M162Z,V, E> ()
Wie fiir Gleichung (B) gilt flir Gleichung (1):

1. Z,#Z,(§, &),

2. Vy=Vy, € &),

3. Vi#V (€, &)

4. Jy=Jdy (Zy, Vi Vo)

Durch Gleichung (I) wird eine einparametrige Kurvenschar (Parameter Z,) im Koor-
dinatensystem &,, & _beschrieben.

Soll Gleichung (H) diese Kurvenschar einhiillen, so kann wieder eine bestimmte
funktionale Abhéngigkeit zwischen dem Drift-Flux Jy, und den Ubrigen Termen in
Gleichung (1) (Z,, V., V,,) abgeleitet werden.

Gleichung (H) ist dann eine Einhillende von Gleichung (I), wenn an den Bertih-
rungspunkten der beiden Gleichungen (H) und (I) die Ableitungen nach &, beider
Gleichungen gleich sind.

[Glelchung(H)] = [Glelchung(l)]

dEv dSv

Das implizite Differenzieren von Gleichung (1) nach &, ergibt:

- [—JVL+Z|_VVOE_,V+ 1()‘z\,vchL] 3Z Vo E2 + zzvach 2 =0. (J)
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Das Differenzieren von Gleichung (H) liefert im Quadranten €y > 0, &, > 0) einen
Gradienten von:

e 9%
dty

Die Gleichsetzung der Gradienten aus (J) und (K) fithrt zusammen mit Gleichung

=-28v. (K)

(H) auf einen Zusammenhang zwischen transformierten Volumenstrdmen (€ &)
und den Drift-Flux-Termen Z,, V,, und V,,, der entlang der Einhiillenden, der Glei-
chung (H), gilt:

Ev=g 2o g T, @

Die transformierten Volumenstréme in Gleichung (I) kénnen durch die Gleichungen
(H) und (L) nach und nach substituiert werden, so daB der Drift-Flux Jy, sich schlieB-
lich als Funktion der Terme Z,, V,,, und V,, darstelit. Gleichung (1)

Ju=2ZV,, &vs +916Z,V E.'Lz )

wird mit Gleichung (L) zu

JVL =ZLch§3+ 1962vV|_c _?.\é . (M)
Weitere Umformungen dieses Ausdrucks flihren zu:

9 48v &y
Jw =752 VL [31‘ T2] (M)

Die Substitution von £_in Gleichung (H) fiihrt auf eine quadratische Gleichung fir &,:

E2+E =1. (H)
\2,+§Tl— =0

N i
Ev=—pzt [Tm+1 . (N)

In der endgltigen Lésung der Drift-Flux-Differentialgleichung erweist sich nur die
positive Wurzel als geeignet, die gegebenen Randbedingungen zu erflllen. Eben-
falls aus Gleichung (H) ergibt sich:
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g =1-2. ©)

Die aus Gleichung (H) hervorgehenden Gleichungen (N) und (O) flir verschiedene

Potenzen von &, kénnen in Gleichung (M) zur restlosen Substitution von &, verwen-

det werden.
_9 aév 1, _&
JVL—_lszvV[_c[ST +T2][1 T]. (M)

Ausmultiplizieren der Klammerterme fiihrt zu:
_9 2_4 4 1 1
Jv|_ = '1—6-Zv V|_c [—gv §-ﬁ+§v(ﬁ —T-a-) +ﬁ] .

Der entstandene quadratische Term & 2 wird erneut durch Gleichung (O) substitu-
tiert:

_9 bv )4 (_4___1_) 1
Jv = 16ZVV|_<:[(T 1)31.2 +&v 3773 +T2:|'
Erneutes Ausmultiplizieren liefert:

-9 4 .4 1), 1 4
JVL—162VVL°[F’V(3T3+3T T3)+T2 '3T2]'

Letztmaliges Substituieren von &, durch Gleichung (N) ergibt:

_9 S Y I I 4 .4 _ 1)\, 1_4
n= 16ZVV"°[( o7 +ygret! )(3T3+3T 7)1 3T2]'
Dieser Ausdruck 148t sich vereinfachen zu:

_9 1| 1+6T2 1+4T2’ 2,1
JVL-—.‘SZVVLCTQ[ 512+ 377 T +4]. (P)

Gleichung (P) ist eine Ldsung der Drift-Flux-Differentialgleichung, die zugleich die
Randbedingungen J,, (Z,=0) = 0 und J, (Z,=1) = 0 erfilll.
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Herleitung der Gleichung (105) fiir die Geschwindigkeitsdifferenz zwischen
Dampf und Wasser

Nach Zuber und Findlay sind die Terme der Gleichung (57) gewichtete Flachenmit-
telwerte, wobei mit dem mikroskopischen Dampfvolumengehalt gewichtet wird:

A A A

%gem)vd/\ %gev]dA ’ A. %gt-:v’l)deA
. == v OK‘([]dA+ 5 (57)
K{BvdA K!;-'dA K{EvdA KgGVdA

Der Term auf der linken Seite der Gleichung ist die Dampfgeschwindigkeit V,, der
erste Term auf der rechten Seite ist das Produkt von Phasenvenrteilungsparameter
C, und Volumenstromdichte der Mischung J und der zweite Term die Dampf-
Driftgeschwindigkeit V,,,. Damit lautet Gleichung (57) auch:

Vv = Co J + VVJ . (57)

Durch Vertauschung der Indizes von V mit L erhalt man die Gleichung fiir die Was-
sergeschwindigkeit V,. Gegeniber Gleichung (57) enthalt die so erzeugte Gleichung
keinen Informationsgewinn. Sie ist lediglich das spiegelbildliche Gegenstlick zu (57):

A A A
+[ervdA 1 [eLdA ) A % [ervLdA
0 _ 0 ; 0
14 _1A. 14 .KdeA+ X @
ngLdA Kg]dA XJ(;&_dA 0 ;(f)eLdA
Die analoge Schreibweise zu Gleichung (57) lautet:
V.= CoLJd + V. (R)

Der Zusammenhang zwischen den Phasenverteilungsparameter C,. mit C, ergibt
aus den obigen Definitionen und Gieichungen (21),(87) und (38) zu:

Co Qy + Co,L(X,L =1. / (S)

Der Zusammenhang zwischen Wasser-Driftgeschwindigkeit V, und Dambf—
Driftgeschwindigkeit V., folgt aus den obigen Definitionen in Verbindung mit (28) und
(29) zu:

VVJ (X,v=-V|_J oy . (T)
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Die Differenz der Phasengeschwindigkeit kann somit durch Substraktion der Glei-
chung (R) von Gleichung (57) gebildet werden. Das Resultat ist:

Vv=VL=(Co-Col+Vw-Vu . (V)

bzw. mit den Definitionen flr den Drift-Fiux (31) und (32) ergibt sich:

Vy=Vi=(Co-Con)d+ g% . (105)
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