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Kurzfassung

Im Rahmen des Vorhabens RS1197 wurden Analysemethoden zur Bestimmung der
strukturdynamischen Beanspruchungen und der Grenztragfahigkeit von Containment-
strukturen weiterentwickelt und erprobt. Dabei stand die Quantifizierung von Sicher-
heitsmargen gegenlber Versagen von Containmentstrukturen bei Belastungen infolge
ausgewahlter Einwirkungen von innen und von auflen im Vordergrund. Untersucht
wurden eine Modellcontainmentstruktur aus vorgespanntem Stahlbeton unter Innen-
druckbelastung bis zum Versagensdruck, eine duRere Containmentstruktur aus Stahl-
beton unter lokalen Aufprallbelastungen, die beim gezielten Flugzeugabsturz auftreten
kénnen, und ein Stahlsicherheitsbehalter unter lokalen peakférmigen Innendruck- und
Temperaturbelastungen infolge von Kernschmelzszenarien mit einer lokal begrenzten

Wasserstoffverbrennung.

Die GRS hat daruber hinaus an dem international besetzten ,Standard Problem Exer-
cise #3“ zum Thema "Performance of Containment Vessel under Severe Accident
Conditions" teilgenommen. Zusammen mit den Kooperationspartnern wurden Teilas-
pekte des globalen Containmentverhaltens am Beispiel des 1:4 skalierten Sandia-
Modellcontainments aus vorgespanntem Stahlbeton, das durch steigenden Innendruck
bis zum Versagen belastet wurde, untersucht. Komplexe Analysemodelle wurden ent-
wickelt, wobei das Verhalten der Spannkabel unter Berlicksichtigung der Reibkontakte
mit den Hullrohren berechnet wurde. Die Analyseergebnisse zeigen im Vergleich mit
entsprechenden Messwerten, dass die Spannungen nahe der Spannvorrichtung und
die Verformung der Innenoberflache als Funktion des Innendrucks realistisch nachvoll-
zogen werden konnen. Im Experiment wurde globales Strukturversagen des Modell-
containments beim etwa 3,64-fachen Auslegungsdruck durch Spannkabelbruch ausge-
I6st. Wenn die in der Regel lokalen rissartigen Schadigungen des Betons in den
Simulationsmodellen auf die Betonelemente verschmiert angenommen werden, liegen
die Spannkabeldehnungen beim Versagensdruck deutlich unter der im Labor bestimm-
ten Bruchdehnung, d. h. sicherheitstechnische Bewertungen von vorgespannten Con-
tainmentstrukturen beziiglich der Grenztragfahigkeit bei Innendruckbelastung sollten
mit um etwa den Faktor 2 reduzierten Bruchdehnungen fiir die Spannkabel durchge-
fuhrt werden. Unterstellt man jedoch im Sandia-Modellcontainment, dass sich z. B. ein
wanddurchdringender Riss im Beton nahe eines Spannkabels bildet, dann plastifiziert
das entsprechende Hillrohr im Bereich des Risses und die Umfangsspannung aus

dem Innendruck wird weitgehend Uber einen kleinen Bereich des im Riss liegenden



Spannkabels abgetragen. Dabei entstehen lokale Dehnungstiberhéhungen im Bereich

der Bruchdehnung der Spannkabel.

Mit den entwickelten Analysemodellen einer generischen Struktur eines &aufleren
Stahlbetoncontainments wurden Simulationen zu verschiedenen Flugzeugabsturz-
szenarien als Kontaktprobleme mit expliziter Stof3kdrpersimulation durchgefuhrt. Ein-
gesetzt wurden dabei vereinfachte Modelle fur ein Militarflugzeug sowie ein mittel-
grolRes Passagierflugzeug. Parameterstudien zeigen, dass wie zu erwarten die Auf-
prallgeschwindigkeit sowie die Versagenskriterien fur Beton und Stahl die Integritat der
Containmentstruktur mafigeblich beeinflussen. Weiterhin unterstreichen die Unter-
suchungen die Bedeutung der Blgelbewehrung, welche den wesentlichen Widerstand
gegen lokales Durchstanzversagen der Stahlbetonstruktur darstellt. Bei den numeri-
schen Simulationen zum Flugzeugabsturz auf eine generische Containmentstruktur
kann grof¥flachiges Versagen im Kontaktbereich zwischen Rumpf und Barriere oder/
und lokales Versagen im Kontaktbereich zwischen Triebwerk und Barriere auftreten.
Weiterhin sind mit der Analysemethodik basierend auf Stof3kérpermodellierung der
Flugkorper quantitative Aussagen zur Schadigung im Bereich der Grenztragfahigkeit

der Containmentstrukturen einschliefdlich Eintrag von Kerosin ins Innere mdglich.

Mit einem dreidimensionalen Gesamtmodell eines Reaktorgebdudes vom Typ Konvoi
wurden unter Verwendung eines generischen abdeckenden Spektrums basierend auf
den Bodenantwortspektren deutscher Kernkraftwerksstandorte die Etagenantwortspek-
tren berechnet und daraus Belastungen fir eine Kuhlkreislaufschleife abgeleitet. Fur
den aus Spannungsberechnungen mit einem Analysemodell einer Kiihlkreislaufschleife
bestimmten hochstbelasteten Bereich wurde eine Methodik zur Abschatzung der Mate-
rialermldung, basierend auf der KTA-Regel 3201.2, erprobt. Die ausgewerteten Last-
spiele liegen weit unterhalb der angenommenen Dauerfestigkeit fir ferritische Stahle,
d. h. die Zahl der ertragbaren Zyklen ist beliebig groR. Es ist also keinerlei Ermidungs-
schadigung der Rohrleitung durch das Lastkollektiv des abdeckenden Erdbebenspekt-
rums einschliel3lich einer Vielzahl von Nachbeben gleicher Starke zu erwarten. Diese
Bewertung gilt sogar fur um den Faktor 10 groflere Schwingbreiten, die im Rahmen
entsprechend erhdhter Erdbebenbelastungen auftreten kénnten, wobei in dieser Ab-

schatzung der Einfluss mdglicher Plastifizierungen nicht bertcksichtigt wird.

Dreidimensionale Analysemodelle des kugelférmigen Stahlsicherheitsbehalters der
DWR Baureihe Konvoi, wobei ein Modell alle Schleusen und Rohrleitungsdurchflihrun-

gen enthalt, wurden entwickelt und erprobt. Untersuchungen zu lokalen peakartigen



Druck- und Temperaturbelastungen, wie sie bei Kernschmelzszenarien mit einer loka-
len Wasserstoffverbrennung auftreten kdénnen, zeigen, dass bei Druckspitzen bis
0,4 MPa keine bleibenden plastischen Verformungen auftreten. Die druckbeaufschlag-
te Flache zeigt Schwingungen, wobei die Frequenz mit der Peakdauer korreliert. Qua-
si-statisches Verhalten wird fir Druckpeakdauern oberhalb 100 ms erreicht. Druck-
peaks im Bereich 1 MPa zusammen mit Temperaturpeaks oberhalb von 700 °C
kénnen begrenzte Plastifizierung und lokales Versagen an der Innenoberflache des Si-
cherheitsbehalters hervorrufen. Die Berucksichtigung des Dehnrateneffekts ergibt eine

Erhéhung der Sicherheitsmargen gegenlber Versagen.

Insgesamt wurden im Sinne der Zielsetzung des Vorhabens Fortschritte bei der Wei-
terentwicklung und Erprobung von strukturdynamischen Analysemethoden zur Be-
stimmung der Grenztragfahigkeit von Stahlbetonstrukturen unter Einwirkungen von in-
nen und von aufien erreicht. Es bleiben jedoch offene Punkte, insbesondere bei der
Bestimmung der Grenztragfahigkeit von Containmentstrukturen aus Stahlbeton beziig-
lich des Einflusses lokaler rissartiger Schaden im Beton und der Modellierung des Ver-
bundes zwischen Beton und den Bewehrungsstaben sowie den Hiillrohren der Spann-
kabel.






Abstract

Within the framework of project RS1197, analysis methods have been further devel-
oped and tested for the determination of the structural dynamic loading and the maxi-
mum load-bearing capacity of containment structures with a focus on the quantification
of safety margins against failures due to loads resulting from selected internal and ex-
ternal hazards. The analyses comprised a model containment structure of prestressed
reinforced concrete under internal pressure loading until reaching failure pressure, an
outer containment structure made of reinforced concrete under local impact loads that
may occur during a targeted aircraft crash, and a steel containment under local peak
loads from internal pressure and temperature loads due to core melt scenarios with a

local hydrogen combustion.

GRS participated in the international “Standard Problem Exercise #3” on the issue
"Performance of Containment Vessel under Severe Accident Conditions". Together
with the cooperation partners, aspects of the global containment behaviour were con-
sidered based on the example of the Sandia 1:4 model containment of prestressed
concrete, which was loaded by rising internal pressure until failure. Complex analysis
models were developed, calculating the behaviour of the prestressing tendons under
consideration of the frictional contact with the cladding tubes. Compared with corre-
sponding measurement values, the analysis results show that the stresses near the
tensioning device and the deformation of the inner surface can be realistically modelled
as a function of the internal pressure. In the experiment, global structural failure of the
containment model was caused by tendon rupture at about 3.64 times the design pres-
sure. If in the simulation models local crack-like damage of the concrete is assumed to
be smeared on the concrete elements, the tendon strains at failure pressure are signifi-
cantly below the fracture strain determined in the laboratory, i.e. safety assessments on
prestressed containment structures with respect to the maximum load-bearing capacity
under internal pressure load should be carried out with fracture strains for the pre-
stressing tendons reduced by a factor of about 2. If, however, postulating in the Sandia
model containment the formation of a through-wall crack in the concrete near a pre-
stressing tendon, then the cladding tube in the crack area plasticises and the circum-
ferential stress from the internal pressure is largely beared via a small area of the pre-
stressing tendon in the crack. This results in local strain peaks close to the fracture

strain of the prestressing tendons.



With the developed analysis models of a generic structure of an outer reinforced con-
crete containment, simulations were carried out for various aircraft crash scenarios as
contact problems with explicit impactor simulation. For this purpose, simplified models
of a military aircraft and a medium-sized passenger aircraft were used. The parameter
studies show that, as expected, the impact velocity as well as the failure criteria for
concrete and steel have a significant influence on the integrity of the containment struc-
ture. Furthermore, the analyses underline the importance of the stirrup reinforcement,
which constitutes the main resistance to local punching failure of the reinforced con-
crete structure. In the numerical simulations on aircraft crash on a generic containment
structure, failure of a large area between fuselage and barrier or/and local failure in the
contact area between engine and barrier can occur. In addition, with the analysis
methodology based on impactor modelling, quantitative statements can be made on
the damage in the area of the maximum load-bearing capacity of the containment

structures, including entry of kerosene into the inside.

With a 3D global analysis model of a Konvoi-type reactor building, the floor response
spectra were calculated using a generic enveloping spectrum based on the ground re-
sponse spectra of German nuclear power plant sites to derive loads for a cooling loop.
For the area with the highest loads, determined by stress calculations with an analysis
model of a cooling loop, a methodology to estimate material fatigue based on nuclear
safety standard KTA 3201.2 has been tested. The evaluated load cycles are far below
the assumed fatigue strength for ferritic steels, i.e. the number of cycles that can be
withstood is arbitrarily large. Accordingly, fatigue damage of the piping by the load col-
lective of the enveloping earthquake spectrum, including a large number of aftershocks
of the same magnitude, is not to be expected. This assessment even applies to stress
ranges larger by a factor of 10 that would occur under correspondingly higher earth-

quake loads, not taking into account the influence of potential plastification.

3D analysis models of the spherical steel containment vessel of the Konvoi type have
been developed and tested, one of them including all locks and pipe ducts. Studies on
local peak-like pressure and temperature loads, as they can occur in core melt scenar-
ios with a local hydrogen combustion, show that no permanent plastic deformation oc-
curs at pressure peaks up to 0.4 MPa. The pressure-loaded surface shows oscillations
where the frequency is correlated with the peak duration. Quasi-static behaviour is
reached for pressure peaks with durations longer than 100 ms. Pressure peaks in the
range of 1 MPa in combination with temperature peaks above 700° C may cause lim-

ited plastification and local failure at the inner surface of the containment. The consid-

VI



eration of the strain rate effect results in an increase of the safety margins against fail-

ure.

Overall, progress has been made in terms of the project objectives with the further de-
velopment and testing of structural dynamic analysis methods for determining the max-
imum load-bearing capacity of reinforced concrete structures under loads due to inter-
nal and external hazards. However, there remain unresolved issues, in particular in
determining the maximum load-bearing capacity of containment structures made of re-
inforced concrete with regard to the influence of local crack-like damage in concrete
and the modelling of the bond between concrete and the reinforcing bars as well as the

cladding tubes of the prestressing tendons.

VI
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1 Einleitung

Vor dem Hintergrund der Ereignisse in Fukushima und dem dadurch ausgeldsten
Trend, auslegungsiberschreitende Ereignisse neu zu betrachten und zu bewerten,
gewinnt die Frage nach der Ausnutzung von Sicherheitsmargen gegenlber Versagen
von Komponenten und Strukturen zunehmend an Bedeutung. Daflir sind verfeinerte
Analysemethoden zur Bestimmung der strukturdynamischen Beanspruchungen und
der Grenztragfahigkeit von Containmentstrukturen zu erproben und bereitzustellen,
weil vereinfachte Methoden, wie sie bei der Auslegung der in Betrieb befindlichen
Komponenten und Strukturen eingesetzt wurden, zur Quantifizierung von Sicherheits-
margen nicht geeignet sind. In diesem Zusammenhang sind die im kerntechnischen
Regelwerk (z. B. KTA 3201.2) vorhandenen Festlegungen zu Versagenskriterien, ins-
besondere zu Grenzdehnungen bzw. -spannungen unter Beriicksichtigung der Span-
nungsmehrachsigkeit beziglich des Abbaus von Konservativitaten zu untersuchen.
Weiterhin sind mit verfeinerten Analysemethoden im Vergleich zu vereinfachten Me-
thoden Simulationen zur Abschatzung der dynamischen Grenzbelastbarkeit von Kom-
ponenten und Strukturen unter Stor- und Unfallbedingungen durchzuflihren, wobei ge-

eignete Versuchsergebnisse berilicksichtigt werden sollen.






2 Zielsetzung und Arbeitsprogramm

2.1 Gesamtziel

Gesamtziel der im Rahmen des Vorhabens RS1197 durchgeflihrten Arbeiten ist die
Weiterentwicklung und Erprobung von Analysemethoden zur Beschreibung des struk-
turdynamischen Verhaltens von Containmentstrukturen. Dabei sollen Methoden zur
Bestimmung der strukturdynamischen Beanspruchungen und Grenztragfahigkeit von
Containmentstrukturen unter Berlicksichtigung von Storstellen (z. B. Schleusen) zur
Quantifizierung von Sicherheitsmargen gegenuber Versagen bei Belastungen infolge
von Einwirkungen von innen sowie von auRlen im Vordergrund stehen. An zwei An-
wendungsbereichen sollen die Methoden im Rahmen von Parameterstudien erprobt
werden. Dabei sollen ein Stahlsicherheitsbehalter unter lokalen peakférmigen Innen-
druck- und Temperaturbelastungen, die bei Einwirkungen von innen auftreten kénnen
sowie eine Containmentstruktur aus Stahlbeton unter lokalen Aufprallbelastungen, die

bei Einwirkungen von aufien auftreten kénnen, untersucht werden.

2.2 Einzelziele

Im Rahmen von zwei Anwendungsbeispielen sollen strukturmechanische Analysemo-
delle von Containmentstrukturen zur Bestimmung des Ortes, an dem die Containment-
struktur flr ausgewahlte Belastungsszenarien zuerst versagt, weiterentwickelt und er-
probt werden. Dabei sollen relevante Einflussparameter auf die dynamische
Grenztragfahigkeit bestimmt werden. Diese Analysemethoden sollen die Genauigkeit
von Aussagen bezuglich Integritdt von Containmentstrukturen aus Stahl sowie aus
Stahlbeton erhéhen, insbesondere flr Einschatzungen zu den Auswirkungen postulier-
ter Einwirkungen von innen und von aul3en. Dabei ist zu erwarten, dass die bereitzu-
stellende Analysetechnik auch fur Untersuchungen im Rahmen des Neubaus von
Kernkraftwerken in angrenzenden Landern sowie in anderen technischen Bereichen, in
denen die Integritat von Stahl bzw. Stahlbetonkonstruktionen fir den Schutz der Um-

gebung von Bedeutung ist, genutzt werden kann.

In einem ersten Anwendungsbeispiel sollen verfeinerte Analysemethoden zur Integri-
tatsbewertung von Stahlsicherheitsbehaltern bei peakférmigen Innendruck- und Tem-
peraturbelastungen, die infolge ausgewahlter Kernschmelzszenarien mit einer lokalen

Wasserstoffverbrennung auftreten kénnen, erprobt werden.



In einem zweiten Anwendungsbeispiel sollen verfeinerte Analysemethoden zur Be-
stimmung der Widerstandsfahigkeit einer Containmentstruktur aus Stahlbeton bei Auf-

pralllasten, die beim Flugzeugabsturz (FLAB) auftreten kénnen, erprobt werden.

Insgesamt wird als Ergebnis des Vorhabens die Bereitstellung erprobter Analyse-
methoden zur Beschreibung des Verformungsverhaltens von Containmentstrukturen
bei Belastungen infolge von Einwirkungen von innen sowie von aufen insbesondere im
Bereich von Durchfuhrungen (z. B. Schleusen) im Hinblick auf die Bestimmung der dy-
namischen Grenztragfahigkeit und zur Quantifizierung von Sicherheitsmargen gegen-

Uber Versagen angestrebt.

Vor dem Hintergrund der Ereignisse in Fukushima und Fragestellungen bezuglich de-
ren Ubertragbarkeit auf deutsche Anlagen sollen zusétzlich strukturmechanische Un-
tersuchungen zum Komponenten- und Gebaudeverhalten bei auslegungsiber-
schreitenden Erdbebenbelastungen unter Berlcksichtigung einer Vielzahl von
Nachbeben durchgefuhrt werden. Dabei sollen phdnomenologische und methodische
Aspekte einschlieBlich Unsicherheiten in der Nachweiskette im Vordergrund stehen.

Anlagenspezifische Aussagen sollen nicht erarbeitet werden.

2.3 Arbeitsprogramm

Zur Erfullung der Zielsetzung wurden zu den folgenden Arbeitspaketen (AP) Arbeiten
durchgefiihrt und entsprechende Ergebnisse erzielt. Vor dem Hintergrund der Ereignis-

se in Fukushima wurde das urspringliche Arbeitsprogramm um AP 7 erweitert:

AP 1. Modellgenerierungsmethode fur Containmentstrukturen zur Berucksichti-
gung von Schleusen und Rohrleitungsdurchfiihrungen
Bei der Bestimmung der strukturdynamischen Beanspruchung und der dynamischen
Grenztragfahigkeit von Containmentstrukturen unter transienten Belastungen infolge
von Stor- und Unfallszenarien im Rahmen von Finite-Elemente-Analysen sind die
Schleusen und Rohrdurchfiuhrungen von besonderer Bedeutung. Daher wird eine Mo-
dellgenerierungsmethode fur Strukturbereiche mit Schleusen und Rohrleitungsdurch-
fuhrungen entwickelt. Bei dreidimensionalen Analysemodellen fur Stahlsicherheitsbe-
halter sind Wanddickenveranderungen und Stutzen und fir Stahlbetonstrukturen sind

zusatzlich Anderungen in der Bewehrung und des Liners (soweit vorhanden) sowie bei



vorgespannten Behalterstrukturen Anderungen im Verlauf der Spannkabel, die um die

Schleusen und Rohrleitungsdurchfiihrungen gefuhrt werden, zu berlcksichtigen.

AP 2: Parameterstudie zur Integritat eines Stahlsicherheitsbehdlters unter peak-
formigen Innendruck- und Temperaturbelastungen
Fur eine Sicherheitsbehalterstruktur der Baureihe Konvoi werden mit dreidimen-
sionalen Analysemodellen, die mit der im AP 1 entwickelten Methode generiert werden,
zunachst Frequenzanalysen durchgefiihrt. Dabei wird untersucht, inwieweit die Eigen-
frequenzen und Eigenformen der Sicherheitsbehalterstruktur von der Berucksichtigung
der Schleusen und Rohrleitungsdurchfiihrungen sowie Lagerungs- bzw. Einspannbe-
dingungen abhangig sind. Im nachsten Schritt sollen fur peakférmige Innendruck- und
Temperaturbelastungen Untersuchungen zu relevanten Einflussgréfien auf die struk-
turdynamische Response und Grenztragfahigkeit der Struktur unter Berlcksichtigung
nichtlinearer temperatur- und dehnratenabhangiger Werkstoffdaten durchgefiihrt wer-
den. Dabei sollen neben der Peakhohe, der Peakbreite auch die GroRen der druck-
bzw. temperaturbeaufschlagten Flachen sowie deren Positionen variiert werden. Bei
der Festlegung der Parameterbereiche werden Ergebnisse thermohydraulischer Be-
rechnungen zu Kernschmelzszenarien mit Wasserstoffverbrennung sowie geeignete

Versuchsergebnisse bericksichtigt.

AP 3. Parameterstudie zur Widerstandsfahigkeit einer Containmentstruktur aus
Stahlbeton bei Aufpralllasten
Fir eine auliere Containmentstruktur aus Stahlbeton ohne bzw. mit Vorspannung sol-
len mit dreidimensionalen Analysemodellen, die mit der im AP 1 entwickelten Methode
generiert werden, zunachst Frequenzanalysen durchgefiihrt werden. Im nachsten
Schritt sollen fir ausgewahlte Aufprallbelastungen in Form von Last-Zeit-Funktionen
sowie mit entsprechenden Analysemodellen von Flugzeugen Untersuchungen zu rele-
vanten EinflussgroRen auf die strukturdynamische Response und Grenztragfahigkeit
der Struktur unter Berucksichtigung nichtlinearer dehnratenabhangiger Werkstoffdaten
durchgefihrt werden. Dabei sollen Parameter, die die Last-Zeit-Funktionen charakteri-
sieren (z. B. Aufpralldauer, Lasthéhen und Zeitverlauf), sowie die druckbeaufschlagte

Flache und deren Position variiert werden.

AP 4: Entwicklung und Validierung vereinfachter Methoden zur Berlcksichti-
gung von Schleusen und Rohrdurchfihrungen in Containmentstrukturen
Eine vereinfachte Methodik zur Beriucksichtigung von Stdrstellen in Form von Schleu-

sen bzw. Rohrleitungsdurchfliihrungen bei der Integritdtsbewertung von Containment-



strukturen basiert auf FE-Berechnungen mit Analysemodellen ohne Schleusen bzw.
Rohrdurchfuhrungen und geeigneten Dehnungsuberhdhungsfaktoren. Eine derartige
Vorgehensweise wurde von EPRI fur die Bewertung der Linerintegritat in Stahlbeton-
containments bereitgestellt /DAM 89/. Eine analoge Methodik soll fur die Integritatsbe-
wertung von Stahlsicherheitsbehaltern mit vereinfachter Berticksichtigung von Storstel-

len, basierend auf den in AP 1 generierten Analysemodellen, entwickelt werden.

AP 5: Internationale Vergleichsanalysen zum Verhalten eines Modellcontain-
ments aus Spannbeton bei Belastungen infolge schwerer Storfélle
Zum Thema ,Verhalten eines Modellcontainments aus Spannbeton bei Belastungen in-
folge schwerer Storfalle* wird ein SPE (Standard Problem Exercise) mit internationalen
Vergleichsanalysen durchgefuhrt. Organisator des SPE ist das auf diesem Gebiet er-
fahrene Sandia Nat. Lab. (USA). Sandia hat auch das erfolgreich abgeschlossene In-
ternationale Standardproblem (ISP 48) zu einem Sandia GroRversuch /HES 05/, an
dem GRS im Rahmen des Vorhabens RS1154 /GRE 06/ teilgenommen hat, organi-
siert. Diese Aktivitat wird von USNRC und AERB (Atomic Energy Regulatory Board of

India) unterstuitzt.

Gemal der Ankindigung stehen Untersuchungen zu lokalen Effekten in einem Modell-
containment aus Spannbeton insbesondere Stahl-Beton-Wechselwirkung im Bereich
der Durchflihrungen, Leckraten bei transienten Druck- und Temperaturbelastungen,
Versagensmechanismen des Liners sowie Reibung und Schlupf der Spannkabel bei

Ausdehnung der Containmentstruktur im Vordergrund.

Im Rahmen dieses Arbeitspunktes werden entsprechende Berechnungen zu ausge-
wahlten Aufgabenstellungen des SPE durchgeflihrt und die Ergebnisse mit denen an-
derer Organisationen verglichen. Diskrepanzen in den Ergebnissen der internationalen

Vergleichsanalysen werden mit den Beteiligten diskutiert und bewertet.

AP 6. Projektleitung, Projektcontrolling, Ergebnisdokumentation

Durch eine fachliche Projektleitung wird sichergestellt, dass die Arbeiten an den ein-
zelnen Schwerpunkten des Vorhabens so koordiniert werden, dass eine ganzheitliche
Betrachtung der Aufgabenstellung erfolgt. Ein zusammenfassender Abschlussbericht
zu dem gesamten Vorhaben wird erstellt. Dabei werden alle durchgefiihrten Arbeiten
einschliellich der Rechenmodelle und der Analyseergebnisse zusammengefasst dar-

gestellt.



AP 7: Komponenten- und Bauwerksverhalten bei auslegungsiiberschreitenden
Erdbebenlasten
Vor dem Hintergrund der Ereignisse in Fukushima und Fragestellungen beziglich de-
ren Ubertragbarkeit auf deutsche Anlagen werden Untersuchungen zum Verhalten
kerntechnischer Komponenten und Gebaude bei auslegungstberschreitenden Erdbe-
benbelastungen unter Berlcksichtigung einer Vielzahl von Nachbeben durchgefihrt.
Dabei werden ausgehend von den fir deutsche Anlagen typischen Bodenantwortspek-
tren generisch, d. h. standortunabhangig auslegungsiberschreitende Erdbebenbelas-
tungen festgelegt und rechnerisch die am starksten beanspruchten Bereiche der Kom-

ponenten einer Kihlkreislaufschleife der Baureihe Konvoi identifiziert.






3 Stand von Wissenschaft und Technik; bisherige Arbeiten

Die Containment-Struktur eines Kernkraftwerks stellt die duere Barriere eines Reak-
torgebaudes dar und muss sowohl den thermomechanischen Beanspruchungen eines
Stor- bzw. Unfalls von innen als auch den Belastungen aus duf3eren Einwirkungen
(z. B. Flugzeugabsturz) widerstehen. Je nach Reaktortyp besteht die Containment-
Struktur aus einschaligen oder doppelschaligen Stahlbetonstrukturen (teilweise mit

Vorspannung) bzw. Stahl-Stahlbetonstrukturen.

Im Hinblick auf den hohen Stellenwert der Integritdt und Dichtheit von Contain-
mentstrukturen zum Schutz der Bevdlkerung vor Austrag von radioaktiven Stoffen
kommt der wissenschaftlichen Absicherung der fir die Nachweise eingesetzten Me-

thoden, Verfahren und Priifungen eine besondere sicherheitstechnische Bedeutung zu.

Integritatsbewertungen bzw. Sicherheitsnachweise fur Containmentstrukturen in deut-
schen Kernkraftwerken zeigen fur die zu betrachtenden Belastungen infolge von Ein-
wirkungen von innen und von auf3en in der Regel hohe Sicherheitsreserven gegentber
Versagen in Form eines rissartigen Lecks oder eines groRflachigen Bruchs. Bei der
Bewertung der Sicherheit von Containmentstrukturen kerntechnischer Anlagen stehen
in Deutschland deterministische Vorgehensweisen im Vordergrund. Berechnungen flr
auslegungsuberschreitende Lastannahmen basieren auf verfeinerten Analysemetho-
den. Dabei werden den flir spezifizierte Belastungsszenarien berechneten Beanspru-
chungen in der Komponentenstruktur Spannungs- bzw. Dehnkriterien sowie bruchme-

chanische Kriterien gegenubergestellt.

Im Rahmen des Vorhabens RS1154 /GRE 06/ wurde im Zusammenhang mit bereits
durchgefiihrten GrolRversuchen die strukturmechanische Analysemethodik zur Be-
stimmung der Integritdt von Behalterstrukturen aus vorgespanntem Stahlbeton unter
quasi-statischen Belastungen validiert und weiterentwickelt. Dabei wurde durch Analy-
sen zu Versuchen die Aussagegenauigkeit der Analysemethodik bezlglich der Simula-
tion des Verformungsverhaltens von Betonstrukturen unter Berlcksichtigung von Vor-
spannung und Bewehrung sowie die Voraussetzungen flr eine Leckratenberechnung
verbessert. Zu einem Grof3versuch des Sandia National Laboratory (USA) an einem
vorgespannten DWR-Modellcontainment im Malstab 1:4 wurden Simulationsberech-
nungen zum Strukturverhalten mit dem Finite-Elemente-Programm ADINA /ADI 14/
durchgefuhrt. Der Vergleich zwischen Messwerten und Rechenergebnissen in dem zy-

lindrischen Bereich des Modellcontainments, in dem keine Durchdringungen vorhan-



den sind, zeigt, dass die globale Verformung der Struktur sowie das lokale Dehnungs-
verhalten im Beton, an den Bewehrungsstédben, an den Spannkabeln und in dem an
der Innenoberflache befestigten Stahlliner unter zunehmender Innendruckbelastung bis
auf die Phase der Bildung von Mikrorissen im Beton zufriedenstellend simuliert werden
kénnen. Im Rahmen der Teilnahme an dem zum Sandia-Versuch definierten inter-
nationalen Standardproblem (ISP 48) wurden Analyseergebnisse verschiedener Orga-
nisationen verglichen und bewertet. Damit wird der derzeitige Entwicklungsstand der
Berechnungsverfahren fir vorgespannte Stahlbetonbehalter demonstriert, insbesonde-
re im Hinblick auf das Versagensverhalten von Liner und Beton unter quasi-statischen
Belastungen. Insgesamt zeigen die erzielten Ergebnisse, dass die entwickelten Analy-
semodelle und die eingesetzte Analysemethodik bis auf den Belastungsbereich, in dem
die Mikrorissbildung im Beton beginnt, eine hohe Aussagesicherheit bezlglich der Si-
mulation des Verformungsverhaltens von Betonstrukturen unter Berilicksichtigung von
Vorspannung und Bewehrung haben. Zu zwei Belastungsfallen mit Gberlagerter Innen-
druck- und Temperaturbelastung infolge einer simultanen Erhéhung von Temperatur
und Druck im Inneren des Modellcontainments gemaf den ZustandsgréRen von gesat-
tigtem Dampf sowie einem postulierten schweren Storfall (Ausfall der Stromversorgung
mit Wasserstoffverbrennung) wurden Berechnungen im Rahmen des ISP 48 durchge-
fuhrt. Im Vergleich zum reinen Innendrucklastfall bewirkt der Temperaturgradient, dass
z. B. die radialen Verschiebungen im zylindrischen Bereich bei gleichem Druck gréRer
sind. Dehnungen im Liner sowie in Bewehrungsstaben und im Beton nahe der Innen-
bzw. Aulienoberflachen zeigen deutliche Unterschiede zum reinen Innendrucklastfall,
wahrend die Spannkabel nahe der Wandmitte keinen wesentlichen Unterschied zei-
gen. Demgegenlber hat der thermische Gradient starken Einfluss auf die Schadigung

im Beton nahe der Innen- bzw. AuRenoberflache sowie im Liner.

Weiterhin wurden mit dem im Finite-Element-Programm ADINA /ADI 14/ enthaltenen
Betonmodell Berechnungen zu Experimenten der Universitdt Karlsruhe mit plattenfor-
migen Probekdrpern aus vorgespanntem Stahlbeton durchgefiinrt. Bei den Berech-
nungen standen die Simulation der Rissbildung und die Abschatzung von Rissweiten
im Vordergrund. In diesem Zusammenhang wurde begonnen, Methoden zur Ermittlung
von Rissweiten bzw. Leckflachen als strukturmechanische Randbedingung fir Leckra-
tenberechnungen bereitzustellen und zu erproben. Dabei wurde eine Methode zur
Rissweitenbestimmung aus Resultaten der Finite-Elemente-Simulationen sowie inge-
nieurtechnische Abschatzungsverfahren an den betrachteten Modellcontainments und
Probekdorpern erprobt. Eine Validierung der Methoden durch Vergleich mit gemessenen

Werten steht noch aus, weil in den meisten der hier betrachteten Versuche, die Riss-
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weitenbestimmung nicht vorgesehen war. Es bleibt festzuhalten, dass es mit den ein-
gesetzten Modellen nicht gelang, die Phase der Rissbildung zufriedenstellend zu simu-
lieren. Modellverbesserungen sind fur eine zuverlassige Abschatzung von Leckoffnun-
gen und somit Leckraten und somit zur Bestimmung der Dichtheit von Contain-

mentstrukturen aus vorgespanntem Stahlbeton erforderlich.

Im Rahmen des Vorhabens RS1171 /GRE 10/ wurden die Methoden fir Sicherheits-
nachweise zur Integritat und Dichtheit von Sicherheitsbehaltern laufender Anlagen aus
Spannbeton durch probabilistische Ansatze zur Bestimmung der Struktur-
zuverlassigkeit erweitert, damit die Auswirkungen bzw. die Beherrschbarkeit schwerer
Storfalle im Rahmen der fur probabilistische Sicherheitsanalysen (PSA) bendtigten
quantitativen Abschatzungen aufgezeigt werden kénnen. Weiterhin wurden verschie-
dene Methoden zur Bestimmung der Leckraten in Stahlbeton beziiglich der Aussage-

genauigkeit gegentbergestellt.

Fur die Tragfahigkeit von Strukturen aus Stahlbeton ist der Verbund zwischen Beweh-
rungsstahl und umgebendem Beton von entscheidender Bedeutung. Daher beeinflus-
sen die Verbundeigenschaften von Stahlbeton wesentlich die Betonschadigung und die
Bauteilverformungen. In strukturmechanischen Simulationen kénnen die mechanischen
Eigenschaften von Beton und Bewehrungsstahl im Einzelnen bereits recht genau be-
ricksichtigt werden, wahrend im Hinblick auf das Verbundverhalten weiterer For-
schungsbedarf besteht, um die komplexen Verbundmechanismen realistisch simulieren
zu konnen. In diesem Zusammenhang ist die Entwicklung und Erprobung vereinfachter
Verbundmodelle, die bei der Simulation komplexer Bauwerke eingesetzt werden koén-
nen, erforderlich, wobei die Aussagesicherheiten dieser Modelle in Verbindung mit
hochauflésenden, realititsnahen Verbundmodellen eingeschatzt werden sollten. Effizi-
ente Modelle beschranken sich auf wenige Modellparameter. Zu dieser Thematik wur-
de im Rahmen des Vorhabens RS1171 ein flir zweidimensionale Problemstellungen
verfugbarer Modellansatz von Akkermann /AKK 00/, der von Niklasch /NIK 07/ fir An-
wendungen mit ADINA bereitgestellt wurde, getestet. Dabei ergab sich, dass eine Wei-
terentwicklung fur dreidimensionale Problemstellungen erheblichen Aufwand bendtigt.
Weiterhin gibt es zu der Problematik Modellvorstellungen an der Ruhr-Universitat Bo-
chum (Lehrstuhl fur Allgemeine Mechanik), dass ein realitdtsnahes praxistaugliches
Verbundmodell flr Stahlbeton auf der Basis existierender Modelle fur Stahl und Beton
sowie den Verbundmechanismen Haft-, Scher- und Reibungsverbund entwickelt wer-

den kann, wobei mit Methoden der Homogenisierung und Modelladaptivitat eine Mo-
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dellreduktion auf nichtlineare, orthotrope Materialgesetze insbesondere flir schalenfér-
mige Bauteile aus Stahlbeton erzielt werden kann /DIM 08/, /MAK 06/, /STU 03/.

Spannbetonbehalter werden als innere Containmentstruktur in den laufenden deut-
schen Kernkraftwerken der SWR-Baulinie 72 eingesetzt. Dies sind zylindrische Stahl-
betonbehalter mit Wanddicken im Bereich 1,1 bis 1,5 m, die konzentrisch zur etwa
1,5 m dicken AuRenwand des Reaktorgebdudes angeordnet sind. Diese Behalter sind
in Umfangsrichtung und in vertikaler Richtung vorgespannt. Weiterhin sind sie durch
innenliegende, etwa 8 mm dicke metallische Liner ausgekleidet, die die erforderliche
Dichtheit sicherstellen sollen. In Frankreich sowie in osteuropaischen Landern ist eine
Grofizahl laufender Kernkraftwerke mit inneren Containmentstrukturen aus vorge-
spanntem Stahlbeton ausgeristet. Im Rahmen des Neubaus von Kernkraftwerken in
angrenzenden Landern z. B. fur den European Pressurized water Reactor (EPR) in
Frankreich, Finnland und China sind Spannbetonbehélter mit Stahlliner als innere Con-

tainmentstruktur vorgesehen.

Die deutschen DWR-Anlagen haben als Sicherheitsbehalter eine kugelférmige Stahl-
schale, die einen Radius von 28 m und eine Wanddicke im ungestdrten Bereich von
38 mm (Baureihe Konvoi) hat. Die bereits stillgelegten SWR-Anlagen der Baulinie 69
haben als Sicherheitsbehalter einen kugelférmigen Stahlbehalter (Radius etwa 13,5 m)
mit unten angesetztem Zylinder und einem klépperbodenférmigen Abschluss, wobei

die Wanddicke der Druckschale im Bereich 16 — 30 mm liegt.

Im Rahmen von Sicherheitsstudien wurden flr deutsche Anlagen Abschatzungen zum
Tragverhalten verschiedener Sicherheitsbehalterkonstruktionen durchgefiihrt, um
Schwachstellen zu identifizieren (/GRS 90/, /HOE 01/, /[HOE 97/).

Zur Bewertung, ob unter unfallbedingten Belastungen durch Innendruck- und Tempera-
turerhéhung die Integritat des Sicherheitsbehalters als leckdichte Barriere gefahrdet ist,
sind strukturmechanische Berechnungen erforderlich. Bei den Belastungen wird aus
strukturmechanischer Sicht zwischen quasi-statischen Belastungen (z. B. Kihimittel-
verluststorfall) und dynamischen Belastungen (z. B. schnelle, turbulente Wasserstoff-
verbrennung) unterschieden. Bei den strukturmechanischen Untersuchungen steht die
Bestimmung von Sicherheitsmargen gegenliber dem Integritatsverlust fir Belastungs-
transienten bzw. die Grenztragfahigkeit des Sicherheitsbehalters im Vordergrund. Die
Methoden zur Bestimmung der Grenzbelastbarkeit des Sicherheitsbehélters bei quasi-

statischen sowie bei dynamischen Belastungen infolge Innendruck- und Temperaturer-
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hoéhung sind weitgehend entwickelt und erprobt. In Verbindung mit den heute zur Ver-
fugung stehenden Rechenkapazitaten sind dreidimensionale dynamische Berechnun-
gen unter Berucksichtigung von Stoérstellen und asymmetrischen Belastungen mit ver-

tretbarem Aufwand méglich, die vor wenigen Jahren noch sehr viel aufwandiger waren.

In der Vergangenheit sind exemplarische Untersuchungen zur Auswirkung moglicher
Belastungen aus Wasserstoffverbrennungen als Folge schwerer Unfélle mit Kern-
schmelzen auf die Integritat des Sicherheitsbehalters durchgefuhrt worden. Im Rahmen
von Sicherheitsstudien wurden in der Bundesrepublik Uberwiegend mit vereinfachten
Verfahren und insbesondere aus Griinden der Rechenkapazitat stark vereinfachten
Analysemodellen sowie Lastannahmen Abschatzungen zum Tragverhalten verschie-
dener Sicherheitsbehalterkonstruktionen durchgeflihrt, um Schwachstellen zu identifi-
zieren. Die Untersuchungen zum Sicherheitsbehalter vom Typ Biblis B /GRS 90/ stut-
zen sich auf rotationssymmetrische, quasi-statische und dynamische Finite-Elemente-
Berechnungen ab. Die Einschatzungen zum Grenztragverhalten des Sicherheitsbehal-
ters einer Konvoi-Anlage /HOE 01/ beruhen ausschlieRlich auf quasi-statischen Unter-
suchungen auf Basis einer A-Studie zwischen der detaillierter untersuchten DWR-
Anlage Biblis B und einer DWR Konvoi-Referenzanlage. Sie geben Hinweise auf Un-
terschiede im Grenztragverhalten der beiden Sicherheitsbehalter bedingt durch Unter-
schiede in Wanddicke und Material. Im Bereich von Storstellen (z. B. "Einspannung im
Beton", Kontakt mit "umlaufender Betonkonsole", "Verstarkungsronde Frischdampflei-
tung") kénnen Unterschiede in der Konstruktion sowie in der freien Ausdehnungsmog-
lichkeit des Sicherheitsbehalters wesentlichen Einfluss auf die Grenzbelastbarkeit des

Sicherheitsbehalters haben.

Als Ergebnis der Beratungen in verschiedenen Sitzungen des RSK-Ausschusses ,An-
lagen- und Systemtechnik” in den Jahren 2006 — 2008 wurde festgestellt, dass Kennt-
nislicken hinsichtlich der fiur die Integritdt des Sicherheitsbehélters ungunstigsten
Wechselwirkung zwischen der aufgebrachten Last (charakterisiert durch global sowie
lokal wirkende kurzzeitige Spitzendruckbelastungen und langer andauernde Druckbe-
lastungen mit niedrigerem Druckniveau) und der strukturdynamischen Reaktion des Si-
cherheitsbehalters auf diese Lasten bestehen. Zu peakartigen Druckbelastungen infol-
ge von schnellen H,-Verbrennungen wurden exemplarische Berechnungen am

ehemaligen Forschungszentrum Karlsruhe /KRI 02/ durchgeflihrt.

Bei der Untersuchung peakartiger Druck- und Temperaturbelastungen sind komplexe

strukturdynamische GesetzmaBigkeiten zu berucksichtigen, denn die dynamische
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Grenztragfahigkeit des Sicherheitsbehalters ist eine Funktion von der Peak-Hohe, der
Peak-Breite, der Peak-Form sowie den Annahmen bezuglich der druckbeaufschlagten
Oberflache des Sicherheitsbehalters. Hierbei ist insbesondere von Bedeutung, ob
durch die Lastfunktionen malRgebende Eigenfrequenzen des Sicherheitsbehalters an-
geregt werden kdnnen. Erste Ergebnisse zu der angesprochenen Problematik sind in
/BAC 11/ enthalten.

Am 11. Marz 2011 ereignete sich vor der Kiste Japans, nordwestlich der Hauptinsel
Honshu ein schweres Erdbeben (Magnitude 9) sowie nach bisherigem Kenntnisstand
etwa 260 Nachbeben mit Magnituden oberhalb 5. Das Erdbeben filhrte am KKW-
Standort Fukushima zu auslegungstiberschreitenden Bodenbeschleunigungen. In der
Vergangenheit wurden fiir sicherheitstechnisch relevante Gebaude in deutschen kern-
technischen Anlagen auf Basis von elastischen Finite-Elemente-Berechnungen mit
entsprechenden Gebaudemodellen einschlieRlich angekoppelter Bodenmodelle Eta-
genantwortspektren als Reaktionen auf Erdbebenanregungen berechnet. Mit Hilfe die-
ser Etagenantwortspektren wurden sowohl die Komponenten als auch deren Ver-
bindungen mit entsprechenden Gebaudestrukturen standortspezifisch gegen
Erbebenbelastungen ausgelegt. Die an den Gebaudefundamenten wirkenden Erdbe-
benanregungen wurden aus den fir die jeweiligen Standorte von Seismologen entwi-
ckelten Bodenantwortspektren gewonnen, die frequenzabhangige Bodenbeschleuni-
gungen wiedergeben. Auf Basis der Bodenantwortspektren wurden Anregungszeit-
verlaufe unter Berlicksichtigung der von den Seismologen fiir den jeweiligen Standort
vorgegebenen Zeitrdume fir die ,Strong-Motion“-Phase (Starkbebendauer) generiert
und mit denen die gesuchten Etagenantwortspektren generiert wurden. Im Rahmen
des Vorhabens RS1197 wurde begonnen, Untersuchungen zu den Auswirkungen aus-

legungsuberschreitender Erdbebenanregungen durchzuflhren.
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4 Modellgenerierungsmethode fir Containmentstrukturen

Containmentgebdude sind meist heterogene Strukturen. Im Folgenden steht die Model-
lierung von Spannbeton-Containments im Vordergrund. Tragende Komponenten be-
stehen hier meist aus Beton, sowie Bewehrung und auch teilweise Spannkabel, mit de-
ren Hilfe die Betonstruktur in Kompression versetzt wird. Zusatzlich enthalt das
Gebaude mehrere Durchfihrungen, um Material ins Gebaude zu bringen als auch Per-
sonal den Zugang zu gewahren. Wasserdampf wird aus dem Gebaude zur Turbine ge-

leitet, Speisewasser wird aus dem Kondensator ins Gebaude zum Reaktor geflihrt.

Typischerweise ist im Bereich der Gebaudedurchfihrungen die Wanddicke erhéht und
die Bewehrung verstarkt. Im Falle von Gebauden aus Spannbeton sind die Spannkabel
um die Durchfiihrungen herumgefiihrt. Dies hat groRen Einfluss auf die lokale Lastab-

tragung als auch die globale Tragfahigkeit.

Im Folgenden werden am Beispiel eines Spannbeton-Containments neue Entwicklun-
gen bei der Erstellung von Analysemodellen vorgestellt, insbesondere beziglich Mo-
dellierung der Bewehrung und der Spannkabel. Dabei wurden Analysewerkzeuge der
ANSYS Workbench Umgebung, insbesondere ANSYS Design Modeler und ANSYS
Mechanical /ANS 14/ eingesetzt.

4.1 Aufbau des Sandia 1:4 Modellcontainments

Von Juli 1991 bis Dezember 2001 wurde an den Sandia National Laboratories (SNL)
ein Spannbeton-Containment (Prestressed Concrete Containment Vessel, PCCV) auf-
gebaut und in mehreren Versuchen schlie8lich bis zum Strukturversagen im sogenann-
ten ,Structural Failure Mode Test (SFMT)" belastet. Die Versuche wurden von der Nu-
clear Power Engineering Corporation (NUPEC) in Japan und der United States Nuclear
Regulatory Commission (U.S.NRC) finanziert. Der Bau als auch die Experimente sind
im Bericht /HES 03/ dokumentiert.

Das Modellcontainment ist ein Nachbau des Containment-Gebaudes des japanischen
Kernkraftwerks Ohi (Unit 3) im Mafistab 1:4. Alle gro3en Durchfuhrungen der Gebau-
destruktur, wie die Materialschleuse (Equipment Hatch, E/H), die Luftschleuse (Air
Lock, A/L) und die Rohrdurchfliihrungen sind im Bau berlcksichtigt. Abb. 4.1 zeigt die

aufleren Abmessungen.
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Abb. 4.1 Abmessungen des Sandia 1:4 Modellcontainments (nach /HES 03/)

Die Gebaudestruktur kann in Fundament, zylindrische Wand und hemispharische Kup-
pel unterteilt werden. Die Wandstarke betragt im zylindrischen Teil nominell 0,325 m.

Um die Durchfuhrungen ist die Wand dicker ausgefuhrt.

Abb. 4.2 zeigt die Lage der Spannkabel und der Bewehrung. 108 Spannkabel verlau-
fen in Umfangsrichtung, 90 Spannkabel in meridionaler Richtung. Die Umfangsspann-
kabel laufen einmal um den ganzen Umfang und sind abwechselnd in den Stitzpfeilern
bei 90° und 270° Azimut verankert (Koordinatensystem siehe Abb. 4.1). Vertikale und
horizontale Bewehrung verlauft in zwei Lagen nahe der Innen- und Auflenoberflache
der Wand. Beide Lagen sind durch Bigelbewehrung verbunden. Die Spannkabel ha-
ben einen Durchmesser von 13,7 mm und bestehen aus drei Sieben-Draht-Litzen. Sie
verlaufen in unverflllten metallenen Hullrohren mit einem Durchmesser von 35 mm.
Das Spannen der Kabel erfolgt simultan an beiden Enden mit Hilfe von Hydraulikzylin-
dern bis zum Erreichen des Nennspannungswerts. Die Litzen des Kabels werden da-
raufhin einzeln im Ankerkopf (Anchor Head) verklemmt. Zum Verteilen der Spannlast
liegt der Ankerkopf auf einer Lagerplatte (Bearing Plate) auf. Wahrend des Veranke-
rungsprozesses rutschen die Litzen eine kurze Strecke durch bis die Verankerungskei-
le packen, wodurch sich die Vorspannung nahe der Verankerung reduziert. Zur Aus-
fuhrung der Verankerung werden Produkte der Firma VSL (Vorspann System Losinger)

eingesetzt. Abb. 4.3 zeigt den prinzipiellen Aufbau der Verankerung.
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Abb. 4.2 Lage der Bewehrung und Spannkabel in der Containmentwand

(nach /HEI 14/)
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Abb. 4.3 Spannkabelverankerung nach VSL - Vorspann System Losinger
(nach /HEI 14/)

Der Liner ist aus duktilem Stahlblech mit 1,6 mm nomineller Dicke hergestellt. An der
Wand ist er durch vertikal verlaufende T-Anker befestigt (siehe Abb. 4.4), die im unge-
stérten Bereich einen Abstand von 0,45 m haben. Nahe den Durchflihrungen reduziert
sich der Abstand auf bis zu 0,15 m. Die horizontal verlaufenden Versteifungsbleche

(Stiffener) verhindern eine vertikale Bewegung relativ zum Beton.
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Abb. 4.4 Verankerung (Anchor) und Versteifungsblech (Stiffener) des Liners, Ab-

messungen in mm (nach /HEI 14/)

Vor, wahrend und nach den Versuchen zur Druckbeaufschlagung wurde das Struktur-
verhalten mit Hilfe von Sensoren aufgenommen. Daten liegen zu Verschiebungen der
Betonstruktur, Dehnungen von Liner, Bewehrung und Spannkabel sowie Spannungen

der Spannkabel vor.

4.2 Modellierung der Bewehrung

Sollten die vielen Tausend Bewehrungsstabe, die im Containment verbaut sind, einzeln
diskretisiert werden, ware die resultierende ModellgréRe mit den aktuell verfiigbaren
Rechenresourcen nicht handhabbar. Um die ModellgroRe im sinnvollen Rahmen zu
halten, mussen deswegen geeignete Vereinfachungen fur die Modellierung der Beweh-
rung getroffen werden, die das globale strukturmechanische Verhalten der Bewehrung

korrekt wiedergeben. Drei Ansatze werden im Folgenden untersucht.

Erstens kann in die Materialbeschreibungen der multiPlas Bibliothek als auch der des
SOLID65 Elements der Einfluss der Bewehrung durch Einbringen von zusatzlicher
Steifigkeit in das Beton-Volumenelement bericksichtigt werden. Der zusatzliche Stei-
figkeitsbeitrag kann auf bestimmte Richtungen des Element-Koordinatensystems be-
schrankt werden. Damit wird allerdings der Steifigkeitsbeitrag der Bewehrungslage auf
die gesamte Elementdicke verschmiert. In der Gittererzeugung muss deswegen darauf
geachtet werden, dass die geanderten Beton-Volumenelemente symmetrisch zur

Schwerpunktlage der Bewehrung erzeugt werden.

Zweitens besteht die Moéglichkeit, die Bewehrungslage durch Schalenelemente abzu-
bilden. Der Bewehrungsgrad kann als Dicke des Schalenelements angenommen wer-
den. Ein Problem stellt allerdings die Biegesteifigkeit des Schalenelements dar, die ei-

ne Bewehrungslage in Realitat so nicht aufweist. Bei unverandertem Einsatz von
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Schalenelementen wirde sich die resultierende Struktur wegen der zusatzlichen Bie-
gesteifigkeit demzufolge als zu steif verhalten. Wenn sich die horizontale und die verti-
kale Bewehrungsdichte deutlich unterscheiden kann der Ansatz einer Serien- und Pa-
rallelschalung von Schalenelementen verfolgt werden. Abb. 4.5 stellt die prinzipielle

Anordnung der Schalenelemente dar.

Abb. 4.5 Schematische Darstellung der Bewehrungsmodellierung mit Serien- und

Parallelschaltung von Schalenelementen

Eine weitere Mdglichkeit besteht darin, in den Elementbeschreibungen der Schalen-
elemente nur Membranspannungen zuzulassen. Fir die horizontale und die vertikale
Lage der Bewehrungsstabe wird je eine Schale eingesetzt, die nur einen Steifigkeitsbe-
itrag in Bewehrungsrichtung aufweist. Damit wird die Kopplung der horizontalen Be-

wehrung zur vertikalen und umgekehrt minimiert, die so in der Realitat nicht auftritt.
Die dritte und aufwandigste Methode basiert auf der Zusammenfassung mehrerer Be-
wehrungsstabe zu einem Balkenelement.

Die vorgestellten Modellierungsansatze fur Bewehrung wurden in funf Varianten eines
Analysemodells fur den zylindrischen Bereich des Sandia Modellcontainments unter-

sucht (siehe Abb. 4.6). Diese waren:

MO1: Integration des Steifigkeitsbeitrages der Bewehrung in die Materialbe-

schreibung der Beton-Volumenelemente
MO02: Serien- und Parallelschaltung von Schalenelementen
MO03: Balkenelemente

MO04: Schalenelemente ohne Biegesteifigkeit (also nur Membranspannungen),
zwei Ubereinanderliegende Schalen mit jeweils nur einem Steifigkeits-

beitrag in horizontaler bzw. vertikaler Bewehrungsrichtung
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MO5: Ein mehrlagiges Schalenelement mit zwei Lagen, wobei jede Lage nur
einen Steifigkeitsbeitrag in horizontaler bzw. vertikaler Bewehrungsrich-
tung hat.

(a) (b) (c)

Abb. 4.6 Modellierungsansatze fur die Bewehrung im zylindrischen Teil des San-

dia Modellcontainments:

(a) Bewehrungsbeschreibung in Volumenelementen integriert

(Bewehrungslage rot markiert)
(b) Schalenelemente

(c) Balkenelemente
Fir den Vergleich der Varianten wird die radiale Verschiebung der Containment-Wand

bei einem Azimut von 0°, 135° und 270° herangezogen (siehe Abb. 4.7, Abb. 4.8 und
Abb. 4.9).
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Abb. 4.7 Radiale Verschiebung u, der funf Simulationsvarianten verglichen mit

den gemessenen Werten bei 0°

Besonderes Augenmerk verdient der Verlauf der Verschiebungen im Bereich des zwei-
fachen Auslegungsdrucks 2Py = 0,78 MPa. Die Betonschadigung nimmt hier stark zu
und es findet eine Lastumlagerung vom Beton auf die Bewehrung statt, die sich bei
weiterer Druckerhéhung plastisch verformt.

20
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Abb. 4.8 Radiale Verschiebung u, der finf Simulationsvarianten verglichen mit

den gemessenen Werten bei 135°
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Abb. 4.9 Radiale Verschiebung u, der funf Simulationsvarianten verglichen mit

den gemessenen Werten bei 270°

Zusammenfassend lasst sich sagen, dass die Varianten M01 und M02 unbefriedigende
Ergebnisse zeigen, da sie ab dem Einsetzen einer gréReren Betonschadigung deutli-
che Abweichungen zu den Messdaten zeigen. Die Varianten M03, M04 und MO5 stim-
men insbesondere an den Positionen 0° und 135° sehr gut mit den Messdaten Gberein.
Die Modellvariante, bei der die Bewehrung mit Balkenelementen (MO03) ausgefiihrt
wurde, liefert hierbei die besten Ergebnisse. Die Varianten M04 und MO05 liefern im
Rahmen der numerischen Genauigkeit identische Ergebnisse. Dabei ist zu beachten,
dass die Ergebnisse an der Position 270° von der Genauigkeit, mit der die Spannvor-

richtungen modelliert werden, abhangen.

4.3 Modellierung der Spannkabel

Die Spannkabel bestimmen malgeblich das strukturmechanische Verhalten vorge-
spannter Containmentgebaude. Sie versetzen die umgebende Betonstruktur in Kom-
pression und verzégern damit das Strukturversagen bei Zugbeanspruchungen, die bei-
spielsweise bei steigender Innendruckbelastung des Containments im Rahmen

postulierter Storfall- bzw. Unfallszenarien auftreten kénnen.

Die Spannkabel werden nach dem VergieRen und Ausharten der Betonstruktur ge-

spannt und verankert. Durch die Reibung der Kabel in den Hillrohren wahrend des
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Spannvorgangs stellt sich ein ungleiches Zugspannungsprofil ein, welches durch Mes-
sung der Spannkabeldehnungen bestatigt wird. Abb. 4.10 zeigt exemplarisch den
Kraftverlauf im horizontalen Spannkabel H53 nach dem Spannen (Tension) und nach

dem Verankern (Seating). Dieses Spannkabel liegt oberhalb des Einflussbereichs der
Materialschleuse.

Im Bereich der Durchfiihrungen werden die Kabel durch entsprechend gekrimmte Ver-
|dufe um die Durchfuhrungen herumgefuhrt werden. Abb. 4.11 zeigt einen Blick auf die
metallenen Hullrohre der Spannkabel wahrend der Bauphase des Containments. Die
horizontalen Hullrohre liegen Uber den vertikalen Hullrohren und sind im Bereich der

Materialschleuse so dicht gedrangt, dass sie paarweise Ubereinander gefuhrt werden.

(Load Cells and Average of Wire Strain Gages)

45000000

Design @& Max
* Tension

.
= = = Design After
Seating

#® @ Max Tension

& \
N N & After Seating
35000000 ,' \ / *

\ / Ve
Y% »

250000.00 \ / o

N4 ]

40000000

Force (newtons)
*
N
/
N

20000000

.
270° a 360, 0

90° 180° 270° L] L]
Azimuth (degrees) I—‘

Abb. 4.10 Kraftverteilung des horizontalen Spannkabels H53 in Hohe 6,579 m
(nach /HES 03/)
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Abb. 4.11 Blick auf die Hullrohre der Spannkabel im Bereich der Materialschleuse
wahrend der Bauphase (nach /HES 03/)

Zur Simulation der teilweise ungleichen Spannungsverteilungen in den Kabeln missen
diese einzeln diskretisiert werden, da Spannkabel mit vielfach gewundenem, individuel-
lem Verlauf gerade um die Durchflihrungen nicht geeignet zusammengefasst werden
kénnen. Exemplarisch soll dies an dem Verlauf der Spannkabel um die Materialschleu-

se im Sandia 1:4 Modellcontainment veranschaulicht werden.

Im Rahmen der Dokumentation der Containmentkonstruktion sind fir den Verlauf der
Spannkabel um die Durchfuhrungen Koordinaten von Stutzstellen tabellarisch gelistet
/HES 03/, die fur die geometrische Modellierung herangezogen wurden. Abb. 4.12 zei-
gen die Lage der vertikalen und der horizontalen Spannkabel im Bereich der Material-

schleuse.

Im geometrischen Modell des Containments werden die Spannkabel durch Geraden-
stiicke, Kreisbdgen und Splines beschrieben. Insbesondere wurde der Verlauf um die
Durchfuhrungen mit Hilfe von kubischen Splines entlang der Stitzstellen modelliert.
Die Darstellung von Kurvenverlaufen mit Splines steht sowohl im ANSYS Design Mo-
deler als auch in ANSYS Mechanical /ANS 14/ zur Verfuigung.

24



nnnnnnnnnnnnnnnnnn

nnnnn

TEEEEEESE2E209829822231025%2
Ty
.
-
1
-
-
—
T
T3 ﬁ\.h
i 5
L} T
¥ %
F 7 T
11 (AT
/i T
= <«——H53, H54
iy
s 5 1w
e i 4 e
it n e
ot L - B
i e v e
i = [ e i
w38 =1 )
SRS o | =
135 H= | | t= a3
134 I i i
2 = [ [P e
i S R 15
r
& = : ®
ey * t 18
126
[ 0 H g
= F . Bk bt T
[ . . At L i
e F.3F. . . 2. 2 5 S o hare
s SR T T o I D 4  :INLECTION POINT ON-PLANED
B I 2 4 SIWLECTION POINT @UT OF PLANE)
> VDDQE
T 128 POINT ND.
A / TENDON KO
i e 15
il Ay ;f{s — 45 CYLINDRICAL CODRDINATES
T—1
- -
] -
1z
i
Tt
NmenonBNe _Mmemar D 8o .
CEEEEEEESSRRRRERRRE 00 EREY

<+— H53, H54

EELE
L
LaLal

f!
N

LK

A

|l

|
]

INERUERRRRERREYEE

36
K3
-
I I -
g2 —
30 =
K29 — 3
= _:*
27 »
26
kes
e
He3 3
K22
K21
Hen ¥ NOTE s
Y 11 D 4 :DFLECTION POINT N-PLANEY
‘\\‘\“\\ "I'i‘,‘:‘ 2 + +INFLECTION POINT COUT OF PLANEY
puy e »  HO0 00
Lu a: POINT NO.
R —, TENDON N,
\] [l 4)  CYLINDRICAL COORDINATES

I

)

T

1 3

T H

I H

BESEEE0c8s8EdBEEBEE v pesee

Abb. 4.12 Stltzstellen der Spannkabel im Bereich der Materialschleuse (nach

/HES 03/), vertikale / horizontale Spannkabel (oberes / unteres Bild)

Fur die Modellierung eines, in einem Hullrohr geflhrten, Spannkabels wurde zunachst

der Ansatz des reibungsbehafteten Kontakts von Balkenelement zu Balkenelement
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(Line-to-Line Contact/ Beam-to-Beam Contact) verfolgt. Balkenelementen kdnnen in
der Simulation beliebige Querschnitte zugewiesen werden. So kann das Hullrohr durch
ein Balkenelement mit rundem Rohrquerschnitt und das Spannkabel mit Kreisquer-
schnitt modelliert werden. Der Kontakt besteht dann von der Auflenoberflache des
Spannkabel-Elements zur Innenoberflache des Hillrohr-Elements. Abb. 4.13 verdeut-
licht die geometrischen Zusammenhange. Wenn der Aulenradius r, des Spannka-
belelements kleiner dem Innenradius r; des Hullrohr-Elements ist, haben die Mittelach-

sen beider Elemente bei Kontakt einen Abstand d.

TARGE170

\_ CONTA176

Abb. 4.13 Kontakt von Balkenelement mit Kreisquerschnitt (blau) zu Balken-

element mit Rohrquerschnitt (schwarz)

Zur Berechnung des Kontakts bendtigt das Simulationsprogramm ANSYS Mechanical
IANS 14/ die Zuweisung von Kontakt- und Zielkérper, um beide geometrisch in Bezie-
hung zu setzen. Im Falle des Kontakts von Balkenelement zu Balkenelement entsteht
so das Kontaktpaar CONTA176 (Kontaktkérper) — TARGE170 (Zielkorper).

Testrechnungen zeigten flir diese Kontaktvariante schlechte Konvergenzeigen-
schaften. Je gewundener die Spannkabel verlaufen, desto schwieriger sind Kontakt-
kérper und Zielkdrper in Bezug zu setzen. Bei grdlierer Betonschadigung konnte
schliel3lich keine Konvergenz mehr erzielt werden, so dass von diesem Ansatz Ab-

stand genommen wurde.

Im zylindrischen Containmentbereich abseits der Durchfuhrungen verlaufen die
Spannkabel entlang von Kreisbahnen und es finden keine Bewegungen normal zu der
durch die Kreisbahn aufgespannten Ebene statt. In diesem Fall kann der Kontakt von
Spannkabel und Hullrohr tber einen Kontakt Linie zu Flache (Line-to-Surface Contact)

dargestellt werden. Die durch die Kontaktflache der Hullrohre aufgespannte Zylinder-
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flache bildet den Zielkérper, auf dem die Spannkabel als Kontaktkérper abrutschen
kénnen. Im Programm ANSYS Mechanical /ANS 14/ wird hierfur das Kontaktpaar
CONTA177 (Kontaktkorper, Balkenelemente) — TARGE170 (Zielkérper, Oberflachen-
elemente) gebildet. Abb. 4.14 zeigt die Umsetzung im ANSYS Finite-Elemente-Modell.

Darlber hinaus zeigt die Abbildung den Spann- und Verankerungsmechanismus des
Simulationsmodells. Im Experiment wurden die Spannkabel an beiden Enden mit Hyd-
raulikpressen gespannt, bis eine vorher festgelegte Spannkraft erreicht wurde, und
dann mit Keilen verankert. Im Simulationsmodell wird dieser Vorgang mit PRETS179
Vorspannelementen (Pretension Elements) nachvollzogen. Nahe dem Spannkabelen-
de wird die Verkettung von BEAM188 Balkenelementen aufgetrennt und ein
PRETS179 Vorspannelement eingefugt. Dem Vorspannelement kdnnen sowohl Krafte

als auch Verschiebungen vorgegeben werden.

Abb. 4.14 zeigt auch, dass der Knoten am Spannkabelende Uber eine Kontaktbedin-
gung fest mit der Ankerplatte verbunden ist. Die Ankerplatte hat die Funktion, die durch
die Vorspannung eingebrachte Reaktionskraft auf der Stutzpfeilerseite zu verteilen, so
dass keine Spannungssingularitaten entstehen. Fir die Kontaktdefinition wird das Kon-
taktpaar CONTA175 (Kontaktkdrper, Spannkabelendknoten) — TARGE170 (Zielkorper,
Ankerplatte) gebildet. Da hier der Spannkabelendknoten gegeniiber den Knoten der

Ankerplatte fixiert wird, spricht man auch von Multi-Point Constraint (MPC).
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TARGE170
CONTA175

Abb. 4.14 Modellauschnitt mit Spannkabeln (1), die auf einer Kontaktflache (2) rut-
schen koénnen. Die Spannkabelenden (3) sind Uber das Kontaktpaar
CONTA175 - TARGE170 mit der Ankerplatte gekoppelt. Das Spannen
und Verankern der Spannkabel geschieht Gber Vorspannelemente (Pre-

tension Elements) (4).

Der Modellierungsansatz fir die Fihrung der Spannkabel tber einen Kontakt von Linie
zu Flache zeigt zufriedenstellende Konvergenz. Da die Spannkabel im Bereich der
grol’en Durchfihrungen auf teilweise stark gekrimmten Bahnen verlaufen, kann der
vorgestellte Ansatz nicht fiir die Modellierung im gesamten Containment verfolgt wer-

den.

Eine weitere Moglichkeit besteht in der Modellierung des geflihrten Spannkabels mit
spezialisierten Elementen, welche die Funktionalitdt von Gelenken und Flhrungen mit-
tels constraint equations nachbilden. ANSYS Mechanical /ANS 14/ stellt hierflr das fiir
unsere Belange passende MPC184 Slot Joint Element zur Verfigung. In Abb. 4.15

wird der Aufbau des Elements symbolisch dargestellit.
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Abb. 4.15 ANSYS MPC184 Slot Joint Element

Es ist aus zwei Knoten | und J aufgebaut, der Knoten J besitzt nur einen relativen Frei-
heitsgrad. Dem Knoten | ist ein lokales Koordinatensystem zugeordnet; der Knoten J
kann sich nur in es-Richtung dieses lokalen Koordinatensystems bewegen. Aus der
Kraft, die in der durch e, und e; aufgespannten Ebene am Knoten J angreift, wird die

Reibungskraft F berechnet. Sie wirkt der Bewegung in es-Richtung entgegen.

Im Falle von idealer Coulomb Reibung haften zunachst beide Koérper, beziehungsweise
beide Knoten, bei ansteigender Reibungskraft aneinander. Uberschreitet die Rei-
bungskraft F den kritischen Wert, dann gleiten die beiden Kérper aneinander ab, wobei

immer noch die Reibungskraft der Bewegung entgegenwirkt.

F=uN,

Hierbei bezeichnet N die Normalkraft, p den Reibungskoeffizienten. Den Zusammen-
hang zwischen relativer Verschiebung der aneinander reibenden Kdérper und der Rei-
bungskraft bei idealer Coulomb Reibung zeigt Abb. 4.16 (a).
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Abb. 4.16 Ideale Coulomb Reibung (a) und Reibung nach Penalty Formulierung (b)

Beim MPC184 Slot Element wurde allerdings ein sogenannter Penalty Ansatz gewahlt.
Uberschreitet die Reibkraft den kritischen Wert F, verhalt sich das Slot Element geman
dem Ansatz der idealen Coulomb Reibung. Bei geringeren Reibkraften verhalten sich
die Knoten des Elements allerdings elastisch, wobei die ,stick-stiffness* die Steifigkeit
zwischen den Knoten angibt. Dem Element kann alternativ ein Wert fur die maximale
elastische Verschiebung (,elastic slip“) vorgegeben werden. Abb. 4.16 (b) zeigt den
Zusammenhang zwischen Verschiebung und Reibkraft bei einem Penalty Ansatz. Auf
physikalischer Ebene kann der in der numerischen Beschreibung auftretende ,elastic

slip* als elastische Verschiebung der rauen Kdérperoberflachen interpretiert werden.

In den Simulationen wurde ein Wert von 10° m als maximale elastische Verschiebung
(selastic slip®) gewahlt. Damit war die elastische Verschiebung immer noch vernachlas-
sigbar gegeniiber dem Gleitweg von einigen 10 m der Spannkabel. Bei deutlich nied-

rigeren Werten des ,elastic slip® als 10° m traten hingegen Konvergenzprobleme auf.

Ein weiterer zu beachtender Aspekt des MPC184 Slot Elements stellt die Anbindung
des Elements an das Netz der Volumenelemente, sprich die Betonstruktur, dar.
MPC184 Elemente besitzen sechs Freiheitsgrade je Knoten, wo hingegen die auf ei-
nen Verschiebungsansatz beruhenden Volumenelemente wie das SOLID185 Element
nur drei Freiheitsgrade je Knoten besitzen. Damit kénnen beide Elemente nicht direkt
gekoppelt werden. Eine mogliche Anbindung kann durch Balkenelemente erfolgen, des

Weiteren kdbnnen Zwangsbedingungen (constraint equations) eingesetzt werden.
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Im Falle von Balkenelementen flir die Anbindung muss jedes MPC184 Element in alle
drei Raumrichtungen mit Balkenelementen gegenuber dem Netz der Volumenelemente
abgestutzt werden. Hierfir werden mindestens drei Balkenelemente bendtigt.
Parameterstudien ergaben eine stabile und noch recheneffiziente Anbindung bei funf
bis sechs Balkenelementen je MPC184 Element. Die Steifigkeit der Balkenelemente
wird der umgebenden Betonstruktur angepasst. Beim Querschnitt der Balkenelemente
muss abgewogen werden. Wird der Querschnitt zu klein gewahlt, kann eine axiale
Spannkabellast die Einbettung der Spannkabel im Beton I6sen, der so in Wirklichkeit
nicht auftreten wirde. Wird hingegen der Querschnitt zu grof3 gewahlt, wird eine
zusatzliche Steifigkeit ins Gesamtsystem eingebracht, der die Tragfahigkeit erhéht und
damit verfalscht. Abb. 4.17 zeigt eine mogliche Realisierung der Spannkabel-

anbindung.

ANSYS Mechanical /ANS 14/ stellt verschiedene Formulierungen von Zwangsbe-
dingungen zur Verfigung. Zur Anbindung der Spannkabel wurde das RBE3 genannte
Kommando genutzt, bei dem Krafte und Momente, die am zu spezifizierenden Master
Knoten angreifen, gemal der geometrischen Lage auf die Slave Knoten verteilt
werden. Damit werden die Spannkabel ideal in die Volumenelemente der Betonstruktur
eingebettet. Einziger Nachteil ist, dass eine hohe Anzahl von RBE3-Kommandos in der
nichtlinearen Berechnung zu Instabilititen fihren und eine konvergente Lo&sung

schwieriger erzielt werden kann.
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Abb. 4.17 Spannkabelelemente (Balkenelemente) und Verbindungselemente zum
Netz der Volumenelemente (ebenfalls Balkenelemente) im Bereich der
Materialschleuse (Hinweis: Die MPC184 Slot Elemente sind in dieser

Darstellung nicht sichtbar.)

4.4 Fazit

Die mit der hier beschriebenen Modellgenerierungsmethode entwickelten Analysemo-
delle wurden im Rahmen der internationalen Vergleichsanalysen zum Sandia Modell-
containment (siehe Kapitel 5) eingesetzt. Weiterhin wurden damit auch Analysemodelle
fur die Simulation des Verhaltens einer duferen Containmentstruktur eines KKW vom
Typ WWER-1000/466 B bei Aufprallbelastungen (siehe Kapitel 6) generiert. Die entwi-
ckelte Modellgenerierungsmethodik fiir Containmentstrukturen aus vorgespanntem
Stahlbeton kann mit relativ geringem Aufwand auch flr andere doppelschalige Con-
tainmentstrukturen neuer Reaktorkonzepte (z. B. EPR) bei Vorliegen entsprechender
Detailinformationen zur Biegebewehrung, zur Schubbewehrung sowie zum Verlauf der

Spannkabel angepasst werden.
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5 Internationale Vergleichsanalysen zum Verhalten eines
Modellcontainments aus Spannbeton bei Belastungen in-
folge schwerer Storfalle

Angestollen wurde die im Folgenden vorgestellte internationale Vergleichsanalyse
durch das Indo-U.S. Civilian Nuclear Agreement, in der die U.S. Nuclear Regulatory
Commission (U.S. NRC) eine verstarkte Zusammenarbeit mit der indischen Aufsichts-
behdrde Atomic Energy Regulatory Board (AERB) verabredete. Die beiden Organisati-
onen verstandigten sich auf Vergleichsanalysen (Round Robin Analysis) im Rahmen
des ,Standard Problem Exercise #3“ (SPE-3), wobei weitere internationale Partner wie
auch die GRS bezglich Teilnahme angesprochen wurden. Ziel war es, strukturme-
chanische Simulationsmethoden nach aktuellem Stand von Wissenschaft und Technik
auf die sehr gut dokumentierten Experimente der Sandia National Laboratories (SNL)
an einem Modellcontainment aus Spannbeton im Mafstab 1:4 anzuwenden. Vor allem
im Bereich des lokalen strukturmechanischen Verhaltens des Containments bei ausle-

gungstberschreitenden Storfallbedingungen sollte der Wissensstand erweitert werden.

In der ersten Programmphase der internationalen Vergleichsanalysen konzentrierten

sich die Untersuchungen auf:

- das Verhalten der lokalen Spannkabelspannung in Folge des Spannvorgangs

und einer Innendruckbelastung in Folge eines postulierten Storfalls,

- die Berucksichtigung der Reibung und dem Gleiten der Spannkabel in den Hull-

rohren im Simulationsmodell,
- die Wechselwirkung bzw. das Ablésen des Liners von der Betonstruktur,
- die Versagenskriterien flr Liner und Spannkabel,

- den Einsatz von Materialnennwerten im Gegensatz zu in-situ Materialpara-

metern in den Berechnungen.

Zu Beginn fand in Mumbai (Indien) ein Kick-Off Workshop zur Konkretisierung der Auf-
gabenstellung statt. Als thematischer Schwerpunkt wurde festgelegt, Berechnungen
mit drei im Folgenden vorgestellten Modellen durchzuflihren. Dabei stellt Modell 1 ei-
nen Ausschnitt aus dem zylindrischen Containmentteil mit zwei horizontalen Spannka-
beln ohne Beriicksichtigung von Schleusen dar. Modell 2 ist ein Ausschnitt um die Ma-

terialschleuse (E/H, equipment hatch). Basierend auf den mit Modell 1 und Modell 2
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gewonnenen Erkenntnissen stellt Modell 3 das gesamte Modellcontainment dar. Erziel-
te Teilergebnisse wurden in einem Beitrag zur 22. SMiRT-Konferenz /BAH 13/ zusam-
mengefasst und internationalen Experten zur Diskussion gestellt. Nachfolgend sind die

Ergebnisse der Analysen zusammengefasst.

51 Modell 1

Modell 1 ist ein 360°-Ausschnitt des zylindrischen Wandteils und beinhaltet zwei hori-
zontale Spannkabel, die ungestért von Durchfihrungen Uber den gesamten Umfang
verlaufen (siehe Abb. 5.1). Spannkabel ,A" ist bei einem Azimut von 90° verankert,
Spannkabel ,B“, welches 0,11 m Uber Spannkabel ,A“ liegt, ist im Stitzpfeiler bei 270°

Azimut verankert.

270° Azimuth

Tendon "B”

-~ Tendon "A"

-
™ 90° Azimuth

Apply o, {meridional stress) to entire
SEosaizicict top surface of ring. @, vs. pressure
= history provided.

Internal
Pressure

Fixed Vertically at
Bottom of Model

Rotation about Horizontal Axes 225 mm
Fixed at Top of Model g {8787

Abb.5.1 Modell 1 — Ringausschnitt aus dem Sandia Modellcontainment in
6,579 m Héhe mit den horizontalen Spannkabeln ,A“ und ,B* /HEI 14/

Da die vertikalen bzw. meridionalen Spannkabel im Modell 1 nicht explizit enthalten
sind, wurde der Einfluss der Vorspannung durch die vertikalen Spannkabel als auch
die Wirkung durch das Eigengewicht der Struktur mit Hilfe einer Druckrandbedingung
auf der Oberseite des Ringausschnitts im Modell bertcksichtigt (siehe Abb. 5.1). Es
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sind 90 vertikale Spannkabel gleichmaRig iber den Umfang verteilt. Damit erzeugt ein
einzelnes Spannkabel Vorspannung auf einem Kreisringsegment, dessen Umfang et-
wa dem Abstand zweier benachbarter Spannkabel entspricht. Mit der gemessenen
Spannung der Spannkabel von 435 kN berechnet sich der Druck zu 6,86 MPa. Die
Wirkung des Eigengewichts der Uber dem Ringausschnitt befindlichen Betonstruktur
wurde abgeschatzt und als Druckbelastung auf die entsprechende Querschnittsflache
in Hohe von 0,16 MPa berlcksichtigt. Mit der Kesselformel wurde die Wirkung des Inn-
nendrucks abgeschatzt. Die resultierende meridionale Spannung o, ist eine Funktion

des im Containment herrschenden Innendrucks p und berechnet sich zu

om = —7,02 MPa+ 8,27 - p mit p in [MPa]

Hierbei kennzeichnet ein positives Vorzeichen (+) eine Zugspannung und ein negatives

Vorzeichen (-) eine Druckspannung.

Die Bewehrungsgrade der Biege- und Schubbewehrung im zylindrischen Teil der

Wand in der reprasentativen Héhe von 6,579 m sind in Tab. 5.1 enthalten.

Die GRS hat mit Hilfe der Software ANSYS Mechanical /ANS 14/ ein entsprechendes
Simulationsmodell erstellt und an den Vergleichsanalysen teilgenommen. Im Folgen-
den werden zunachst die in der Simulation verwendeten Materialmodelle und -daten
beschrieben, danach wird auf die Finite-Elemente-Modelle und die damit erzielten Er-

gebnisse eingegangen.
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Tab.5.1 Bewehrungsgrad in Abhangigkeit von Lage und Orientierung sowie die

Querschnittsflache A und die Abstédnde der Bewehrungsstabe

Bewehrungslage Stabdurch- | A E Ale
messer
[mm?2] [mm] [mm2/mm]
Aulien horizontal D13-h 133 147 0,90
D16-h 201 440 0,46
gesamt 1,36
Aulen vertikal D10-v 79 147 0,53
D13-v 133 294 0,45
gesamt 0,99
Innen horizontal D13-h 133 220 0,60
D16-h 201 220 0,91
gesamt 1,52
Innen vertikal D10-v 79 143 0,55
D13-v 133 285 0,47
gesamt 1,02
Bugel D6 28 190 0,15
511 Materialmodelle und -daten

Fir die einzelnen Komponenten Beton, Liner, Bewehrung und Spannkabel wurden
spezialisierte, materialspezifische Materialmodelle eingesetzt. Die Parameter der Mate-
rialmodelle wurden auf Basis der von SNL gemessenen Spannungs-Dehnungs-
Beziehungen festgelegt. Alle Materialprifungen wurden unter Normalbedingung ge-
mafl ASTM Standard (American Society for Testing and Materials) durchgefihrt und
sind in Appendix 1 des Berichts /HES 03/ tabelliert.

Beton

Zur Modellierung der Betonstrukturen werden Volumenelemente mit unterschiedlichen
Materialmodellen eingesetzt, wobei insbesondere auch die multiPlas Materialbibliothek
/MUL 11/ verwendet wird.

Das verwendete Betonmodell der multiPlas Materialbibliothek basiert auf einem von
Hintze /HIN 86/ vorgeschlagenen Versagenskriterium. Es beinhaltet eine spezielle Dru-

cker-Prager FlielRregel mit einer mehrflachigen FlieRbedingung und bendtigt nur drei
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Eingabeparameter, die einachsige Zugfestigkeit Rz, die einachsige Druckfestigkeit Ry
und die zweiachsige Druckfestigkeit Rp. Dieses Betonmodell enthalt alle Vorgaben der
DIN 1045-1 bzw. der europaischen Norm DIN EN 1992-1-1 (Eurocode 2). Temperatur-
abhangiges Materialverhalten wurde gemal’ der europaischen Norm DIN EN 1992-1-2

umgesetzt.

Zur nichtlinearen Modellierung spréder Materialien, insbesondere Beton, enthalt
ANSYS Mechanical das SOLID65 Volumenelement. Plastische Verformung, Kriechen,
Rissbildung (Cracking) bei Zugbeanspruchung und Brechen bzw. Zermahlen
(Crushing) bei Druckbeanspruchung kann mit dem Element nachvollzogen werden. Als
Versagenskriterium wird eine mehrachsige Beschreibung nach Willam und Warnke
/WILL 75/ berlcksichtigt. Abb. 5.2 zeigt die Fliel3flache im Hauptspannungsraum, wo-
bei positive Spannungen Zugspannungen und negative Spannungen Druckspannun-

gen darstellen.

Abb. 5.2 Betonmodell-FlieRflache nach Willam-Warnke

Abb. 5.3 und Abb. 5.4 stellen die einachsigen Spannungs-Dehnungs-Beziehungen des
Betons getrennt in Druck- und Zugbereich dar. Die Druckfestigkeit des im Sandia-
Modellcontainment verwendeten Beton betragt bei Normalbedingungen 54 MPa, die
Zugfestigkeit 2,4 MPa.
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Abb.5.4 Spannungs-Dehnungs-Kurve im Zugbereich des Betons
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Liner

Der Liner des Sandia Modellcontainments ist aus Stahlblech mit 1,6 mm nomineller Di-
cke gefertigt. Es wurde ein duktiles Material mit einer Streckgrenze von 375 MPa bei
Normalbedingungen verwendet. In einachsigen Materialversuchen wurden Bruchdeh-
nungen von 20 % gemessen. Unter Berlcksichtigung mehrachsiger Spannungszu-
stdnde im Liner werden Versagensdehnungen erwartet, die deutlich geringer sind.

Abb. 5.5 zeigt die in den Simulationen verwendete Spannungs-Dehnungs-Kurve.

500
450 =
400
350
= 300
250
© 200
150
100
50
0

[MPa

0 0,02 0,04 0,06 0,08 0,1
E

Abb. 5.5 Spannungs-Dehnungs-Kurve des Linerstahls bei Normalbedingungen

Im Simulationsmodell wird der Liner durch SHELL181 Schalenelemente mit unter-
drickter Biegesteifigkeit abgebildet, d. h. es wirken nur Membranspannungen. Die Li-
ner-Elemente und die darunterliegenden Beton-Elemente haben gemeinsame Knoten,

so dass Liner und Beton fest miteinander verbunden sind.

Bewehrung

Fur die Bewehrung wurden Stabe in einem Durchmesserbereich von 6 mm bis 22 mm
und aus drei unterschiedlichen Bewehrungsstahlen eingesetzt. Fir die Blgelbeweh-
rung wurde ein duktiler Stahl (SD345) und Stabe mit 6 mm Durchmesser verbaut. Bei
der Biegebewehrung (SD390) liegen die Durchmesser der Stabe zwischen 10 mm und
22 mm. Abb. 5.6 zeigt Spannungs-Dehnungs-Kurven fir die beiden Bewehrungsstahle

bei Normalbedingungen.
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Abb. 5.6 Spannungs-Dehnungs-Kurve der Bewehrungsstahle

Fur die Modellierung der Bewehrung wurden unterschiedliche Ansatze verfolgt. Wegen
der hohen Anzahl an Bewehrungsstaben koénnen nicht alle Stabe einzeln mit Balken-
elementen modelliert werden. Ein Ansatz besteht darin, mehrere Bewehrungsstabe zu

einem BEAM188-Balkenelement zusammenzufassen.

Spannkabel

Jedes Spannkabel wird in den Simulationsmodellen einzeln mit BEAM188 Balkenele-
menten modelliert. In Abb. 5.7 ist die Spannungs-Dehnungs-Kurve des Spannkabel-
stahls bei Normalbedingungen dargestellt. Die Bruchspannung liegt bei einer Bruch-
dehnung von 3,8 % bei 1850 MPa.

40



0 0,01 0,02 0,03 0,04
€

Abb. 5.7 Spannungs-Dehnungs-Kurve des Spannkabelstahls

5.1.2 Finite-Elemente-Modell

Abb. 5.8 zeigt das Finite-Elemente-Modell. Die Betonstruktur wurde mit 8-Knoten-
Volumenelementen (SOLID185) diskretisiert. Zur Diskretisierung der Bewehrung wur-
den Balkenelemente (BEAM188) eingesetzt. Dabei wurden mehrere Bewehrungsstabe
zu einem Balkenelement zusammengefasst. Abb. 5.9 zeigt das Netz der Bewehrungs-

elemente.

In der Bauphase wurden die Spannkabel des Containmentmodells in Gruppen Uber ei-
ne Dauer von Stunden bzw. Tage gespannt. Die Versuchsreihen, bei denen der Innen-
druck erhdht wurde liefen ebenfalls Uber Stunden bzw. Tage, so dass sich die auftre-
tenden Lasten stets verteilen konnten und keine dynamischen Lastumlagerungen
erfolgten. Dynamische Effekte missen in der Simulation demzufolge nicht bericksich-

tigt werden, eine quasi-statische Simulation ist ausreichend.
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Abb. 5.9 Bewehrungselemente des Containment-Ringausschnitts

Im Finite-Elemente-Modell wird das Spannen und Verankern der Spannkabel mittels
spezialisierten Vorspannelementen (PRETS179) durchgefiihrt. In einem ersten Last-
schritt wird eine der Vorspannkraft von 424 kN entsprechende Verschiebung aufge-
bracht. Im Verankerungsprozess rutschen die Spannkabel gemall Messungen 4 mm
durch, bis die Verankerungskeile durch Reibschluss packen. Von Lastschritt 3 an wird
die Verschiebung der Vorspannelemente fixiert und die Innendruckbelastung in Vielfa-
chen des Auslegungsdrucks P4 erhoht. Tab. 5.2 zeigt die Werte der Innendruckbelas-
tung auf die Lineroberflache, der meridionalen Spannung auf der Ringoberseite sowie
die Spannkabelverschiebung zu den einzelnen Lastschritten. Die Losung erfolgte in
ANSYS Mechanical /ANS 14/ mit einem adaptiven Lastschrittalgorithmus, der jeden

Schritt adaptiv in Teilschritte unterteilt, um eine bestmdgliche Konvergenz zu erzielen.
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Tab. 5.2

Randbedingungen zu den Lastschritten (P4: Auslegungsdruck)

Lastschritt Innendruck Innendruck Meridionale Spannkabel-

Spannung *) verschiebung
[MPa] [x Pg] [MPa] [mm]
1 -7,02 93.0
2 -7,02 89.0
3 0,390 1,0 -3,795 fixiert
4 0,585 1,5 -2,182 fixiert
5 0,780 2,0 -0,569 fixiert
6 0,975 25 +1,043 fixiert
7 1,170 3,0 +2,656 fixiert
8 1,287 3,3 +3,623 fixiert
9 1,326 3,4 +3,946 fixiert
10 1,431 3,67 +4,817 fixiert
11 1,560 4,0 +5,881 fixiert

*) Ein positives/negatives Vorzeichen (+/-) bedeutet Zug- / Druckspannung

Von den Teilnehmern des SPE-3 wurde zu jedem der definierten Modelle eine Reihe
von Ergebnissen abgefragt. Bei Modell 1 hatte die Auswertung der Spannungs- und
Dehnungsverteilung der Spannkabel eine zentrale Bedeutung. Abb. 5.10 zeigt die be-
rechneten Spannungsverteilungen im Spannkabel ,A“ und die im Experiment bei 265°
und 275° Azimut gemessene Spannkabel-Spannung. Nach dem Spannen stellt sich
zunachst eine Uber den Umfang ungleiche Spannungsverteilung ein. Ab dem dreifa-

chen Auslegungsdruck P4 gleicht sich die Spannkabelspannung durch lokales Rut-

schen der Spannkabel immer mehr aus.
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Abb. 5.10 Spannungsverteilungen im Spannkabel ,A“ nach dem Spannen und

Verankern sowie bei steigendem Innendruck (P4: Auslegungsdruck)

Abb. 5.11 (a) zeigt die Verschiebung von Spannkabelpunkten in Tangentialrichtung,
deren Lage durch den Azimut bestimmt ist. Tangentialrichtung heif3t hier in Richtung
des Hullrohrs. Die Spannkabel werden gleichzeitig an beiden Enden mit einer Kraft von
428 kN gespannt, was in einer maximalen Verschiebung von 92 mm resultiert. Es stellt
sich eine S-formige Verschiebungsverteilung ein, da benachbarte Spannkabel in ge-
genuberliegenden Stitzpfeilern verankert sind und gleichzeitig gespannt werden. Das
Spannen eines Kabels und die dadurch hervorgerufenen Verformungen im Bereich des
Stitzpfeilers kehren die Gleitrichtung des benachbarten Kabels um. Es stellt sich eine
Verschiebungsverteilung ein, die symmetrisch zum Punkt gegenliber der Verankerung
ist. Im Verankerungsprozess rutschen die Spannkabel etwas durch, bis die Veranke-
rungskeile greifen, so dass die Verschiebungswerte nahe der Einspannung etwas re-
duziert werden, wie in der vergroRerten Darstellung der Verschiebungswerte bei 270°
Azimut zu sehen ist. Bei Auslegungsdruck (1,0 Py) ist die Verschiebungsverteilung
noch nahezu deckungsgleich mit der Verteilung nach dem Verankern. Erst wenn sich
die Spannkabel plastisch verformen, andern sich die Verschiebungswerte deutlich, wie

der Verteilung bei 3,4 P4 enthommen werden kann.
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lativ zum Verschiebungswert bei Verankerung (b) bei verschiedenen In-

nendruckwerten (P4: Auslegungsdruck)

Abb. 5.11 (b) zeigt die relative Verschiebung vom jeweiligen Wert nach der Veranke-
rung, d.h. das Spannkabelrutschen, das infolge der Innendruckbelastung auftritt.
Wenn sich die Spannkabel plastisch verformen, rutschen sie Uber die gesamte Kabel-
lange. Die Maximalwerte treten am Punkt und gegenuber der Verankerung auf. Der
gezackte Verlauf der Verteilungen bei 3,0 P4 und 3,4 P4 ist auf numerisches Rauschen

zuruckzufihren.

Des Weiteren sollten von den Teilnehmern des SPE-3 die Werte des Innendrucks be-
stimmt werden, bei dem charakteristische Merkmale im Verlauf des strukturellen Ver-
sagens auftraten, wie beispielsweise das Einsetzen der Rissbildung im Beton. Tab. 5.3
enthalt wesentliche Merkmale im Modell 1 bei steigendem Innendruck. Der Innen-
druckwert von 1,4 MPa bei einer Spannkabeldehnung von 2 % liegt dabei sehr nahe an
dem Innendruckwert von 1,42 MPa, bei dem im Experiment das strukturelle Versagen

der Gesamtstruktur auftrat.
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Tab. 5.3 Modell 1: Merkmale (Meilensteine) bei steigendem Innendruck

(P4: Auslegungsdruck).

Merkmale / Meilensteine Innendruck | Innendruck
[MPa] [x Pqd]
M1: 0,55 1,41

Beton-Umfangsspannung bei
135° Azimut wird erstmals Null

M2: 0,66 1,70
Beton-Umfangsrisse bei
135° Azimut treten erstmals auf

M3: 1,32 3,38
Spannkabel A erreicht 1 % Deh-
nung bei 135° Azimut

M4: 1,31 3,36
Spannkabel B erreicht 1 % Deh-
nung bei 135° Azimut

M5: 1,4 3,58
Spannkabel A erreicht 2 % Deh-
nung bei 135° Azimut

M6: 1,4 3,58
Spannkabel B erreicht 2 % Deh-
nung bei 135° Azimut

5.1.3 Vergleich der Simulationsergebnisse

Im Rahmen des SPE-3 wurden Simulationsergebnisse zu Modell 1 von EDF/NECS
(Frankreich), FORTUM (Finnland), GRS (Deutschland), NRC (USA) und SCANSCOT
(Schweden) bereitgestellt. Von den Teilnehmern wurden leicht unterschiedliche Model-
lierungsansatze gewahlt, hauptsachlich bei der Bewehrung und den Spannkabeln. Die
NRC, sowie SCANSCOT und FORTUM setzten in Betonelemente eingebettete Beweh-
rungsschichten (embedded rebar layers) ein, EDF/NECS verwendete uniaxiale Scha-
lenelemente zur Modellierung der Bewehrung. Im GRS-Modell kamen hierfiir Balken-
elemente zum Einsatz. Zur Diskretisierung der Spannkabel setzten EDF/NECS,
FORTUM und SCANSCOT Tragwerkelemente (truss elements) und NRC und GRS
Balkenelemente ein. Weitere geringfiigige Unterschiede finden sich in den Materialmo-

dellen und Materialparametern.
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Abb. 5.12 zeigt einen Vergleich der Innendruck-Meilensteine, bei dem sich eine gute
Ubereinstimmung offenbart. In den Analysen von SCANSCOT wird das Einsetzen der

Rissbildung im Beton bei einem leicht geringeren Innendruckwert erreicht.
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Abb. 5.12 Vergleich der als Meilensteine definierten Innendruckwerte, Ergebnisse

der am SPE-3 beteiligten Organisationen (aus /HEI 14/)

Der Verlauf der Spannkabeldehnung als Funktion des Innendrucks wird in Abb. 5.13
dargestellt. Bis zu einem Innendruckwert von 1,3 MPa, was ungefédhr dem 3,3-fachen
Auslegungsdruck entspricht, stimmen die berechneten Verldufe der Teilnehmer gut
Uberein. Bei hoheren Werten des Innendrucks treten infolge der groRflachigen Schadi-
gung im Beton und verstarktem nichtlinearem Verhalten der Bewehrung, der Spannka-
bel und des Liners groRere Diskrepanzen auf. Teilweise berichteten die Teilnehmer am

SPE-3 auch von Instabilitdten in den Analysemodellen.
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Abb. 5.13 Lokale Dehnung des Spannkabels ,A* als Funktion des Innendrucks bei
135° Azimut. Ergebnisse der am SPE-3 beteiligten Organisationen (aus
/HEI 14/)

Weitere Berechnungsergebnisse und deren Gegenuberstellung sind im Abschlussbe-
richt zum SPE-3 /HEI 14/ enthalten.

514 Einfluss von postulierten Rissen im Beton auf die Dehnungsvertei-

lungen in Spannkabeln

Das globale Strukturversagen des Modellcontainments wurde bei einer Innendruckbe-
lastung von 1,42 MPa, d. h. beim etwa 3,64-fachen Auslegungsdruck durch einen
Spannkabelbruch ausgeldst. Im Experiment konnte allerdings nicht der lastabhangige
Dehnungsverlauf des betroffenen horizontalen Spannkabels am Ort des Versagens
messtechnisch bestimmt werden. Nach /HES 03/ wurde auf Basis von Messungen ge-
schatzt, dass die Dehnung des Spannkabels in der Umgebung des Versagens im Be-
reich von 1,4 % bis 1,5 % gelegen haben muss. Dies liegt deutlich unter der im Labor
bestimmten mittleren Bruchdehnung der Spannkabel von 3,8 % und weit unterhalb der

Bruchdehnung einer Einzellitze (tendon strand) von mindestens 8 %. Es wurden drei
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Spannkabelstliicke bis zum Versagen getestet. Die Bruchdehnungen lagen bei 3,94 %,
3,87 % und 3,67 %. Bei sechs getesteten Einzellitzen lag die Bruchdehnung im Bereich
von 8,0 % bis 8,4 %.

Das globale Strukturversagen verlief nach /HES 03/ wie folgt. Der sogenannte ,Structu-
ral Failure Mode Test” (SFMT) wurde am 14.11.2001 beginnend um 10:00 Uhr durch-
gefuhrt. Der Innendruck des mit Wasser weitgehend gefillten Modellcontainments
wurde mit einer konstanten Geschwindigkeit von 0,035 MPa/min erhdht. Um 10:39 Uhr
wurde bei einem Innendruck von 3,4 P4 = 1,33 MPa von den Mikrophonen des akusti-
schen Leckdetektionssystems ein sehr lautes Gerausch aufgenommen, das als Bruch
einer Einzellitze eines Spannkabels interpretiert wurde. Kurz darauf wurde eine kleine
Leckage mit Wasseraustritt bei ungefahr 0° Azimut in mittlerer Hohe beobachtet. Bei
weiter ansteigendem Druck wurden von den Mikrophonen weitere Litzenbriche detek-
tiert, die mit immer hoherer Frequenz auftraten. Um 10:46:12 trat bei weiter stetig stei-
gendem Innendruck, allerdings mit geringerer Geschwindigkeit, ein grolierer Wasser-
austritt auf (siehe Abb. 5.14). Daraufhin versagten schlagartig eine groRere Anzahl von
Spannkabeln und es bildete sich im Modellcontainment grof3flachig bei ca. 6° Azimut
ein wanddurchdringender Axialriss, der sich ausgehend von einer Position in mittlerer
Hohe in vertikaler Richtung nach oben und unten Uber die gesamte Hohe der verbau-
ten horizontalen Spannkabel ausbreitete. Eine Analyse der Videoaufzeichnungen
ergab, dass das horizontale Spannkabel H40, welches knapp oberhalb der beiden gro-
Ren Durchfiihrungen verlauft, als erstes versagte. Da an diesem Spannkabel keine
Dehnungsmessung stattfand, konnte die Versagensdehnung nicht experimentell be-
stimmt werden. Aus den sicheren und genauen Verschiebungsmessungen konnte eine
maximale mittlere Umfangsdehnung von 1,65 % abgeschéatzt werden. Dies schlief3t
nicht aus, dass wahrend der Versuchsdurchfiihrung lokal héhere Spannkabeldehnun-
gen auftraten. Zum Zeitpunkt des Versagens betrug der Innendruck 3,64 P4 =
1,42 MPa.
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(a) 0 degrees Azimuth (b} 20 degrees Azimuth

(a) 180 degrees Azimuth (b) 270 degrees Azimuth

Abb.5.14 Versagen des SANDIA-Modellcontainments (aus /HES 03/)

Unterschiedliche Schlussfolgerungen kénnen aus der Diskrepanz der im Labor und im

Experiment gemessenen Bruchdehnungen der Spannkabel gezogen werden:

Dameron et al. /HEI 14/ schlagt die Verwendung einer Versagensdehnung von
2 % vor, da der Hersteller gemal Spezifikation nur einen Grenzwert von 2 %

garantiert (limit-by-specification).

Bisher wurde noch nicht untersucht, inwieweit der gekrimmte Verlauf eines
Spannkabels und die Wechselwirkung mit dem Hullrohr zu einer reduzierten

Tragfahigkeit fihren kdnnen.

Weiterhin kann man unterstellen, dass im Experiment lokale Dehnungsiiberhé-
hungen im Bereich rissartiger Betonschadigungen auftraten. Ein gréRerer Riss
im Beton mit lokal starker Plastifizierung des Hullrohrs bewirkt, dass die Um-
fangsspannung aus dem Innendruck weitgehend Uber einen kleinen Bereich
des im Riss liegenden Spannkabels abgetragen wird. Dadurch kénnten lokale
Dehnungen im Bereich der im Labor bestimmten Bruchdehnung von 3,8 % er-

reicht werden.
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Zum dritten Punkt wurden beispielhafte Simulationen durchgefihrt. Ausgangspunkt war
das Finite-Elemente-Modell des Containment-Ringausschnitts, bei dem die komplette
Bewehrung mit Balkenelementen diskretisiert wurde. Der unterstellte Axialriss wurde
durch ein Auftrennen des Netzes der Volumenelemente bei 0° Azimut eingebracht. Das
Netz der Bewehrung, das Uber gemeinsame Knoten mit dem Netz der Volumenele-
mente verbunden ist, wurde ungestért belassen. Die Interaktion der Spannkabel mit
den Hullrohren wurde durch einen Line-to-Surface-Kontakt modelliert. Damit wird in der
Berechnung ein Haften beziehungsweise Gleiten der Spannkabel auch im Bereich des
unterstellten Risses unterstellt. Drei Modellvarianten mit unterschiedlicher Rissgrée
wurden untersucht. Abb. 5.15 zeigt den Ausschnitt des Finite-Elemente-Netzes der drei
Modellvarianten. Mit dem Modell mit einem komplett durchgangigen radialen Riss, wel-
ches an der Rissstelle nur durch Bewehrung und Spannkabel zusammengehalten wird,

konnte keine Konvergenz erzielt werden.

Analog zu dem in Abschnitt 4.3 beschriebenen Simulationsablauf wurden zunachst die
Spannkabel gespannt und verankert und danach die Innenoberflache des Modells mit
einem stetig steigenden Druck beaufschlagt. Die Berechnungen wurden in der ANSYS
Workbench Umgebung mit ANSYS Mechanical /ANS 14/ durchgeflihrt.

Abb. 5.16 zeigt die axiale Spannungsverteilung in den Spannkabelelementen fir die
drei Modellvarianten. In allen drei Varianten wurde der Innendruck solange erhoéht, bis
in der nichtlinearen Berechnung keine Konvergenz mehr erzielt werden konnte. Die
letzte konvergente Ldsung, die auch in die Darstellung aufgenommen wurde, unter-

scheidet sich fiir alle drei Modellvarianten.
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Abb. 5.15 Finite-Elemente-Modell mit eingebrachtem Riss
(a) in der Nahe des Spannkabels,
(b) von der inneren zur aul’eren Bewehrung,

(c) von der inneren Bewehrung bis zur Aufdenoberflache
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Abb. 5.16 Spannkabelspannung bei einem Riss

(a) in der Nahe des Spannkabels,

(b) von der inneren zur aufReren Bewehrung,

Spannen
Verankern
1.0 Pd
1.5Pd
2.0Pd
2.5Pd
—3.0Pd

(c) von der inneren Bewehrung bis zur Aufdenoberflache

Basierend auf dem in Abb. 5.7 dargestellten Spannungs-Dehnungs-Zusammenhangs
des Spannkabelstahls ergeben sich fur die drei Modellvarianten die in Abb. 5.17 ge-

zeigten Spannkabeldehnungen. Zu beachten ist, dass die letzte konvergente Ldsung

bei unterschiedlichen Innendruckwerten erzielt wurde.
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Abb. 5.17 Spannkabeldehnung bei einem Riss

(a) in der Nahe des Spannkabels,
(b) von der inneren zur aul’eren Bewehrung,

(c) von der inneren Bewehrung bis zur Aufdenoberflache

Vor allem in der Modellvariante (c) ergibt sich eine deutliche Dehnungstberhdhung am
Ort des unterstellten Risses. Fiur den letzten konvergenten Wert bei 3,74 Pd =
1,46 MPa betragt die Uberhéhung etwa 70 % (0,026 / 0,015 = 0,7). Eine noch groRere
Dehnungsuberhéhung wirde sich ergeben, wenn in der Betonstruktur ein wanddurch-

dringender Riss angenommen wird.

5.1.5 Globales strukturmechanisches Verhalten bei unterschiedlicher

Spannkabelmodellierung

Mit Hilfe von Modell 1 wurde das unterschiedliche strukturmechanische Verhalten bei
einer vereinfachten im Gegensatz zu einer detaillierten Modellierung der Spannkabel
untersucht. Vereinfacht bedeutet hier eine feste Kopplung der Spannkabelelemente an
die Betonelemente, so dass die Flihrung der Spannkabel durch die Hullrohre keine Be-

ricksichtigung findet. Als detailliertes Modell gilt das in Kapitel 5.1.2 vorgestellte Mo-
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dell, bei dem die Spannkabel-Hillrohr-Wechselwirkung durch Kontaktelemente model-
liert wurde. In diesem Fall stellt sich eine Vorspannungsverteilung wie in Abb. 5.10 ge-

zeigt ein.

Bei einem ideal zylindrischen Verlauf eines Umfangsspannkabels berechnet sich die

Spannkabelspannung P nach /HES 03/ zu

P = pjeHakx

= Poe_(#_krh)a

mit dem Reibungskoeffizienten ¢ = 0,2, dem Umfangswinkel a, Uber dem das Spann-
kabel am Hullrohr anliegt, der inneren Kabelreibung (wobble friction) £ = 0,001/m und
der Kabellange x. Die Kabellange x kann mit Hilfe des Radius der horizontalen Spann-
kabel r, = 5,59 m durch x = r, a ausgedrickt werden. Die Kraft Py, mit der die horizon-

talen Spannkabel gespannt werden, betragt 428 kN.

Die Uber den Umfang gemittelte Vorspannung der Spannkabel betragt

a'=a

Pye~(tkrn)a’ go

©
[
RIm

a'=0

=320,9 kN

Dieser Wert wurde den Spannkabelelementen des vereinfachten Modells als Anfangs-
bedingung vorgegeben. In Abb. 5.18 und Abb. 5.19 wird die radiale Verschiebung der
Modellvariationen in Abhangigkeit des im Inneren herrschenden Uberdrucks an zwei
Positionen im Umfang dargestellt. Insgesamt wurden vier Modellvarianten betrachtet.
In zwei Modellen (blau, cyan) wurde das multiPlas-Betonmaterialmodell eingesetzt, bei
den beiden anderen (griin, magenta) kam das ANSYS-Betonmodell (SOLID65) zum

Einsatz.
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Die spezialisierten Flihrungselemente (MPC184 slot joint) wurden in den ersten beiden

Modellvarianten (blau, griin) eingesetzt, im dritten Modell (cyan) wurde die Spannka-
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bel-Hullrohr-Wechselwirkung durch Kontaktflachen modelliert und im vierten Modell

(magenta) waren die Spannkabel fest an den Beton angebunden.

Zusatzlich zu den berechneten Werten sind Messergebnisse vom Limit State Test
(LST) dargestellt. Dabei wurde der Innendruck bis zum 3,3-fachen Auslegungsdruck

erhoht und wieder entlastet.

Mit allen Modellvarianten, insbesondere auch mit der festen Anbindung der Spannka-
bel an den Beton, kann das experimentelle Verhalten gut wiedergegeben werden. Die
besten Berechnungsergebnisse werden mit dem Kontaktflachen-Modell in Verbindung
mit dem multiplas-Betonmodell (cyan) erzielt. In den Modellen mit den spezialisierten
Flhrungselementen (MPC184) hat die Wahl des Betonmodells einen starken Einfluss,
wobei die Ergebnisse mit dem ANSYS-Betonmodell ndher an den Experimenten lie-
gen. Diese Erkenntnisse lassen sich nicht auf Wandbereiche mit Durchfiihrungen, in

denen die Spannkabel einen mehrfach gekrimmten Verlauf haben, Gbertragen.

5.2 Model 2

Wahrend der Versuche am Sandia Spannbeton-Containment wurden Ablésungen des
Liners von der Betonstruktur beobachtet. Viele der hochsten gemessenen Dehnungen
traten wahrend des Limit State Tests (LST) nahe den Frischdampf- und Speisewasser-
Durchfiihrungen als auch nahe der Wandverdickung (embossment) im Bereich der Ma-
terialschleuse auf. Die Spannungskonzentrationen fihrten schliellich zum Versagen

des Liners und der Bildung potentieller Leckagen.

Eine Schwierigkeit besteht in der Modellierung realistischer lokaler Vorspannwerte
durch die Spannkabel. Diese sind gekrimmt um die Schleuse geflihrt, wobei durch
Reibung im gekrimmten Verlauf lokale Vorspannverluste auftreten. Eine Losungsmag-
lichkeit bietet das ,substructuring”, was kommerzielle Programme wie ABAQUS /ABA
14/ und ANSYS Mechanical /ANS 14/ anbieten. Aus einem globalen Modell wird ein
Teilbereich ausgeschnitten, der detailliert modelliert wird. Die an den Schnittflachen im
globalen Modell anliegenden Spannungen und Dehnungen werden als Randbedingung

in das Detailmodell Gbertragen.

Abb. 5.20 zeigt die nach dem ,Limit State Test (LST)* dokumentierten Risse und die

lokalen Reparaturen bezlglich Abdichtung flr den ,Structural Failure Mode Test
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(SFMT)“. Im Hinblick auf die Analysen zu Modell 2 sind insbesondere die Risse #7, 12,
13, 15 und 18 von besonderem Interesse. Sie liegen am Ubergang der Wandverdi-

ckung im Bereich der Materialschleuse, wo ein Sprung in der Bewehrungsdichte vor-

liegt.
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Abb. 5.20 Risse im Liner (rot markiert) sowie die zur Abdichtung reparierten Stellen

des Liners (schwarz markiert)

521 Finite-Elemente-Modell

Zu Model 2 wurden Berechnungen mit einem bereits vorhandenen, im Rahmen des
Vorhabens RS1171 /GRE 10/ entwickelten Analysemodells und der Simulationssoft-
ware ADINA /ADI 14/ durchgefuhrt. Festigkeit und E-Modul der Stahlkomponenten, al-
so Bewehrung, Spannkabel und Liner, wurden analog zu Kapitel 5.1.1 gewahlt. Fur die
Bewehrung und die Spannkabel wurde eine bilineare, elastisch-plastische Spannungs-
Dehnungs-Beziehung, fur den duktilen Liner eine multilineare Spannungs-Dehnungs-
Beziehung mit dehnungsbasiertem Versagenskriterium gewahlt. Fir die Betonstruktur
kam das ADINA Beton-Modell zum Einsatz. Im Zugbereich verhalt es sich bis zum
Versagen linear, darauf setzt eine lineare Entfestigung ein. Dem Modell liegt ein Ansatz
mit verschmierten Rissen (smeared crack) zugrunde. Nach Bildung einer Rissebene

wird das Materialverhalten orthotrop. Im Druckbereich steigt die Spannung nichtlinear
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mit der Dehnung bis zum Versagen (crushing) an. Abb. 5.21 zeigt die einachsige

Spannungs-Dehnungs-Beziehung.

3,45 MP
-0,2%

0,01% €

-47,3 MPa

Abb. 5.21 Einachsige Spannungs-Dehnungs-Beziehung des ADINA Beton-

Materialmodells

Es wurde das im Rahmen des Vorhabens RS1171 /GRE 10/ entwickelte Analysemo-
dell eines 90°-Ausschnitts des Gesamt-Containments mit der Halfte der Materialschleu-
se verwendet. Abb. 5.22 zeigt separat das Finite-Elemente-Netz der Betonstruktur, der
Spannkabel und der Bewehrung. Die Betonstruktur wurde mit 8-Knoten-Hexaeder-
elementen und die Spannkabel und die Bewehrung mit 2-Knoten-Tragwerkselementen
diskretisiert. Spannkabel und Bewehrung waren direkt Gber gemeinsame Elementkno-
ten mit den Betonelementen verbunden. Die Vorspannung der Spannkabel wurde den

Elementen als mittlere Dehnung Element fiir Element vorgeschrieben.
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Abb. 5.22 Finite-Elemente-Modell des Containments mit Materialschleuse
(a) Betonstruktur (von innen)
(b) Spannkabel (von aul3en)

(c) Bewehrung (von auf3en)

5.2.2 Vergleich der Simulationsergebnisse

Simulationsergebnisse zu Model 2 wurden im Rahmen des SPE-3 von AERB (Indien),
GRS (Deutschland), NRC (USA) und SCANSCOT (Schweden) bereitgestellt. Unter
anderem wurden analog zu Model 1 sogenannte ,Innendruckmeilensteine” abgefragt.
Abb. 5.23 zeigt einen Vergleich der von den Organisationen abgegebenen Werte. Um-
fangsrissbildung (Meilenstein 1), welche lokal Gber und unter der Materialschleuse ein-
setzt, wurde von allen Teilnehmern bei einem Innendruckwert von ungefahr 0,6 MPa
erreicht. Als Meilenstein 2 wurde derjenige Innendruck abgefragt, bei dem das horizon-
tale Spannkabel H37 bei 324° Azimut und das vertikale Spannkabel V47 in einer HOhe
von z = 2,4 m eine Dehnung von 1 % erreicht. Die Ergebnisse der Teilnehmer lagen im
Bereich von 1,3 bis 1,4 MPa.
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Abb. 5.23 Vergleich der als Meilensteine definierten Innendruckwerte. Ergebnisse

der am SPE-3 beteiligten Organisationen /HEI 14/

Dehnungswerte des Liners sollten an 10 dezidierten Orten ausgewertet werden.
Abb. 5.24 zeigt deren Lage. Der jeweilige Dehnungswert sollte dabei Gber die in der
Konstruktionszeichnung markierte Lange gemittelt werden, um Unterschiede in der
Feinheit der Finite-Elemente-Netze der Teilnehmer ausgleichen zu konnen. Anfangs-
und Endpunkt der Dehnungsauswertung befinden sich an Verankerungspunkten des

Liners.
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Abb. 5.24 Ausschnitt aus der Konstruktionszeichnung zum Liner /HES 03/ mit Mar-

kierung der Lage der 10 Dehnungsauswertepunkte (magenta)

Exemplarisch sind in Abb. 5.25 bis Abb. 5.28 die druckabhangigen Umfangsdehnun-
gen an den Auswertepunkten 8, 9, 10 und 3 dargestellt, die in der GRS-Simulation die

betragsmalig grélten Dehnungswerte lieferten. Weitere Berechnungsergebnisse und

deren Gegenlberstellung finden sich im Abschlussbericht zum SPE-3 /HEI 14/.
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Abb. 5.28 Vergleich der Umfangsdehnung im Liner am Auswertepunkt 3 /HEI 14/

Die in der Simulation gefundenen Spitzenwerte der Linerdehnung konnten allerdings
nicht eindeutig allen im Experiment gefundenen Rissen im Liner zugeordnet werden. In
der Ubergangskante der Wandverdickung um die Materialschleuse zur Zylinderwand
stimmten Spitzenwerte der Linerdehnung mit im Experiment gefundenen Rissen gut
Uberein. Risse, die im Bereich der ungestorten Zylinderwand auftraten, konnten mit Hil-

fe der Simulation nicht vollstandig erklart werden.

Von den Teilnehmern wurde vermutet, dass die schwierige Verarbeitung des nur
1,6 mm dicken Linerblechs Ursache fiir einen Teil der aufgetretenen Rissbildungen

war. So wurde von den Experimentatoren beschrieben, dass beim Bau der Contain-
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mentstruktur die einzelnen Linerblechsticke verschweilt wurden. Daraufhin wurden
die Schweillndhte Uberschliffen. Nachtragliche Inspektionen ergaben, dass durch
UbermaRiges Abschleifen teilweise das Blech geschwacht und lokal die Dicke von

1,6 mm unterschritten wurde, was die lokale Rissbildung begunstigt.

In realen Containmentbauten mit Stahlliner betragt die Blechdicke meist 6 bis 8 mm,
was die Verarbeitung der Bleche durch SchweiRen und Schleifen verglichen mit dem
Sandia-Modellcontainment vereinfacht. Aufgrund der héheren Verarbeitungsgute kann
erwartet werden, dass die Simulation bezuglich Linerversagen in realen Containment-

strukturen zu aussagekraftigeren Ergebnissen gelangt.

53 Model 3

Model 3 enthalt die gesamte Containmentstruktur basierend auf den Erfahrungen aus
Model 1 und Model 2. Damit kdnnen sowohl das globale wie auch das lokale struktur-
mechanische Verhalten bestimmt werden. Dies sind nicht nur die mechanischen Ver-
formungen, sondern insbesondere auch Dehnungen und Spannungen der Spannkabel,

Dehnungen der Bewehrung und Dehnungen des Stahlliners.

5.3.1 Finite-Elemente-Modell

Die Modellerstellung und die Simulationen zu Modell 3 wurden mit ANSYS Mechanical
IANS 14/ durchgefihrt. Die Geometrie wurde mit ANYS DesignModeler erstellt und in
ANSYS Mechanical importiert. Abb. 5.29 zeigt eine perspektivische Darstellung des er-
stellten Finite-Elemente-Modells, das die beiden groRen Durchfiihrungen flr Perso-
nenschleuse (A/L, air lock) und Materialschleuse (E/H, equipment hatch) enthalt. Die
Spannkabel sind in gekrimmten Bahnen um diese Durchfiihrungen gefiihrt. Alle 108
horizontalen und alle 90 vertikalen Spannkabel sind im Modell einzeln diskretisiert. Den
Verlauf der Spannkabel zeigt Abb. 5.30. Von der Bodenplatte wurde nur ein Teil model-
liert, um die Elementanzahl bei gegebener Diskretisierungsfeinheit moglichst niedrig zu

halten.

Die Betonstruktur wurde mit 8-Knoten-Hexaeder und in den frei vernetzten Bereichen
zusatzlich vereinzelt mit 6-Knoten-Prismen-Elementen (SOLID185) vernetzt. Groflten-
teils wurde geordnet vernetzt (mapped mesh), nur die Bereiche um die Durchfiihrun-

gen wurden frei vernetzt (free mesh). Die ElementgroRe betragt durchschnittlich
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0,11 m. Der stahlerne Liner wurde mit Schalenelementen (SHELL181) diskretisiert und
ist Uber gemeinsame Knoten fest mit den Volumenelementen der Betonstruktur ver-
bunden. Die Biegebewehrung wurde durch in die Beton-Volumenelemente eingebette-
te Bewehrungselemente (REINF265) modelliert. Die Schubbewehrung wurde im Mo-
dell vernachlassigt. Bei der angesetzten Innendruckbelastung liefert diese nur einen

vernachlassigbaren Beitrag zur Gesamtsteifigkeit der Struktur.

Abb. 5.29 Finite-Elemente-Modell zu Modell 3

Alle Spannkabel wurden mit Balkenelementen (BEAM188) diskretisiert. Die Fihrung
der Spannkabel in den Hullrohren wurde mit spezialisierten Flhrungselementen
(MPC185 slot joint) realisiert, bei denen sich der gefihrte Knoten nur in eine vorab
spezifizierte Richtung bewegen kann. Die beiden anderen lokalen Koordinatenrichtun-
gen, in die sich der gefuhrte Knoten bewegen kdnnte, sind gesperrt. Details zur umge-

setzten Modellierungsstrategie sind in Kapitel 4.3 beschrieben.
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Abb. 5.30 Horizontale und vertikale Spannkabel zu Modell 3

Insgesamt umfasst das Finite-Elemente-Modell 550 000 Elemente. Die Betonstruktur
setzt sich aus 145000 Volumenelementen zusammen, die Bewehrung umfasst
105 000 in die Volumenelemente eingebettete Bewehrungselemente. Der Liner wurde
mit 58 000 Schalenelementen diskretisiert, die Spannkabel mit 23 000 Balkenelemen-
ten. Die restlichen 219 000 Elemente umfassen die spezialisierten Fihrungselemente
zur Modellierung der Hillrohre, Vorspannelemente zum Aufbringen der Spannkabel-
vorspannung, Verbindungselemente (rigid links) zur Befestigung der Spannkabelenden
an der Betonstruktur sowie weitere Verbindungselemente um die Flihrungselement in

die Betonstruktur einzubetten.

5.3.2 Vergleich der Simulationsergebnisse

Neben einer Reihe von Gemeinsamkeiten in der Modellierung verfolgten die Teilneh-
mer teilweise unterschiedliche Strategien insbesondere in der Modellierung der Beton-
struktur. NRC und FORTUM setzten fur die Diskretisierung des Betons Schalenele-
mente ein, AERB, SCANSCOT und GRS Volumenelemente. Mit Hilfe von
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Schalenelementen fallt die Gesamtzahl der Elemente niedriger aus, im Gegensatz zu
Volumenelementen lassen Schalenelement allerdings keine detaillierte strukturmecha-
nische Analyse in Dickenrichtung zu. AERB, FORTUM und SCANSCOT diskretisierten
die Spannkabel mit Tragwerkselementen (truss elements), NRC und GRS nutzten Bal-
kenelemente. Die Wechselwirkung der Spannkabel in den Hullrohren, also Haftreibung
und Rutschen, wurde von SCANSCOT durch in die Betonelemente eingebettete Kon-
taktflachen mit Reibungsbeiwert gelést. Fir jedes Spannkabel waren mehrere Kontakt-
flachen noétig, um bei dem gekrimmten Verlauf die Fihrung der Kabel sicherzustellen.
Die Ubrigen Teilnehmer setzten spezialisierte Flihrungslemente ein (siehe auch Kapi-
tel 4.3).

Alle Teilnehmer diskretisierten den Liner mit Schalenelementen, die Uber gemeinsame
Knoten fest mit der Betonstruktur verbunden waren. Fur die Bewehrung wurden von al-
len in Volumen- bzw. Schalenelemente eingebettete Bewehrungselemente verwendet.
Die Schubbewehrung wurde von allen wegen dem bei dem unterstellten Lastfall gerin-
gen Einfluss auf die Gesamtsteifigkeit vernachlassigt. SCANSCOT setzte bei der un-
terstellten geometrischen Nichtlinearitadt und den Materialnichtlinearitaten eine explizite
Zeitintegration ein. Alle anderen Teilnehmer verwendeten einen impliziten Integrations-
algorithmus. Das Spannkabelversagen wurde gemaf} der experimentellen Bestimmung
der Materialparameter von den Teilnehmern fiir eine Dehnung von 3,7 % bis 4,1 % an-

gesetzt.

Von den Teilnehmern wurden in unterschiedlichem Umfang Ergebnisse vorgestellt. Da-
runter waren globale Darstellungen der Verformung zu den Meilensteinwerten des In-
nendrucks (Vielfache des Auslegungsdrucks Pq), globale Darstellungen der Dehnun-
gen von Liner und Beton, Dehnungen und Spannungen der Spannkabel und
graphische Darstellungen der im Experiment definierten 55 Standard Output Locations.

Eine umfangreiche Darstellung der Ergebnisse findet sich im Bericht /HEI 14/.

Die GRS verfolgte einen quasi-statischen Simulationsansatz, bei dem die Last schritt-
weise aufgebracht wird. In den ersten beiden Lastschritten werden die Spannkabel ge-
spannt und verankert. Abb. 5.31 (a) und (b) zeigen die axiale Spannung der Spannka-
bel nach dem Spannen und dem Verankern. Das Spannungsmaximum von 1 390 MPa,
was etwa 88 % der Streckgrenze entspricht, wird in den vertikalen Spannkabeln durch
die héhere Spannkraft von 471 kN verglichen mit 428 kN fir die horizontalen Spannka-
beln erreicht. Durch die héhere Reibung im Bereich des gekrimmten Spannkabelver-

laufs um die Durchfuhrungen sind die Spannungswerte dort lokal reduziert.
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Eine detaillierte Darstellung der berechneten Dehnungsverteilungen in den beiden ho-
rizontalen Spannkabeln H35 und H53 (Positionen siehe Abb. 4.13), die beide im Stitz-
pfeiler bei 270° Azimut verankert sind, zeigt Abb. 5.32.
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Abb. 5.32 Dehnungsverteilung der horizontalen Spannkabel H35 und H53 nach
dem Spannen und dem Verankern. Die Lage von Materialschleuse

(E/H - equipment hatch) und Luftschleuse (A/L - air lock) sind markiert.

Das Spannkabel H53 befindet sich 6,59 m Uber der Bodenplatte, d. h. in mittlerer H6-
he. Es verlauft deutlich Gber den Durchfihrungen, daher stellt sich eine symmetrische
Dehnungsverteilung ein. Das Spannkabel H35 ist in 4,56 m Hohe verankert und ver-
lauft dicht tGber der Luftschleuse (bei 62° Azimut) und dicht unter der Materialschleuse
(bei -36° Azimut). Wegen der hoheren Reibung im gekrimmten Verlauf um die Durch-
fuhrungen stellt sich das Minimum der Dehnungsverteilung im Spannkabel H35 an der
Position der Luftschleuse und nicht wie im Spannkabel H53 bei 90° Azimut, d. h. ge-
genlUber der Verankerungsposition, ein. Das Minimum im Spannkabel H35 liegt auch
deutlich niedriger als bei einem ungestdrten Verlauf der Spannkabel. Die simulierten

Dehnungsverteilungen stimmen dabei gut mit den wenigen im Experiment gemesse-
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nen Spannkabeldehnungen Uberein. Im Bereich der Verankerungsposition wird die

gemessene Dehnung jedoch um etwa 10 % Uberschéatzt.

Aus den Simulationsergebnissen in Kapitel 5.1.4 lasst sich folgern, dass sich das glo-
bale Versagen der Containmentstruktur durch einen Spannkabelbruch bereits in der lo-
kalen Schadigung des Betons am Ort des Kabelversagens ankindigen sollte. Aus die-
sem Grund soll die Dehnungsverteilung im Beton bei fortgeschrittener Innendrucklast
untersucht werden, insbesondere auch in Bereichen, in denen sich die Bewehrungs-
dichte sprunghaft andert. Die entsprechenden Rechnungen sind sehr zeitaufwendig

und konnten bis zum Zeitpunkt der Berichtslegung noch nicht abgeschlossen werden.

54 Zusammenfassung und Ausblick

Die GRS hat als aktiver Partner im Rahmen des Vorhabens RS1197 an dem internati-
onal besetzten ,Standard Problem Exercise #3* (SPE-3) zum Thema "Performance of
Containment Vessel under Severe Accident Conditions" teilgenommen. Zusammen mit
den Kooperationspartnern wurden Teilaspekte des globalen Containmentverhaltens
am Beispiel des 1:4 skalierten Sandia-Modellcontainments, das durch steigenden In-
nendruck bis zum Versagen belastet wurde, untersucht. Komplexe Analysemodelle des
Sandia-Modellcontainments aus vorgespanntem Stahlbeton wurden entwickelt, wobei
das Verhalten der Spannkabel unter Bertcksichtigung der Reibkontakte mit den Hull-
rohren detailliert untersucht wurde. Nach dem Spannen der Spannkabel stellt sich zu-
nachst eine Uber den Umfang ungleiche Spannungsverteilung ein, die ab dem dreifa-
chen Auslegungsdruck durch lokales Rutschen der Spannkabel weitgehend
ausgeglichen ist. Die Analyseergebnisse zur Wirkungsweise der Spannkabelmodellie-
rung zeigen im Vergleich mit entsprechenden Messwerten im Grof3versuch, dass die
Spannungen nahe der Spannvorrichtung und die Verformung der Innenoberflache als
Funktion des Innendrucks realistisch nachvollzogen werden kdnnen. Ein Vergleich mit
den Simulationsergebnissen der anderen Kooperationspartner ergibt eine zufrieden-
stellende Ubereinstimmung.

Im Experiment wurde globales Strukturversagen des Modellcontainments bei einer In-
nendruckbelastung von 1,42 MPa, d. h. beim etwa 3,64-fachen Auslegungsdruck durch
Spannkabelbruch ausgelést. Wenn die in der Regel lokalen rissartigen Schadigungen
des Betons in den Simulationsmodellen auf die Betonelemente verschmiert angenom-
men werden, liegen die Spannkabeldehnungen beim Versagensdruck deutlich unter

der im Labor bestimmten Bruchdehnung von ca. 3,8 %, d. h. sicherheitstechnische
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Bewertungen von vorgespannten Containmentstrukturen bezlglich der Grenztragfa-
higkeit bei Innendruckbelastung sollten mit um etwa den Faktor 2 reduzierten Bruch-

dehnungen fur die Spannkabel durchgefuhrt werden.

Unterstellt man jedoch im Sandia-Modellcontainment, dass sich z. B. ein wanddurch-
dringender Riss im Beton nahe eines Spannkabels bildet, dann plastifiziert das ent-
sprechende Hullrohr im Bereich des Risses und die Umfangsspannung aus dem In-
nendruck wird weitgehend Uber einen kleinen Bereich des im Riss liegenden
Spannkabels abgetragen. Dabei entstehen lokale Dehnungsuberhéhungen im Bereich

der Bruchdehnung der Spannkabel.

Insgesamt bleiben bei der Bestimmung der Grenztragfahigkeit von innendruck-
belasteten Containmentstrukturen aus Stahlbeton Unsicherheiten bezuglich der Be-
rucksichtigung lokaler rissartiger Schaden im Beton. Weiterhin ist der Einfluss der Mo-
dellierung des Verbundes zwischen Beton und den Bewehrungsstaben sowie den

Hullrohren auf die Bestimmung der Grenztragfahigkeit eine noch offene Fragestellung.
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6 Parameterstudie zur Widerstandsfahigkeit einer Contain-
mentstruktur aus Stahlbeton bei Aufpralllasten

Fir eine generische aullere Containmentstruktur aus Stahlbeton wurden Untersuchun-
gen beziglich ihrer Widerstandsfahigkeit gegentber Aufprallbelastungen durchgefiihrt,
wie sie beispielsweise infolge von Flugzeugabsturzszenarien (FLAB) auftreten kénnen.
Konkret wurde jeweils der Aufprall eines Militarflugzeugs vom Typ McDonnell F-4
Phantom sowie eines Passagierflugzeugs vom Typ Boeing 767 untersucht. Hierzu
wurden Simulationsrechnungen mit expliziter Zeitintegration mit dem Rechenprogramm
ANSYS AUTODYN /AUT 14/ durchgefihrt. Im Rahmen der Vorhaben RS1182 /HEC
12/ sowie im laufenden Vorhaben RS1509 wurde bzw. wird ANSYS AUTODYN auf
Basis von Aufprallversuchen mit Stahlbetonstrukturen validiert. Aspekte der Modellie-
rung von grollen Zielstrukturen und komplexerer Belastung behandelt Abschnitt 6.1.
Eine Modalanalyse des Containmentmodells wird in Abschnitt 6.2 vorgestellt. Ab-
schnitt 6.3 und Abschnitt 6.4 enthalten eine Diskussion ausgewahlter Ergebnisse von
Parameterstudien zu Aufprallsimulationen mit einer F-4 Phantom und einer Boeing
767.

6.1 Modellierung von Zielstruktur und Belastung

Die Simulationen wurden als Kontaktproblem durchgefihrt, d. h. die Wechselwirkung
von StolRkorper und Zielstruktur wurde explizit simuliert. Als Zielstruktur diente ein ge-
nerisches Modell einer auReren Containmentstruktur aus Stahlbeton, dessen wesentli-
chen geometrischen Parameter in Tab. 6.1 aufgefiihrt sind. Das Gebaude besteht im
Wesentlichen aus einem Hohlzylinder und einer halbkugelférmigen Kuppel, wobei je-
weils eine Wandstarke von 1,5 m angenommen wurde. Zusatzlich ist noch eine Struk-
tur einer Bodenplatte modelliert, auf welche die Randbedingung aufgebracht wurde.
Bezuglich der Werte flir Wandstarke und Bewehrungsgrad wurden Annahmen getrof-
fen, welche fir ein Reaktorgebdude des Reaktortyps WWER 1000/466B typisch sind.
Die angefuhrten Bewehrungsgrade beziehen sich hierbei auf den postulierten Aufprall-
bereich. Abb. 6.1 zeigt Details einer typischen Vernetzung der Containmentstruktur.
Dabei betragen die Abmessungen des verfeinerten Bereiches etwa 40 m in Umfangs-
richtung und etwa 11 m in Langsrichtung. Durchschnittliche Elementkantenlangen und

Zahlen zu den jeweiligen Vernetzungsfeinheiten sind in Tab. 6.2 enthalten.
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Tab. 6.1 Abmessungen und Bewehrung der Containmentstruktur
Abmessungen
Wanddicke 1,5m
Innenhéhe ab Bodenplatte 64 m
Ansatz Kuppel ab Bodenplatte 38,5 m
Innenradius 25,5m
J Bugel 16 mm
Dichte Schubbewehrung (Biigel) | 50 cm?/m?
@ aulere Stabe 28 mm
Bewehrungsdichte (aul3en) 31 cm?m
J innere Stabe 36 mm
Bewehrungsdichte (innen) 52 cm?/m

Tab. 6.2 Elementgréllen und -anzahl von drei Containment-Modellen mit unter-

schiedlichen Vernetzungsfeinheiten

Modell- | ElementgroRe | Anzahl der | Anzahl der | Anzahl der
Feinheit | im Aufprall- Hexaeder- Schalen- Balken-
bereich Elemente Elemente Elemente
[-107] [-107] [-10
Grob 40 cm 87,3 23,1 17,6
Mittel 20 cm 659,2 112,0 93,0
Fein 15 cm 1411,3 162,8 204,3

Der Verbund von Beton und Bewehrung ist in den Simulationen durch ideale kinemati-
sche Kopplung erfasst, d. h. jeder Knoten des Bewehrungsnetzes muss jeweils mit ei-
nem Knoten des Betonnetzes zusammenfallen. Zur Erfullung dieser Nebenbedingung
ergeben sich gewisse Beschrankungen bei der Generation des Rechennetzes. Ver-
suchsweise wurde daher die in AUTODYN verfigbare Option zur getrennten Bertick-

sichtigung von Bewehrungsstaben erprobt (sogenannte ,discrete volume reinforce-
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ment®). Es zeigt sich jedoch, dass diese Option lediglich in Verbindung mit dem soge-
nannten Penalty Kontakt verfugbar ist. In der vornehmlich benutzten Version 13.0 wei-

sen jedoch die Penalty-Kontakte vermehrt Instabilitaten auf.

Weiterhin steht hier nicht die Option des parallelen Rechnens zur Verfligung. Aul3er-
dem ist eine Kontaktkopplung mit SPH (Smoothed Particle Hydrodynamics) auch in ak-
tuelleren Programmversionen nicht moglich, was eine verfeinerte Kerosinmodellierung
erschwert. Ferner konnte die ,discrete volume reinforcement* - Option bei der Simulati-
on von stolRbeanspruchten Stahlbetonplatten in Aufprallversuchen im Rahmen von
RS1509 noch nicht erfolgreich validiert werden. Aus den genannten Griunden wurde

daher diese Modellierung nicht weiter verfolgt.

Im Bereich des Aufpralls ist die Netzgrofde verfeinert und die Bewehrung tber Balken-
elemente (sog. ,Belytschko-Schwer-Balken® mit reduzierter Integration) dargestellt. Bei
Bedarf werden in Rechenmodellen mit groberer Vernetzungsfeinheit mehrere Beweh-
rungsstabe der realen Struktur zu einem Stab zusammengefasst. In der feinsten Ver-
netzung ist jeder einzelne Bewehrungsstab explizit dargestellt. AuRRerhalb des Aufprall-
bereichs werden die Stabe der Biegebewehrung vereinfacht tber Schalenelemente
(sog. ,Belytschko-Tsay-Schalen® mit reduzierter Integration) dargestellt. Schubbeweh-
rung wird in diesem Bereich vernachlassigt. Betonbereiche werden Uber lineare, hexa-
edrische Volumenelemente mit reduzierter Integration dargestellt. Zur Materialbe-
schreibung wird fiir den Beton auf einen bestehenden Parametersatz des von Riedel,
Hiermaier und Thoma entwickelten RHT-Betonmodells /RIE 00/ zuriickgegriffen. Die

Bewehrung wird iber das Johnson-Cook-Modell /JJOH 83/ charakterisiert.

Vernetzung des Betons Abbildung der Bewehrung

Verfeinerte
Vernetzun

Ubergangsbereich

Fixierung auf Unterseite

Abb. 6.1 Modellierung einer Containmentstruktur zur Untersuchung von auferen

Aufprallbelastungen
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Die StolRkérpermodelle wurden im Rahmen des Vorhabens RS1509 erstellt. Bezlglich
der Massenverteilungen orientieren sich die StolRkdérpermodelle an verfiigbaren Daten
fur ein Militdrflugzeug vom Typ F-4 Phantom /SUG 93/ sowie ein Passagierflugzeug
vom Typ Boeing 767 /BRA 08/. Es wird hierbei davon ausgegangen, dass der Einfluss
der Steifigkeit bzw. der Berstlast (vgl. /RIE 68/) des Stol3kdrpers auf die Last-Zeit-
Funktionen (LZF) insgesamt gering ist und eine Modellierung mit realistischer Massen-
verteilung bereits eine sehr realistische Darstellung der StoRRkrafte gewahrleistet. Da-
her konnte mit einem vereinfachten F-4 Phantom StoRkdrpermodell der ,Sandia Phan-
tom Crash® Versuch /SUG 93/ erfolgreich nachgerechnet werden /HEC 13/. In diesem
Versuch lag die Aufprallgeschwindigkeit bei 215 m/s, was auch den RSK-
Lastannahmen /RSK 96/ zugrunde liegt. Im Wesentlichen werden die StoRkérper durch
Schalenelemente dargestellt. Weniger verformbare Teile wie Triebwerke und Fahrwer-
ke werden durch Volumenelemente abgebildet. Die Modelle berlcksichtigen Kerosin
durch die SPH-Methode, um eine mdglichst realistische Freisetzung der Flissigkeit
wahrend des Aufpralls zu gewahrleisten. Es wurde angenommen, dass der Aufprall der
StoRkérper senkrecht auf das Geb&ude im Bereich des Ubergangs von der Zylinder-
wand zur Kuppel (sog. Kampferlinie) erfolgt. Abb. 6.2 zeigt Details der StoRkdérpermo-

delle und deren Anordnung relativ zur Zielstruktur.

F-4 Phantom Boeing 767

Bewehrung und Bugel

g e

Verfeinerter
Bereich

- /I\ - Kerosin Boeing 767 (ca. 76 t
Stoftkorper, hauptsachlich in drei Tanks, SPH Partikel)
Schalenelemente

Abb. 6.2 Modelle fur Aufprallsimulationen mit verschiedenen Stol3kdrpern
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6.2 Modalanalyse

Eine Modalanalyse wurde mit dem Programmpaket ANSYS Mechanical /ANS 14/
durchgefuhrt, um das Schwingverhalten der Containmentstruktur nach Anregung durch
einen impulsartigen Stol3 bewerten zu kdnnen. Als Randbedingung wurden die Knoten
auf der Unterseite der Bodenplatte entsprechend der im Folgenden dargestellten dy-
namischen Berechnungen in allen Freiheitsgraden gesperrt. Tab. 6.3 stellt die ersten

funf berechneten Eigenfrequenzen dar.

Tab. 6.3 Eigenfrequenzen und entsprechende Periodendauer des Modells der

aulleren Containmentschale

Mode | Frequenz [Hz] | Periodendauer [s]
1 5,8 0,17
2 8,7 0,11
3 10,0 0,10
4 12,0 0,084
5 13,6 0,073

Der Schwingmode der niedrigsten Eigenfrequenz von 5,8 Hz besteht in einer ,Nickbe-
wegung®, die bei einer hoch auftreffenden StoRbelastung angeregt werden kénnte. In
den Schwingmoden zwei bis finf verformt sich in erster Linie der zylindrische Teil des
Containments, die Kuppel erfahrt nahezu keine Verschiebung. Es treten verschiedene
Beulmuster und Torsionsbewegungen auf. Diese Moden sind durch einen lokalen Stof3
praktisch nicht anzuregen. In diesem Zusammenhang zeigen Untersuchungen mit
AUTODYN, bei denen verschiedene peakférmige LZF auf das Analysemodell aufge-
bracht wurden, die Ausbreitung von Wellen und keine ausgepragte Anregung einzelner
Eigenformen. Dabei ist zu beachten, dass starke lokale Belastungen infolge des Auf-
pralls die Materialeigenschaften in Teilen der Gebaudestruktur dndern, was auch Ver-
anderungen von Eigenfrequenzen und -formen zur Folge haben kann. So wurde bei-
spielsweise bei experimentellen Modalanalysen zu Versuchen des internationalen VTT
IMPACT Projekts, an dem die GRS derzeit im Rahmen des Vorhabens RS1509, zuvor
RS1182 /HEC 12/, teilnimmt, festgestellt, dass die Eigenfrequenzen von Versuchsplat-
ten aus Stahlbeton nach erfolgter Stobelastung deutlich geringer sind. Bei numeri-
schen Simulationen entsprechender VTT-Versuche zeigte sich, dass die Berucksichti-
gung der Struktur des Einspannrahmens in Rechenmodellen auf die Ergebnisse
bezuglich der Frequenz der Auslenkungen der Platten infolge des Aufpralls einen ge-

ringen Einfluss aufweist. FUr die Ergebnisse von numerischen Modalanalysen ist die
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Struktur des Einspannrahmens allerdings maRgebend. Ubertragen auf eine Contain-
mentstruktur bedeutet dies, dass fir eine Modalanalyse die innenliegenden Strukturen,
die umliegenden Gebaude und das Erdreich sowie die jeweiligen Kopplungen im Mo-

dell erfasst werden sollten.

Insgesamt wird damit bestatigt, dass die Modalanalyse bestenfalls flir Belastungen, bei
denen die Strukturen im elastischen Spannungszustand bleiben, geeignet ist, aber
nicht fir Belastungen, die starke lokale Schadigungen zur Folge haben, d. h. nicht fur

Untersuchungen zur Grenztragfahigkeit von Strukturen.

6.3 Ausgewahlte Rechenergebnisse von Parameterstudien zum Aufprall

einer F-4 Phantom

In diesem Abschnitt werden zunachst Ergebnisse von Parameterstudien zum Aufprall
des F-4 Phantom StoRkérpermodells vorgestellt. Das RHT-Betonmodell berechnet ei-
nen Schadigungsparameter, welcher ein Mal fir den Schadigungsgrad des Betons
darstellt. Ein Schadigungsparameter von 1 entspricht dabei vollstdndig geschadigtem
Material, welches Zugkréfte lediglich Gber Schub Ubertragen kann. Abb. 6.3 zeigt Kon-
turen des Schadigungsparameters auf der Innenseite des Containments zu verschie-
denen Vernetzungsfeinheiten. Prinzipiell ist die Ausdehnung der geschadigten Berei-
che fir samtliche Feinheiten &hnlich. Mit feineren Netzen kann ein hdherer
Detaillierungsgrad in den Analyseergebnissen erreicht werden, insbesondere die Bil-
dung rissartiger Schadigungsbereiche. Die Ergebnisse werden derart interpretiert, dass

es zu ruckseitigen Abplatzungen (sog. Scabbing) des Betons kommen wird.

Geschadigt . -

10 Grob [ Mittel

Intakt
Abb. 6.3 Berechnete Betonschadigungen auf der Innenseite der Containment-
struktur infolge eines unterstellten F-4 Phantom Aufpralls nach 200 ms

fur drei verschiedene Vernetzungsfeinheiten
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Die Auswirkungen der von Riedel /RIE 00/ beschriebenen Abhangigkeit des Schadi-
gungsverhaltens unbewehrten Betons unter Zugbelastung von der Vernetzungsfeinheit
bei Verwendung der Standardformulierung des RHT-Betonmodells wurden fur die hier
betrachteten Aufprallbelastungen untersucht. Das Materialverhalten bei niedrigen hy-
drostatischen Drucken im Schub- und Zugbereich wird zur Beschreibung des Verhal-
tens von Stanzkegeln (vgl. Abb. 6.8 und Abb. 6.9) als wichtig angesehen. Eine gewisse
Regularisierung der Ergebnisse stellt sich durch das Vorhandensein von Bewehrungs-
stadben ein. Daher konnten mit der Standardformulierung viele Aufprallversuche zufrie-
denstellend simuliert werden /HEC 12/.

Prinzipiell kann die Netzabhangigkeit fur Zugversagen durch das Rankine-Kriterium
/RAN 58/ (oft auch Hauptspannungskriterium) und Einflihrung einer Bruchenergie
Uberwunden werden. In Abb. 6.4 werden Ergebnisse bei Verwendung der RHT-
Standardformulierung mit denen einer Rechnung, bei der das Rankine-Kriterium unter
gleichzeitiger Verwendung einer nicht-assoziierten FlieRregel benutzt wird, verglichen.
Diese Erweiterung des Versagensmodells zur netzunabhangigen (regularisierten) Be-
schreibung der Rissentfestigung unter Zugbelastung wird unter anderem in /LEP 06/
beschrieben. Bei Verwendung des Rankine-Kriteriums andert sich das Schadigungs-
bild erheblich und die Containmentstruktur wird perforiert. Im Rahmen von RS1182
/HEC 12/ wurde festgestellt, dass mit dem Rankine-Kriterium bei Verwendung einer
nicht assoziierten FlieRregel der Widerstand von Stahlbetonplatten gegenuber Durch-
stanzversagen unterschatzt werden kann. Weiterhin hangen die Ergebnisse auch ent-
scheidend von der Art der Fliel3regel ab. Mit einer assoziierten FlieRregel kommt es zu
keinerlei Stanzkegelverschiebung. Das Rankine-Kriterium wurde an dieser Stelle nicht
weiter verwendet, da mit der Standardformulierung des RHT Modells bei Versuchs-

nachrechnungen insgesamt die besten Ergebnisse erzielt wurden.

Es wurden einige Rechnungen mit einer konstanten Bruchdehnung von 14 % durchge-
fuhrt. Dieser Wert liegt im Bereich der Ergebnisse von einachsigen, quasi-statischen
Zugversuchen. In /ARR 07/ findet sich der Hinweis, dass Dehnungen von Balkenele-
menten bezogen auf die Elementlange berechnet werden. Stark lokalisierte Beweh-
rungsdehnungen in Bereichen mit gerissenem Beton kdnnten nur dann zuverlassig er-
fasst werden, wenn die Elementlangen der Balkenelemente im Bereich typischer
Rissweiten im Beton liegen, d. h. kleiner als 0,5 mm. Dies ist insbesondere in Gebau-
destrukturen rechentechnisch auch heute noch nicht realisierbar. Zielfihrend ist daher,
im Materialmodell eine geringere Bruchdehnung als die im einachsigen Zugversuch

ermittelte Bruchdehnung anzunehmen. Daher wurden fir Vergleichszwecke auch Si-
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mulationen mit einer Versagensdehnung von 5 % durchgefuhrt. Zuséatzlich wurde das
Kriterium zur Entfernung eines Bewehrungselementes aus der Simulation (Erosionskri-
terium) mit der Versagensdehnung gleichgesetzt. Die Unterschiede im Schadigungs-
bild werden exemplarisch in Abb. 6.5 dargestellt. In beiden Fallen wurde das Versa-

genskriterium erreicht.

Frontseite Beton , Standard RHT

Frontseite Beton, Rankine

Geschadigt
1.0

0.9
0.8
0.7
0.6
0.5
0.4
0.3
0.2

Riickseite Beton , Standard RHT P Rickseite Beton, Rankine

0.1
0.0
Intakt
A Ruckseitige Bewehrung, Stan- Rickseitige Bewehrung,
150 dard RHT Rankine
75 £ rr
b E
Abb. 6.4 Einfluss des Kriteriums fur Zugversagen des Betons im Aufprallbereich

bei unterstelltem F-4 Phantom Aufprall (Zustand nach 100 ms)
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Abb. 6.5 Plastische Dehnungen des rickseitigen Bewehrungsstahls nach 200 ms

fur verschiedene Versagenskriterien beim Aufprall einer F-4 Phantom

Zu den numerischen Kontrollparametern, welche Rechenergebnisse ggf. stark beein-
flussen kdnnen, zahlt die Wahl der Dampfungsmethode fur Nullenergie-Verformungen
(sog. Hourglassverformungen). Abb. 6.6 zeigt Schadigungen des Betons nach 55 ms
fur einen F-4 Phantom Aufprall mit mittlerer Vernetzungsfeinheit bei zwei verschiede-
nen Dampfungsmethoden. Viskose Dampfung verlangsamt lediglich die Ausbildung
von Hourglassverformungen, wohingegen Steifigkeitsdampfung derartige Verformun-
gen vollkommen unterbinden kann. Bezlglich der Betonschadigung ergeben sich je-
doch zum Teil erhebliche Unterschiede, wobei die Ergebnisse mit viskoser Dampfung,
insbesondere bezlglich der Ausbildung eines Stanzkegels, als realistischer anzusehen
sind. Aus diesem Grund kann fir Aufprallsimulationen mit Stahlbetonstrukturen ledig-
lich viskose Hourglassdampfung empfohlen werden. Sollte es zu einer nicht akzeptab-
len Ausbildung von Hourglassverformungen kommen, wird eine verfeinerte Vernetzung

anstelle einer Variation der Methode zur Hourglassdampfung empfohlen.

Abb. 6.7 zeigt plastische Dehnungen der riickseitigen Biegebewehrung zu verschiede-
nen Aufprallgeschwindigkeiten. Abhangig von der unterstellten Aufprallgeschwindigkeit
kann es zur Perforation der Containmentwand kommen mit anschlieRendem Eintrag

von Trimmerteilen und Kerosin in das Innere der Struktur.
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Abb. 6.6 Einfluss der Wahl der Hourglassdampfung auf Betonschadigungen nach

55 ms auf Frontseite, Riickseite und Querschnitt
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Abb. 6.7 Plastische Dehnungen der riickseitigen Biegebewehrung nach 200 ms

fur verschiedene Aufprallgeschwindigkeiten des F-4 Phantom Modells

(V1< Vo< V3< V4)

In der Vergangenheit wurden zahlreiche Untersuchungen zur Bewertung von stof3be-
anspruchten Stahlbetonstrukturen mit vereinfachten Ingenieurmodellen durchgefuhrt.
Hierzu zahlen beispielsweise Massenschwingermodelle, wie das sog. CEB-Modell
(/SCH 87/ und /CEB 88/). Derartige Massenschwingermodelle kénnen gemal’ techni-
scher Standards wie /EPR 99/ auch fir die Integritdtsbewertung realer Bauwerke unter

Aufprallbelastungen benutzt werden. Daher wird an dieser Stelle ein Vergleich mit Er-
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gebnissen der komplexen Analysemethodik diskutiert. Dabei wird aufgezeigt, dass die
vereinfachten Verfahren zum Teil erhebliche Abhangigkeiten von Modellierungspara-

metern aufweisen kbnnen.

Die Analysen unter Annahme einer 1,5 m dicken drehbar gelagerten Kreisscheibe
(Durchmesser der mit LZF belasteten Flache: 3 m) zeigen (vgl. Abb. 6.8), dass die Er-
gebnisse des CEB-Modells in Form der maximalen Verschiebungen der Massen M;
und M, entscheidend von der Wahl des Stanzwinkels o abhangig sind. Das Modell
geht davon aus, dass die den Stanzkegel umgebende Masse My unter Dehnung und
Stauchung der nichtlinearen Feder R, eine Biegeschwingung vollzieht. M, ist die Mas-
se des Stanzkegels, welcher Uber eine nichtlineare Feder R, mit My verbunden ist.
Energieaufnahme der Struktur infolge von Betonschadigung wird durch die Damp-
fungselemente C; und C, beschrieben. Die Drehachse der Scheibe ist orthogonal zum
Mittelpunkt der belasteten Flache. Bezlglich der Berechnung von M;, My, R4, R, C;4
und C, in Abhangigkeit von Bewehrungsdichte und Materialeigenschaften von Beton
und Stahl sei auf Kapitel 4.2 in /SCH 87/ verwiesen. Fir die Wahl des Stanzwinkels
liegt keine explizite Berechnungsvorschrift vor, es wird lediglich ein méglicher Wertebe-
reich von 25° bis 70° angegeben /SCH 87/, wobei fiir den Lastfall FLAB haufig fir die
zu erwartenden Winkel der Wert 45° verwendet wird. In der hier dokumentierten bei-
spielhaften Untersuchung besteht fir Winkel bis 42° eine monolithische Verbindung der
beiden Massen M;und M, d. h. es hat sich noch kein Stanzkegel gebildet. Im Bereich
zwischen 43° und 51° bricht der Beton und die Blgelbewehrung verformt sich plas-
tisch, d. h. der Stanzkegel beginnt sich von der umgebenden Struktur zu I6sen. Ab 52°
bricht die Bugelbewehrung und die Membranwirkungen der Biegebewehrung werden
aktiviert, so dass der Zustand der Beinahe-Perforation erreicht ist. Geringe Variationen
des Stanzwinkels kédnnen somit die Aussage bezlglich des Versagensmodus andern.
Es existieren darlber hinaus weitere Unsicherheiten, z. B. hinsichtlich der Dampfungs-
parameter, der LZF und auch der Materialparameter. In Anbetracht dieser Unsicherhei-
ten kann die numerische Simulation mit komplexen Programmsystemen zur Validie-
rung der vereinfachten Analysemethodik beitragen, wenngleich auch hier gewisse

Unsicherheiten bezlglich der Eingabeparameter bestehen.
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Abb. 6.8 Maximale Verschiebungen der Massen M1 und M2 als Funktion des
Stanzwinkels berechnet mit dem Massenschwingermodell nach /SCH
87/ bzw. /CEB 88/

Fir den direkten Vergleich zwischen den hier angesprochenen vereinfachten und
komplexen Analysemethoden ist zu beachten, dass im Massenschwingermodell die
Krimmung nicht berlcksichtigt wird. Die Ergebnisse des Massenschwingermodells
(vgl. Abb. 6.8) fir den empfohlenen Wert des Stanzwinkels von 45° ergeben eine ma-
ximale Stanzkegelverschiebung von ca. 0,75 m. Die entsprechende AUTODYN-
Rechnung mit dem StoRRkorpermodell der F-4 Phantom (siehe Abb. 6.9) zeigt, dass die
maximalen bleibenden Verschiebungen im Bereich des Stanzkegels 0,8 m bis 0,9 m
betragen. Der frontseitige Durchmesser des Stanzkegels ist teilweise gro3er als 3 m.
Es ist auch davon auszugehen, dass die Annahme einer drehbar gelagerten Kreis-
scheibe die tatsachliche Wandstruktur lediglich ndherungsweise beschreibt. Weiterhin
sollte beachtet werden, dass aus der mit AUTODYN berechneten Betonschadigung im
vertikalen und horizontalen Querschnitt (siehe Abb. 6.9) verschiedene Werte flir den
Stanzwinkel abgeleitet werden kdnnen, welche abhangig von der Interpretation zwi-
schen 20° und 50° liegen kdnnen. Weiterhin wird lokal sowohl das Versagenskriterium
der frontseitigen als auch der riickseitigen Biegebewehrung Uberschritten. Solche De-
tailaussagen lassen sich aus dem CEB-Modell nicht ableiten. Insgesamt kann man
feststellen, dass die hier betrachteten Stanzkegelverschiebungen aus dem Massen-
schwingermodell trotz der aufgeflihrten Unsicherheiten durchaus in der GroéRenord-

nung der Ergebnisse der Simulation mit AUTODYN liegen.
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Abb. 6.9 Ausgewahlte Ergebnisse zu Verschiebungen der Bewehrung und Be-

tonschadigung im Querschnitt nach 200 ms

6.4 Ausgewahlte Rechenergebnisse von Parameterstudien zum Aufprall

einer Boeing 767

In diesem Abschnitt sind ausgewahlte Simulationsergebnisse zum Aufprall des in Ab-
schnitt 6.1 beschriebenen StolRkdrpermodells einer Boeing 767 auf die ebenfalls in Ab-
schnitt 6.1 beschriebene generische aufere Containmentstruktur zusammengefasst.
Dabei wurden zwei Simulationen mit einer im Folgenden als geringer und einer als ho-
her bezeichneten Aufprallgeschwindigkeit durchgefiihrt. Abb. 6.10 zeigt die Zerle-
gungszustande des StoRRkérpers zu ausgewahlten Zeitpunkten der beiden Simulatio-
nen. In beiden Fallen sind die Fligelbereiche vollstandig geborsten, d. h. das Maximum
der LZF wurde zuvor erreicht. Es zeigt sich, dass der unzerstorte hintere Flugzeugbe-
reich im Fall der geringeren Geschwindigkeit nach 500 ms keine Restgeschwindigkeit
mehr hat. Demgegeniiber bewegt sich der hintere Flugzeugbereich bei der hohen Auf-
prallgeschwindigkeit nach 205 ms weiterhin in Richtung der Containmentstruktur. Die
vergleichsweise groRen Restlangen kénnen durch eine Uberschatzung der Steifigkeit
des StoRRkorpers zustande kommen. In der Realitat wird eine starkere Fragmentierung
des Flugzeugs mit geringerer Restlange erwartet. Studien mit dem Riera-Modell /RIE
68/ zeigten, dass die Restlange maldgeblich durch Variationen der axialen Projektilstei-
figkeit bzw. Berstlast beeinflusst wird. Auf den eigentlichen Verlauf der LZF, insbeson-
dere auf H6he und Lage der Maxima hat die Berstlast jedoch praktisch keinen Einfluss.
Insbesondere im Hinblick auf andere Unsicherheiten bei der Modellierung darf die hier
benutzte Darstellung der verformbaren Flugzeugstrukturen als ausreichend genau an-

gesehen werden.

87



Abb. 6.10 Zerlegung des Boeing 767 Stol3kdrpermodells bei geringer Aufprallge-
schwindigkeit nach 500 ms (links) bzw. hoher Aufprallgeschwindigkeit
nach 205 ms (rechts)

Beim Aufprall einer Boeing 767 verteilt sich die Belastung im Vergleich zur Phantom-F4
auf eine bedeutend gréliere Flache. Aus diesem Grund ist der in Abb. 6.11 gezeigte
Bereich mit ausgepragter Betonschadigung jeweils deutlich grél3er als in Abb. 6.4. Die
Kontaktstellen von Rumpf, Fligel und der Triebwerke sind deutlich erkennbar. Bei der
hohen Aufprallgeschwindigkeit sind nach 205 ms starke Verformungen im Bereich des

Rumpfes und der Flligel erkennbar.

Geschadigt

Intakt

Abb. 6.11 Betonschadigung auf der AuRenseite der Containmentstruktur bei gerin-
ger Aufprallgeschwindigkeit nach 500 ms (links) bzw. hoher Aufprallge-

schwindigkeit nach 205 ms (rechts)

Es muss darauf hingewiesen werden, dass die zunachst vereinfachte Modellierung der
Turbinen als massive Koérper als unzureichend angesehen wird. Die StoRkdrper-
modelle sollten diesbezilglich verbessert werden. Daher werden die lokalen Schadi-

gungseffekte des Triebwerksaufpralls hier Giberschatzt.
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Die entsprechenden Betonschadigungen auf der Rickseite der Containmenstruktur
sind in Abb. 6.12 fur die beiden Aufprallgeschwindigkeiten gezeigt. Bereits bei der ge-
ringen Aufprallgeschwindigkeit deutet sich an, dass der Aufprall von Turbinen und
Fahrwerk die Containmentstruktur stark schadigen kann, wobei wie bereits erwahnt

insbesondere die Effekte der Turbinen tUberschatzt werden.

Geschadigt i
;g 4 et Fahrwerk

Intakt Turbinen Turbinen

Abb. 6.12 Betonschadigung auf der Innenseite der Containmentstruktur bei gerin-
ger Aufprallgeschwindigkeit nach 500 ms (links) bzw. hoher Aufprallge-

schwindigkeit nach 205 ms (rechts)

Plastische Dehnungen der riickseitigen Biegebewehrung sind in Abb. 6.13 dargestellt.
Im Bereich der Turbinen ist bereits fiir die geringere Aufprallgeschwindigkeit lokal im
Bereich der Turbinen das Versagenskriterium von 5 % effektive plastische Dehnung er-
reicht. Im Falle der héheren Aufprallgeschwindigkeit kommt es offensichtlich zu einem
grof¥flachigen Versagen der riickseitigen Biegebewehrung entlang der Fligel und des
Rumpfes. Dieses Simulationsergebnis wird derart interpretiert, dass die Containment-
struktur durchschlagen wird und es zu einem Eintrag von Trimmerteilen sowie von Ke-

rosin kommt.
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Abb. 6.13 Zustand der rickseitigen Biegebewehrung in der Containmentstruktur
bei geringer Aufprallgeschwindigkeit nach 500 ms (links) bzw. bei hoher
Aufprallgeschwindigkeit nach 205 ms (rechts)

6.5 Zusammenfassung und Ausblick

Mit den im Rahmen des Vorhabens entwickelten Analysemodellen einer generischen
Struktur eines dufleren Stahlbetoncontainments wurden Simulationen zu verschiede-
nen Flugzeugabsturzszenarien als Kontaktprobleme mit expliziter Sto3kdrpersimulation
durchgefiihrt. Eingesetzt wurden dabei die im Rahmen des Vorhabens RS1509 entwi-
ckelten vereinfachten Modelle fiir ein Militarflugzeug vom Typ F-4 Phantom sowie ei-
nes mittelgroRen Passagierflugzeugs vom Typ Boeing 767. Parameterstudien mit dem
Rechenprogramm ANSYS AUTODYN zeigen, dass wie zu erwarten die Aufprallge-
schwindigkeit sowie die Versagenskriterien flir Beton und Stahl die Integritat der Con-
tainmentstruktur maf3geblich beeinflussen. Weiterhin unterstreichen die Untersuchun-
gen die Bedeutung der Bigelbewehrung, welche den wesentlichen Widerstand gegen
lokales Durchstanzversagen der Stahlbetonstruktur darstellt. Bei den numerischen Si-
mulationen zum Flugzeugabsturz auf eine generische Containmentstruktur kann grof3-
flachiges Versagen im Kontaktbereich zwischen Rumpf und Barriere oder/und lokales
Versagen im Kontaktbereich zwischen Triebwerk und Barriere auftreten. Die beispiel-
hafte Simulation des Aufpralls einer Boeing 767 zeigt, dass in den Strukturbereichen, in
denen die Triebwerke aufprallen, abhangig von der Aufprallgeschwindigkeit, kritische
plastische Dehnungen in der Bewehrung erreicht werden kénnen, wobei der Grad der

Plastifizierung abhangig vom Detaillierungsgrad des Triebwerkmodells ist.

Insgesamt zeigen die Aufprallsimulationen zum Thema gezielter Flugzeugabsturz auf

Containmentstrukturen, dass mit der komplexen Analysemethodik basierend auf Stol3-
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korpermodellierung der Flugkérper quantitative Aussagen zur Schadigung im Bereich
der Grenztragfahigkeit der Containmentstrukturen einschlief3lich Eintrag von Kerosin
ins Innere moéglich sind. Die Validierung der Methodik bezuglich Flissigkeitseintrags ist
jedoch noch sehr begrenzt. Fortschritte diesbeziglich werden im Rahmen der Phase llI
des IMPACT Projekts, an dem GRS im Rahmen RS1509 teilnimmt, erwartet. Weiterhin
ist der Einfluss der Modellierung des Verbundes zwischen Beton und den Beweh-
rungsstaben auf die Bestimmung der Grenztragfahigkeit von Containmentstrukturen

unter Aufprallbelastungen eine noch offene Fragestellung.
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7 Komponenten- und Bauwerksverhalten bei auslegungs-
Uberschreitenden Erdbebenbelastungen

In der Vergangenheit wurden flr sicherheitstechnisch relevante Gebaude in deutschen
kerntechnischen Anlagen auf Basis von elastischen Finite-Elemente-Berechnungen mit
entsprechenden Gebaudemodellen einschlieRlich angekoppelter Bodenmodelle Eta-
genantwortspektren als Reaktionen auf standortbezogene Erdbebenanregungen be-
rechnet. Mit Hilfe dieser Etagenantwortspektren wurden sowohl die Komponenten als
auch deren Verbindungen mit entsprechenden Gebaudestrukturen standortspezifisch
gegen Erbebenbelastungen ausgelegt. Im Folgenden sind die im Rahmen des Vorha-
bens RS1197 durchgeflhrten generischen Untersuchungen zu auslegungsiberschrei-
tenden Erdbebenbelastungen und den dazu notwendigen Erweiterungen der Berech-

nungsverfahren zusammengefasst.

7.1 Generisches Bodenantwortspektrum und daraus abgeleitete Belas-

tungen fir ein Reaktorgebaude

Fur die Untersuchungen zu auslegungsuberschreitenden Erdbebenbelastungen wurde
zunachst ein generisches, standortunabhangiges Bodenantwortspektrum fir den Last-
fall Erdbeben abgeleitet. Es orientiert sich an der Charakteristik von ausgewahlten
standortabhangigen Bodenantwortspektren, die der Auslegung deutscher Kern-
kraftwerke zugrunde gelegt wurden (siehe Abb. 7.1). Weiterhin wurde fur alle Spektren
gemal KTA 2201.1 5 % der kritischen Dampfung angenommen. Zur Ableitung eines
generischen Bodenantwortspektrums wurden die Beschleunigungswerte bei hohen
Frequenzen (Starrkérperbeschleunigung) auf 1 normiert und die anderen Werte mit
dem jeweils gleichen Faktor multipliziert. Abb. 7.2 enthalt die normierten Spektren und
aullerdem das flir die folgenden Untersuchungen abgeleitete generische Spektrum.
Die anlagenspezifischen Details zur Ableitung des generischen Bodenantwort-

spektrums sind in /EIS 11/ zusammengefasst.
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Zunachst wird aus dem normierten abdeckenden Spektrum von Abb. 7.2 wieder ein
realistisches abdeckendes Spektrum erzeugt, indem die Beschleunigungseckwerte je-
weils mit dem Faktor 2,1 multipliziert werden (siehe Abb. 7.3). Dieser Faktor ergibt sich
aus der maximalen Starrkorperbeschleunigung der in Abb. 7.1 dargestellten standort-
abhangigen Spektren.

o o~

w

N

Beschleunigung [m/s?]
— 4=

o

0 20 40 60 80 100

Frequenz [Hz]
Abb. 7.3 Abdeckendes generisches Bodenantwortspektrum

Ein Bodenantwortspektrum kann nicht direkt als Belastungseingabe fur FE-
Rechnungen mit ADINA verwendet werden, sondern es muss in einen Beschleuni-
gungszeitverlauf umgerechnet werden, wobei diese Umrechnung nicht eindeutig ist.
Dazu wurde ein Hilfsprogramm basierend auf /KOS 78/, das von der BAM zur Verfi-
gung gestellt wurde, eingesetzt. Die Berechnung ergibt den in Abb. 7.4 dargestellten
Beschleunigungszeitverlauf (oberes Bild: Zeitraum 40 s, unteres Bild: Ausschnitt Zeit-

raum 15 s).
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Abb. 7.4 Berechneter Zeitverlauf der Beschleunigung zum Spektrum in Abb. 7.3

Zur Uberpriifung, wie genau der generierte Zeitverlauf das zugrundeliegende Spektrum
abbildet, kann aus dem Zeitverlauf riickwarts wieder ein Spektrum berechnet werden.

Ergebnisse dieser Rickrechnung sind in Abb. 7.5 dargestellt.
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7.2 Finite-Element-Modelle

Wegen der Komplexitat von Reaktorgebdude und darin enthaltenen Komponenten
werden die Analysen mit einem Finite-Elemente-Modell des Reaktorgebaudes der Bau-
reihe Konvoi und einem Modell einer entsprechenden Kiihlkreislaufschleife durchge-
fuhrt. Dabei werden an den Verbindungsstellen in Form von Auflagern bzw. Hangern
Verschiebungsergebnisse des Gebaude-Modells auf das Komponentenmodell Ubertra-

gen.

7.2.1 Analysemodell eines Reaktorgeb&udes der Baureihe Konvoi

Geometriemodell

Das verwendete Modell eines Reaktorgebdudes der DWR Baureihe Konvoi einschliel3-
lich Bodensimulation (siehe Abb. 7.6, Abb. 7.7 und Abb. 7.8) wurde von der BAM Berlin
bereits in den 90iger Jahren entwickelt, fir zahlreiche Fragestellungen angewendet

und der GRS fur generische Untersuchungen zur Verfigung gestellt.

Abb. 7.6 Aulenansicht des FE-Modells eines Reaktorgebaudes der DWR Bau-

reihe Konvoi (rot: Boden)
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Abb. 7.7 Schnitt durch das FE-Modell eines Reaktorgebaudes der DWR Baureihe

Konvoi mit Blick auf die inneren Strukturen (rot: Boden)

] ij N

Abb. 7.8 Schnitt durch das das FE-Modell eines Reaktorgebdudes der DWR Bau-

reihe Konvoi mit Blick auf die inneren Strukturen (ohne Boden)

Das Gebaudemodell besteht aus 3D-Kontinuumselementen fir die Auf’enwande und
aus Schalenelementen fur die inneren Gebaudeteile (Wande und Sicherheitsbehalter).

Der Boden ist auch mit 3D-Kontinuumselementen modelliert, fir die Boden-/Bauwerk-
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Kopplung werden auRerdem Stab- und Balkenelemente verwendet. Weitere Details
des Modells sind in /BUC 07/ beschrieben.

Verwendete Materialdaten

In Tab. 7.1 sind die fiir die Berechnungen relevanten Materialdaten zusammengefasst.
Bei der FE-Berechnung wird zunachst fur alle Materialien ein linear-elastisches Materi-
alverhalten angenommen, daher sind die Angaben von E-Modul, Querkontraktion und

Dichte zur Beschreibung des Materialverhaltes ausreichend.

Tab. 7.1 Materialdaten des KONVOI-Reaktorgebaudes

Bezeichnung Erlauterung E-Modul Querkontraktion Dichte
[N/m?] [kg/m3]
Biegebewehrung | Stahl BSt 1100 210 * 10° 0,2 7800
Bugelbewehrung | Stahl BSt 420 210 * 10° 0,2 7800
Beton 30 * 10° 0,2 2800
Boden 4,139 * 10° 0,05 0,19
7.2.2 Kreislaufschleifenmodell

Geometriedaten

Das im Rahmen des Vorhabens RS1039 entwickelte und im Rahmen zahlreicher Vor-
haben angewendete Kreislaufschleifenmodell ist in Abb. 7.9 dargestellt. Das Modell
besteht iberwiegend aus 3D-Kontinuumselementen mit jeweils 20 Knoten. Fir die Si-
mulation der Lagerungen wurden auch Schalen-, Stab- und Balkenelemente verwen-
det. Fur die Simulation des strukturmechanischen Verhaltens der ferritischen und aus-
tenitischen Komponenten wurden multilineare elastisch-plastische temperatur-

abhangige Materialdaten verwendet (siehe /GRE 01/).
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Abb. 7.9 Finite-Elemente-Modell einer Kiihlkreislaufschleife eines DWR

7.3 Berechnung von Eigenfrequenzen

Mit dem in Abschnitt 7.2.1 beschriebenen Finite-Elemente-Modell des Reaktor-
gebdudes eines DWR der Baureihe Konvoi wurden Eigenfrequenzen berechnet, die in
Tab. 7.2 enthalten sind. Die erste Eigenform ist in Abb. 7.10 dargestellt.

Tab. 7.2 Eigenfrequenzen

Nummer |1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
Frequenz | 486 |5.03 |559 |9.02 |9.23 |940/|10.18| 1252 |12.79 | 13.25
[HZ]

Nummer | 11 12 13 14 15 16 17 18 19 20
Frequenz | 14.97 | 15.59 | 156.62 | 16.38 | 16.74 | 17.4 | 17.83 | 17.93 | 18.04 | 18.26
[HZ]
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Abb. 7.10 Eigenform zur niedrigsten Eigenfrequenz (ca. 5 Hz) des Analysemodells

eines Reaktorgebaudes der Baureihe Konvoi

7.4 Berechnungen mit dem Analysemodell eines Reaktorgebaudes

Der aus dem abdeckenden generischen Bodenantwortspektrum (siehe Abb. 7.3) ermit-
telte Beschleunigungszeitverlauf (siehe Abb. 7.4) wurde als Volumenkraftbelastung auf
das in Abschnitt 7.2.1 beschriebene Analysemodell eines Reaktorgebaudes aufge-
bracht. Es wurden mit dem Rechenprogramm ADINA /ADI 14/ dynamische Rechnun-
gen flr einen Zeitabschnitt von 40 s durchgefiihrt, wobei 40.000 Zeitschritte mit Inkre-
ment 1 ms gerechnet wurden. Die Materialeigenschaften wurden zunachst als linear-
elastisch angenommen. Fir die im Folgenden dargestellten Resultate wurde eine hori-
zontale in x-Richtung wirkende Beschleunigung angenommen. Im Folgenden werden
ausgewahlte Ergebnisse zur Verformung des Reaktorgebaudes dargestellt, insbeson-
dere berechnete Verschiebungszeitverlaufe an Knoten, die fur die Ermittlung der Be-
anspruchungen des Kreislaufschleifenmodells verwendet werden (siehe Abb. 7.11).
Die gelb markierten Knoten werden z. B. als Verbindungsknoten zu Tragpratzen am
Reaktordruckbehalter (1332) und am Druckhalter (1405) sowie zu den Pendelstitzen
am Dampferzeuger (1458) verwendet. Durch die relativ grobe Vernetzung im Analyse-
modell des Reaktorgebaudes stimmen die entsprechenden Positionen nicht exakt

uberein.
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Abb. 7.11 Schnitt durch das Analysemodell eines Reaktorgebaudes der Baureihe
Konvoi mit ausgewahlten Knoten (gelb markiert) fur Lastibertragung auf

das Kreislaufschleifenmodell

Abb. 7.12 zeigt als Beispiel fur die Art der Gesamtverformung einen Isoflachenplot der
x-Verschiebung zum Zeitpunkt 2,101 s. Zeitverlaufe der Verschiebungen des Knoten
1332 im oberen Bereich des Reaktordruckbehalters (Hohenkoordinate 9,4 m) und des
Knoten 1458 im unteren Bereich des Dampferzeugers (Hohenkoordinate 21 m) werden
in Abb. 7.13 bis Abb. 7.18 gezeigt.
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Abb. 7.12 x-Verschiebung [m] des Analysemodells eines Reaktorgebdudes der

Baureihe Konvoi zum Transientenzeitpunkt 2,101 s
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Abb. 7.13 x-Verschiebung des Knotens 1332 im oberen Bereich des Reaktor-

druckbehalters (Verschiebung in [m], Zeit in [s])
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Abb. 7.14 y-Verschiebung des Knotens 1332 im oberen Bereich des Reaktor-

druckbehalters (Verschiebung in [m], Zeit in [s])
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Abb. 7.15 z-Verschiebung des Knotens 1332 im oberen Bereich des Reaktor-

druckbehalters (Verschiebung in [m], Zeit in [s])
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Abb. 7.16 x-Verschiebung des Knotens 1458 im unteren Bereich des Dampferzeu-

gers (Verschiebung in [m], Zeit in [s])
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Abb. 7.17 y-Verschiebung des Knotens 1458 im unteren Bereich des Dampferzeu-
gers (Verschiebung in [m], Zeit in [s])
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Abb. 7.18 z-Verschiebung des Knotens 1458 im unteren Bereich des Dampferzeu-

gers (Verschiebung in [m], Zeit in [s])

Wie zu erwarten sind die Verschiebungen des hdherliegenden Knotens 1458 grolier
als die des Knoten 1332 und die Verschiebungen in der Belastungsrichtung (x) domi-

nieren.

Die mit dem Analysemodell des Reaktorgebaudes berechneten Verschiebungs-
zeitverlaufe an den Verbindungsknoten zum Kreislaufschleifenmodell (je Knoten etwa
40 000 Werte) wurden fur die ADINA-Rechnung mit dem Kreislaufschleifenmodell auf
etwa 4 000 reduziert.
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7.5 Berechnungen mit dem Analysemodell einer Kreislaufschleife

Das in Abschnitt 7.2.2 beschriebene Kreislaufschleifenmodell wurde ausgehend von
Normalbetriebsbedingungen (Innendruck: 16,1 MPa primarseitig, 6,7 MPa sekundar-
seitig) der angenommenen Erdbebenbelastung ausgesetzt, indem an den Verbin-
dungsknoten zum Gebaudemodell entsprechende Verschiebungszeitverlaufe vorge-
schrieben wurden. Abb. 7.19 zeigt die berechnete Effektivspannungsverteilung zum
Transientenzeitpunkt 20 s. Der Maximalwert tritt in der Nahe der ersten Aufhangung
der FD-Leitung, vom DE aus gesehen, auf. Fir diesen Punkt ist in Abb. 7.20 der Zeit-
verlauf der Effektivspannung fiir die ersten 20 s der Transiente gezeigt. Eine groRere
Schwingbreite der Vergleichsspannung auf niedrigerem Niveau ergibt sich z. B. im Be-

reich der Aufhangung des Dampferzeugers (siehe Abb. 7.21).

Insgesamt liegen die Effektivspannungen Uberwiegend im elastischen Bereich, ledig-
lich im Bereich der Auflager und Aufhangungen ergeben sich kleine plastische Deh-
nungen. Der Maximalwert der akkumulierten plastischen Vergleichsdehnungen zum
Zeitpunkt 20 s betragt etwa 0,4 %.
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Abb. 7.19 Effektivspannungsverteilung (Einheit [Pa]) aufgrund der angenommenen

Erdbebenbelastung zum Zeitpunkt 20 s
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Abb. 7.20 Zeitverlauf der Effektivspannung im Bereich der ersten Aufhdngung der
FD-Leitung vom DE aus gesehen (Punkt EG15-EL297-1PT131) aufgrund

der angenommenen Erdbebenbelastung
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Abb. 7.21 Zeitverlauf der Effektivspannung im Bereich der Aufhdngung des

Dampferzeugers (Punkt EG1-EL454-IPT311) aufgrund der angenom-

menen Erdbebenbelastung
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7.6 Rechnungen mit erhdhter Erdbebenbelastung

Zur Simulation erhdhter Erdbebenbelastung wurden die Beschleunigungswerte (siehe
Abb. 7.4), die aus dem generischen abdeckenden Bodenantwortspektrum (Abb. 7.3)
abgeleitet wurden, verdoppelt (Erhdhungsstufe 1). Das Ergebnis ist in Abb. 7.22 dar-
gestellt.

-1 1“' f

Beschleunigung [m/s°]

Zeit [s]

(. N l

Beschleunigung [m/s°]

Zeit [s]

Abb. 7.22 Berechneter Zeitverlauf der Beschleunigung flr erhéhte Erdbebenbelas-
tung (Stufe 1)

Fir die Berechnungen wurde zunéachst linear-elastisches Materialverhalten angenom-

men. Abb. 7.23 bis Abb. 7.26 zeigen ausgewahlte Spannungsergebnisse.
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Abb. 7.23 Berechnete Verteilung der Normalspannungen in x-Richtung [Pa]
zum Zeitpunkt 1,501 s
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Abb. 7.24 Berechnete Verteilung der Normalspannungen in y-Richtung [Pa]
zum Zeitpunkt 1,501 s
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Abb. 7.25 Berechnete Verteilung der Normalspannungen in z-Richtung [Pa]
zum Zeitpunkt 1,501 s
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Abb. 7.26 Berechneter Zeitverlauf [s] der Radialspannung [Pa] im Bereich der Un-
terkante des Reaktorgebaudes (Punkt EG104-EL1-IPT131, entspricht
Position von P1 in Abb. 7.23)

Einige Spannungskomponenten liegen deutlich oberhalb der fir Beton anzusetzenden
Zudgfestigkeit von etwa 4 MPa, was die Verwendung einer nichtlinearen Materialformu-
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lierung nahelegt. Weiterhin zeigen die Spannungsergebnisse, dass die Netzfeinheit er-

hoht werden sollte.

7.7 Abschéatzung der Materialermiidung

Die im Folgenden beschriebenen Untersuchungen wurden zu der Fragestellung, ab
welchen Anregungen die Grenzen der Tragfahigkeit unter Bericksichtigung mehrfa-
cher starker Nachbeben und daraus ggf. verursachter Materialermiidung erreicht wer-
den, durchgeflihrt. Hierzu wird exemplarisch der in Abb. 7.20 dargestellte zeitliche Ver-
lauf der Vergleichsspannung im Bereich der Aufthangung der Frischdampfleitung nahe
des Dampferzeugers aus einem ferritischen Reaktorstahl 20 MnMoNi 5 5 hinzugezo-
gen. Dabei werden fir die Frischdampfleitung ein AuRendurchmesser von 670 mm und

eine Wandstarke von 25 mm angenommen.

Die Anzahl der Zyklen wurde nach ldentifizierung der Umkehrpunkte und der dazwi-
schenliegenden Amplituden bestimmt. Eine genauere Analyse z. B. nach dem Rain-
flow-Verfahren /HAI 06/ war hier nicht erforderlich, weil die Struktur der Beanspruchung
relativ einfach ist. Dies fuhrt dann zu der Folge der in Abb. 7.27 dargestellter Amplitu-

denreihe.

Jeder der gezeigten Punkte entspricht einem halben Lastzyklus. Im folgenden Schritt
werden die Schwingbreiten zusammengefasst. In komplexen Situationen kénnen zu
dieser Fragestellung komplizierte Algorithmen Anwendung finden. Aus Griinden der
Vereinfachung wird hier ein Histogramm mit elf aquidistanten Einteilungen ausgewahilt.

Somit erhalt man die in Abb. 7.28 gezeigten Belastungszyklen.

Zur Bewertung dieses treppenformigen Lastkollektivs im Rahmen einer vereinfachten
Ermidungsanalyse wurde ein Vergleich mit den Wohlerlinien fur ferritische Stahle ge-
mafR KTA 3201.2 durchgefuhrt (siehe oberes Bild in Abb. 7.29).
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Abb. 7.29 Vereinfachte Ermidungsanalyse des Lastspektrums in Abb. 7.20

(Bild oben/unten mit Wohlerlinien fir ferritische/austenitische Stahle)

Das Treppenkollektiv (hellgriin, durch die Ubliche doppeltlogarithmische Darstellung
verzerrt) ist im oberen Bild der Abb. 7.29 neben den Amplituden der Halbzyklen (rote
Punkte bei Lastspielzahl 0,5) in das Wohler-Diagramm fir ferritische Stahle gemaf
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KTA 3201.2 eingetragen. Offensichtlich liegen samtliche Lastspiele weit unterhalb der
angenommenen Dauerfestigkeit fur ferritische Stahle. Bei derartig kleinen Lastspielen
ist die Zahl der ertragbaren Zyklen beliebig gro3. Das Verhaltnis von Lastwechseln zu
ertragbaren Lastwechseln fur jede Stufe der Treppe verschwindet daher. Es ist also
keinerlei Ermidungsschadigung der Rohrleitung durch das Lastkollektiv des Erd-
bebens anzunehmen, d. h. der Erschopfungsgrad (D) betragt D = 0. Diese Bewertung
gilt sogar fur um den Faktor 10 groRere Schwingbreiten, die im Rahmen entsprechend
erhdhter Erdbebenbelastungen auftreten kdnnten, wobei in dieser Abschatzung der
Einfluss moglicher Plastifizierungen bisher nicht bertcksichtigt wird. Weiterhin gilt diese
Aussage auch fir die Annahme, dass das unterstellte Lastspektrum im austenitischen
Bereich der Kihlkreislaufschleife liegt, wobei die Bewertung mit den in der KTA-Regel
3201.2 angegebenen Wohlerlinien fir austenitische Stahle, fir die keine Dauerfestig-

keit angenommen wird, durchgefiihrt wurde (siehe Abb. 7.29, unteres Bild).

7.8 Zusammenfassung und Ausblick

Aus verfligbaren Unterlagen zu den Bodenantwortspekiren deutscher Kernkraft-
werksstandorte wurde zunachst ein generisches, standortunabhangiges, abdeckendes
Spektrum ermittelt. Mit einem dreidimensionalen Gesamtmodell eines Reaktorgebau-
des vom Typ Konvoi wurden unter Verwendung des generischen Spektrums die Eta-
genantwortspektren berechnet und daraus Belastungen fir eine Kihlkreislaufschleife
abgeleitet. Die Spannungsberechnungen mit einem Analysemodell einer Kihlkreislauf-
schleife zeigen, dass die héchsten Beanspruchungen in der Nahe der Aufhangung der
FD-Leitung nahe eines Dampferzeugers auftreten. Beispielhaft wurde fir den zeitab-
hangigen Spannungsverlauf in diesem Bereich die Materialermidung, d. h. der Er-
schopfungsgrad abgeschatzt, wobei die fiir ferritische Stahle in der KTA-Regel 3201.2
angegebenen Wdhlerlinien zugrunde gelegt wurden. Die ausgewerteten Lastspiele lie-
gen weit unterhalb der angenommenen Dauerfestigkeit fiir ferritische Stahle, d. h. die
Zahl der ertragbaren Zyklen ist beliebig groR. Es ist also keinerlei Ermidungs-
schadigung der Rohrleitung durch das Lastkollektiv des abdeckenden Erdbebenspekt-
rums einschlieBlich einer Vielzahl von Nachbeben gleicher Starke zu erwarten, d. h.
der Erschopfungsgrad (D) hat den Wert D = 0. Diese Bewertung gilt sogar flir um den
Faktor 10 groRere Schwingbreiten, die im Rahmen entsprechend erhéhter Erdbeben-
belastungen auftreten kdnnten, wobei in dieser Abschatzung der Einfluss mdoglicher

Plastifizierungen bisher nicht bertcksichtigt wird.
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Insgesamt sei betont, dass bei den durchgeflihrten Untersuchungen methodische As-
pekte im Vordergrund standen und nur beispielhaft quantitative Ergebnisse erzielt wur-

den. Es bleiben offene Punkte bzw. Unsicherheiten, insbesondere beziglich

- der Netzfeinheit des hier verwendeten Analysemodells flir das Reaktorgebaude
einschliellich Berlcksichtigung verfeinerter Modelle zur Beschreibung der Bo-
den-Bauwerks-Kopplung sowie des nichtlinearen Betonverhaltens bei ausle-

gungstiberschreitenden Erdbebenbelastungen,

- der Lastubertragung vom Analysemodell des Reaktorgebaudes auf das Modell

der Kuhlkreislaufschleife sowie

- der Ergebnisauswertung in der Kuhlkreislaufschleife im Hinblick auf die Position

mit maximalem Erschdpfungsgrad.
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8 Untersuchungen zur Integritat eines Stahlsicherheits-
behélters unter Innendruck- und Temperaturbelastungen

In den folgenden Abschnitten (8.1 bis 8.3) werden zunachst die geometrischen Ab-
messungen eines Stahlsicherheitsbehalters, die eingesetzten Materialien und deren
Daten sowie die Annahmen zu den Belastungen beschrieben. In den Abschnitten 8.4
und 8.5 sind die rotationssymmetrischen und dreidimensionalen Finite-Element-
Modelle dargestellt, wobei in einem 3D-Modell die Schleusen und Rohrdurchfuhrungen
berucksichtigt wurden. Abschnitt 8.6 enthalt ausgewahlte Analyseergebnisse einer Pa-
rameterstudie zur Integritdtsbewertung von Stahlsicherheitsbehaltern bei peakférmigen
Innendruck- und Temperaturbelastungen, die infolge ausgewahlter Kernschmelzszena-

rien mit einer lokalen Wasserstoffverbrennung auftreten kénnen.

8.1 Abmessungen des Sicherheitsbehalters

Eine schematische Querschnittszeichnung des Reaktorgebaudes mit Sicherheits-
behalter der DWR Konvoi-Baureihe ist in Abb. 8.1 dargestellt. Der kugelférmige Si-
cherheitsbehalter hat einen Radius von 28 m und eine Wandstarke von 38 mm. Er ist
aus dem Stahl 15 MnNi 6 3 hergestellt.

Sicherheitsbehalter

180
#
- W (8] e =10
i) -
=IHN - b ,
| = = P g

Abb. 8.1 Reaktorgebaude eines DWR der Konvoi-Baureihe
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Wie aus Abb. 8.1 ersichtlich ist der Sicherheitsbehalter im unteren Bereich in eine Be-

tonstruktur eingebettet. Auf die genaue Konstruktion dieser Einbettung wird spater
noch eingegangen.

Ein Uberblick tber die Lage der wesentlichen Durchfilhrungen des Sicherheits-
behalters wird in den Abb. 8.2 und Abb. 8.3 gegeben.

Materialschleuse /// \ Personenschleuse
Wi

L ETR B

=

_ Schnitt bei ~37° - A Schnitt bei ~323°

Schitt F-F bei~ 377 W Schnitt G-G bei ~323° f
Abb. 8.2 Containment eines DWR der Baureihe Konvoi mit Materialschleuse und

Schnitt durch die Personenschleuse
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Abb. 8.3 Grundriss des Containments eines DWR vom Typ Konvoi mit Material-

schleuse und Lage von Durchfihrungen der Frischdampfleitungen

In dem neu entwickelten dreidimensionalen Finite-Element-Modell wurden folgende

Durchdringungen des Sicherheitsbehalters bericksichtigt.

Materialschleuse
Personenschleuse
2 Notschleusen

je 4 Durchflhrungen fiir Speisewasser- und Frischdampfleitungen

Geometrische Details der Material- und der Personenschleuse sind in Abb. 8.4 und
Abb. 8.5 dargestellt.
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8.2 Materialdaten

Als materialcharakterisierende Grofe wurde fur den Stahl des Sicherheitsbehalters mit
der Werkstoffbezeichnung 15 MnNi 6 3 die Spannungs-Dehnungs-Kurve fir 100 °C
nach /HOE 01/ verwendet (siehe Abb. 8.6). Die in diesem Bild gezeigte wahre Span-
nungs-Dehnungs-Kurve wurde fur die Eingabe in das Finite-Elemente-Programm
ADINA /ADI 14/ im Bereich der Streckgrenze leicht verandert (siehe Abb. 8.7).

700

600
I
//
500
3 — —
Ny <
5300 N

200

100

0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 0,3 0,35

Dehnung [abs.]

e TECHMISCH o\l AHR.

Abb. 8.6 Spannungs-Dehnungs-Kurve fir 15 MnNi 6 3 bei 100 °C
(nach /HOE 01/)

700
— 600
-]
o 500 —
E /,.-"""—-—
w 400
<
: 300
m 200
o
Y 100

0

0 0,05 0,1 0,15 0,2
Dehnung

Abb. 8.7 Spannungs-Dehnungs-Kurve fur 15 MnNi 6 3 bei Raumtemperatur fur
die Eingabe in ADINA

Fur Berechnungen zu Unfallszenarien mit Wasserstoffverbrennung sind auch Material-

daten fur hohere Temperaturen erforderlich. Da keine temperaturabhangigen Werk-

stoffdaten verfugbar waren, wurden entsprechende Daten wie folgt abgeleitet. Dabei
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wird unterstellt, dass die Temperaturabhangigkeit der Spannungs-Dehnungs-Kurve
vom Reaktordruckbehalterstahl 20 MnMoNi 5 5 auf den Sicherheitsbehalterstahl
15 MnNi 6 3 Ubertragen werden kann. Fur den 20 MnMoNi 5 5 sind Materialwerte fur
einen groRen Temperaturbereich bekannt (siehe /MPA 99/ und /MPA 05/). Aus dem
Verhaltnis der entsprechenden Werte bei 100 °C wurden die in Abb. 8.8 gezeigten bili-
nearen Spannungs-Dehnungs-Kurven abgeleitet. Dabei ist insbesondere auch be-
ricksichtigt, dass die Gleichmalidehnung temperaturabhangig ist und speziell im Tem-
peraturbereich 500 °C — 700 °C stark abnimmt. Abb. 8.9 zeigt die fur den Stahl
20 MnMoNi 5 5 gemessene Abhangigkeit der Gleichmalidehnung von der Temperatur
Ubertragen auf den Stahl 15 MnNi 6 3. Die Abnahme des E-Moduls mit der Temperatur
ist in Abb. 8.10 gezeigt. Weitere Details zur Ableitung der temperaturabhangigen

Werkstoffdaten sind in /EIS 10/ zusammengefasst.

——24°C
—8—200°C
________________ | —a—300%
| =e—400°C
---------------- | —=500°C

=@=500"C

"""""""" ! ==—=700°C

Spannung [MPa]

=—200°C
900°C

e 1000°C
==1100°C
1200°C

T T N IV B

1300°C
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un

0,2
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Abb. 8.8 Bilineare Spannungs-Dehnungs-Kurven des Werkstoffs 15 MnNi 6 3 bei

verschiedenen Temperaturen
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Abhangigkeit des E-Moduls des Werkstoffs 15 MnNi 6 3 von der Tempe-

ratur
keit von 40 W/(K*m) und eine spezifische Warmekapazitit von 4,1 - 10° N/(m?K) fest-

Fur die Warmeleitungsrechnungen wird ein Materialmodell mit konstanten Koeffizien-
ten verwendet. Entsprechend den Gegebenheiten fur Stahl wird eine Warmeleitfahig-

Abb. 8.10
gelegt.



8.3 Annahmen zur Belastung des Sicherheitsbehélters

Eine unterstellte Wasserstoffverbrennung in Form einer Deflagration oder einer Deto-
nation fuhrt im Sicherheitsbehalter zu einem langsamen oder einem schnellen Druck-
und Temperaturanstieg entweder lokal in einem Teil des Innenraums oder global im
ganzen Behalterinneren. Je nach H,-Gehalt und Raumbedingungen ergeben sich da-

bei unterschiedliche Zeitverlaufe von Druck und Temperatur.

Beim Unfallablauf in TMI-2 (1979) fand gemal /EPR 10/ eine H,-Verbrennung mit einer
Peakhohe von etwa 0,3 MPa und einer Peakdauer von etwa 80 s (10 s ansteigend und
70 s abfallend) statt. Demgegeniber waren die H,-Verbrennungen in den Reaktor-
gebauden der Anlage Fukushima Dai-ichi gemaR /JNE 12/ explosionsartig mit Peakho-

hen von bis zu 1,5 MPa und Peakdauern von weniger als 100 ms.

Im Rahmen der Arbeiten im BMU-Vorhaben ,Anforderungen an den Nachweis der
Wirksamkeit von H,-Rekombinatoren auf der Basis erganzender analytischer Untersu-
chungen® /BAC 11/ wurden Festlegungen der maximalen zu erwartenden Drlicke und

Temperaturen getroffen und Analysen zu mdglichen Verbrennungslasten durchgefiihrt.

Die Annahme, dass sich bei einem Unfallszenario der entstehende Wasserstoff oben
im Sicherheitsbehalter sammelt, wurde auf Basis einer Expertenbefragung /SCH 10/
getroffen. In den rotationssymmetrischen Modellen wurde angenommen, dass die Be-
lastungen infolge einer lokalen Wasserstoffverbrennung auf einer Flache mit dem Ra-
dius 7,6 m (Kugeloberflache etwa 180 m?) symmetrisch zur Mittelachse wirken. Bei den
Analysen mit 3D-Modellen wurde sowohl die Grofie als auch die Lage der Kontaktfla-

che variiert.

Der Anstieg der Temperatur an der Stahloberflache ist abhangig davon, ob der Was-
serstoff schnell oder langsam verbrennt. Aus Experimenten lassen sich typische An-
stiegszeiten flir Druck bzw. Temperatur von 10 ms bzw. 600 ms flr schnelle bzw. lang-
same Verbrennung ableiten (siehe /SCH 10a/). Als Maximalwerte fir Druck und
Temperatur wurden, basierend auf den verfiigbaren experimentellen Ergebnissen, je-

weils 0,4 MPa und 1 200 °C angenommen.

Im Rahmen einer Parameterstudie wurden die Peakmaxima flr Temperatur und Druck,
die Peakdauer sowie die lastbeaufschlagte Flache variiert, wobei im Rahmen RS1197

erstmalig Durchdringungen des Sicherheitsbehalters berticksichtigt wurden. Weiterhin
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wurde der bereits im BMU-Vorhaben /BAC 11/ untersuchte Parameterbereich wesent-

lich erweitert.

8.4 Rotationssymmetrisches Finite-Elemente-Modell

Zunachst wurden einfache schnelllaufende rotationssymmetrische Analysemodelle
entwickelt (siehe Abb. 8.11), mit denen vor allem strukturdynamische Berechnungen
unter Berlcksichtigung der peakartigen Temperaturbelastung durchgefiihrt wurden.
Fur die Warmeleitungsberechnungen wurde eine sehr feine Unterteilung in Wanddi-
ckenrichtung vorgenommen, um die steilen Temperaturgradienten angemessen nach-
zubilden (siehe Modellausschnitt in Abb. 8.12).

Die verwendeten Randbedingungen der mechanischen Berechnungen sind fir alle
Modelle gleich. Die unterste Modellkante wird jeweils in alle Richtungen fixiert. Bei der
Mittellinie oben werden als Symmetriebedingung die horizontalen Verschiebungen un-
terdrickt. Fur die Warmeleitungsrechnungen werden die Temperaturen auf der Innen-
oberflache der Modelle vorgeschrieben. Der Bereich der Lastaufbringung auf das rota-
tionssymmetrische Analysemodell ist in der Abb. 8.11 durch die rote Linie

gekennzeichnet.
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Abb. 8.11 Rotationssymmetrisches Modell des Sicherheitsbehalters,

Abb. 8.12 Einteilung der Elemente in Wanddickenrichtung im Ausschnitt A des ro-

tationssymmetrischen Modells (siehe Abb. 8.11)
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8.5 Dreidimensionales Finite-Elemente-Modell

Das im Rahmen des Vorhabens RS1197 entwickelte Analysemodell des Sicherheits-
behalters der Baureihe Konvoi enthalt alle im Abschnitt 8.1 beschriebenen Schleusen
und Rohrleitungsdurchfuhrungen. Zunachst wurde ein entsprechendes Geometriemo-
dell entwickelt (siehe Abb. 8.13).

Bereich nahe der

~Se - Personenschleuse

Abb. 8.13 Geometriemodell des Sicherheitsbehéalters der Baulinie Konvoi mit

Schleusen

Wegen der geometrisch schwierig zu beschreibenden Ubergénge zwischen den Durch-
fihrungen und der SB-Kugelschale wurde fur die Generierung der im ADINA/IN /ADI
14/ enthaltene ,Modeler® benutzt. Dies bedingt eine Netzgenerierung mit Tetra-
ederelementen. Um die Modellerstellung flexibel zu halten, wurde ein vorgeschaltetes
Excel-File entwickelt, mit dem ein in ADINA einlesbares ,In-File* erzeugt wird. Details

zu der Modellgenerierungsmethodik sind in /ARN 14/ zusammengefasst.

Verschiedene Ansichten des Gesamtmodells sowie von Ausschnitten sind in Abb. 8.14
bis Abb. 8.19 gezeigt. Im unteren Bereich des Analysemodells, in dem der Sicherheits-
behalter in eine Betonstruktur eingebettet ist, sind alle Freiheitsgrade der entsprechen-
den Knoten vollstandig gefesselt. Halterungskonstruktionen im Bereich der Durchfih-

rungen sind durch geeignete Fesseln berlcksichtigt.
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Abb. 8.14 Ansicht des ADINA-Gesamtmodells von aul3en (Materialschleuse rechts,
Lasteinleitungsflache rot markiert)

Abb. 8.15 Ausschnitt aus dem Gesamtmodell (siehe Abb. 8.13) mit Durchfiihrun-
gen der Speisewasser- und Frischdampfleitungen sowie einer Not-

schleuse

130



Abb. 8.16 Ansicht des ADINA-Gesamtmodells von auRen (Materialschleuse links,

Personenschleuse rechts, Lasteinleitungsflache rot markiert)

Abb. 8.17 Ausschnitt aus dem Gesamtmodell mit Materialschleuse und einer Not-

schleuse, Ansicht von auf3en
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Abb. 8.18 Ausschnitt aus dem Gesamtmodell mit Materialschleuse und einer Not-

schleuse, Ansicht von innen

IS e e

Abb. 8.19 VergrolRerung des Bereichs mit der Materialschleuse und einer Not-

schleuse, Ansicht von innen

8.6 Ausgewahlte Ergebnisse der Parameterstudie

Im Folgenden werden ausgewahlte Ergebnisse der Eigenfrequenzberechnungen fir
Analysemodelle mit bzw. ohne Bericksichtigung der Schleusen und Rohrdurch-
fihrungen gegenibergestellt. Weiterhin werden relevante Ergebnisse zu Parameter-
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variationen, insbesondere bezlglich der Lastannahmen zusammengefasst. Die Be-

rechnungen wurden mit dem Finite-Elemente-Programm ADINA /ADI 14/ durchgefuhrt.

8.6.1 Eigenfrequenzen

Aufgrund der héheren Massen im Bereich der Durchdringungen ergeben sich Verstei-
fungen gegenilber den 3D-Modellen ohne Schleusen und daher etwas kleinere Eigen-
frequenzen. In Tab. 8.1 sind die 9 kleinsten berechneten Eigenfrequenzen des Analy-
semodells mit Schleusen und Rohrdurchflihrungen den entsprechenden Werten eines
3D-Modells ohne Durchdringungen gegenlibergestellt. Aufgrund der héheren Massen
im Bereich der Durchdringungen ergeben sich Versteifungen gegeniber den 3D-
Modellen ohne Schleusen und daher etwas kleinere Eigenfrequenzen. In Abb. 8.20 bis
Abb. 8.24 sind ausgewahlte Eigenformen des Analysemodells mit Durchdringungen

gezeigt.

Tab. 8.1 Einfluss der SB-Durchdringungen auf die Eigenfrequenzen des Sicher-

heitsbehalters

Nummer Modell 1 Modell 2
(mit Durchdringungen) | (chne Durchdringungen)
1 6,31 6,84
2 6,37 6,84
3 14,00 14,20
4 17,39 18,72
5 20,92 21,89
6 21,35 21,89
7 22,17 23,19
8 22,86 23,19
9 23,22 24,52
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Abb. 8.20 Eigenschwingungsform zur niedrigsten Eigenfrequenz (6,31 Hz),
Ansicht von oben, hellblau: verformtes Modell

Abb. 8.21 Eigenschwingungsform zur zweiten Eigenfrequenz (6,37 Hz),

Ansicht von oben, hellblau: verformtes Modell
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Abb. 8.22 Eigenschwingungsform zur dritten Eigenfrequenz (14,00 Hz),

Ansicht von oben, hellblau: verformtes Modell

Abb. 8.23 Eigenschwingungsform zur vierten Eigenfrequenz (17,39 Hz), Ansicht
von oben, hellblau: verformtes Modell.
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Abb. 8.24 Eigenschwingungsform zur funften Eigenfrequenz (20,92 Hz), Ansicht

von oben, hellblau: verformtes Modell.

8.6.2 Ausgewahlte Analyseergebnisse des Modells mit Durchdringungen

Im Folgenden werden ausgewahlte Ergebnisse der Analyse zu einer symmetrischen
Drucktransiente mit 32 ms Peakdauer und maximalem Druck von 1 MPa (siehe Abb.
8.25) dargestellt. Die Flache der Druckaufbringung ist, wie in Abb. 8.14 gezeigt, ge-

genlber der vertikalen Achse geneigt.

136



/ \
.07
=09 /S N
=05 \
S04 / A\

0 5 10 15 20 25 30 35 40
Zeit [ms]

Abb. 8.25 Peakartige Druckbelastung des Sicherheitsbehalters

In den folgenden Abb. 8.26 bis Abb. 8.35 werden Verteilungen der berechneten Ver-
gleichsspannung fir Losungszeiten im Bereich 5 ms bis 60 ms gezeigt. Dabei sind die
Verformungen der Struktur ohne Uberhdhungsfaktor quasi nicht sichtbar. Demgegen-
Uber enthalt Abb. 8.36 die Vergleichsspannungsverteilung nach 20 ms (vgl. Abb. 8.33)

auf der verformten Struktur mit dem Uberhéhungsfaktor 20.

Abb. 8.26 Isoflachen der Vergleichsspannung zur Berechnungszeit 5 ms
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Abb. 8.27 Isoflachen der Vergleichsspannung zur Berechnungszeit 10 ms

Abb. 8.28 Isoflachen der Vergleichsspannung zur Berechnungszeit 15 ms
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Abb. 8.29 Isoflachen der Vergleichsspannung zur Berechnungszeit 20 ms
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Abb. 8.30 Isoflachen der Vergleichsspannung zur Berechnungszeit 25 ms
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Abb. 8.31 Isoflachen der Vergleichsspannung zur Berechnungszeit 30 ms

Abb. 8.32 Isoflachen der Vergleichsspannung zur Berechnungszeit 35 ms
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Abb. 8.33 Isoflachen der Vergleichsspannung zur Berechnungszeit 40 ms
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Abb. 8.34 Isoflachen der Vergleichsspannung zur Berechnungszeit 50 ms
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Abb. 8.35 Isoflachen der Vergleichsspannung zur Berechnungszeit 60 ms

v 350

Abb. 8.36 Isoflachen der Vergleichsspannung und Verformungen zur Berech-

nungszeit 20 ms (Verformungsfaktor 20)

Weiterhin sind in Abb. 8.37 die Zeitverlaufe der maximalen Vergleichsspannungen im
Bereich der Lasteinleitung (Elementgruppe 6) sowie die Streckgrenze des Werkstoffs
und die peakartige Belastungsfunktion gezeigt. Die Ergebnisse zeigen eine dynami-
sche Response in Form von Oszillationen im Bereich der lastbeaufschlagten Flache,

wobei in diesem Bereich die Streckgrenze Uberschritten wird.
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Abb. 8.37 Zeitverlauf der maximalen Vergleichsspannungen im Bereich der Last-

einleitung (Elementgruppe 6) im Vergleich mit der Streckgrenze

8.6.3 Ausgewahlte Analyseergebnisse zu kombinierten peakartigen Druck-

und Temperaturbelastungen

Mit dem in Abschnitt 8.4 beschriebenen rotationssymmetrischen Analysemodell wur-
den Berechnungen zu Uberlagerten peakartigen Temperatur- und Druckbelastungen
durchgefiihrt. Dabei wurden Maximalwerte sowie Dauer und Form der Transienten va-
riiert. Als maximale Temperaturwerte wurden 800 °C, 1 000 °C, 1 100 °C und 1 200 °C
betrachtet, die Druckmaxima betrugen 0,4 MPa und 1,0 MPa. Die Gesamtdauer der
Transienten wurde zu 16 ms, 32 ms, 100 ms und 3 600 ms festgelegt. Abb. 8.38 zeigt
als Beispiel den Temperatur- und den Druckverlauf fiir den Lastfall mit 32 ms Peak-
dauer und 1 200 °C Maximaltemperatur, die als Belastungsrandbedingungen im last-
beaufschlagten Bereich den entsprechenden Knoten auf der Innenseite des SB-

Analysemodells vorgeschrieben wurden.
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Abb. 8.38 Druckbelastung und Temperaturvorgabe an der Behalterinnenseite

oben, Transiente mit 1 200 °C Maximaltemperatur und 32 ms Dauer

Wesentliches Ergebnis der Berechnungen war hier, Abschatzungen zum mdoglichen
Versagen des Sicherheitsbehalters aufgrund der dynamischen Belastungen durch

Druck und erhéhte Temperatur vorzunehmen.

Aufgrund der kurzen Dauer der Transienten wirkt sich die Erhdhung der Innenwand-
temperatur nur auf einen kleinen Teil der Wanddicke aus. Als Beispiele sind in
Abb. 8.39 und Abb. 8.40 fir den Fall einer Transiente mit 1 200 °C Maximaltemperatur

und 32 ms Dauer Resultate der berechneten Wandtemperaturen gezeigt.

Bei der Bewertung der Spannungen ist zu beachten, dass im Bereich der hohen Tem-
peraturen die Streckgrenze des Werkstoffs deutlich abgesenkt ist und daher, infolge
des nichtlinearen Spannungs-Dehnungs-Verhaltens, nicht der Ort mit maximaler Span-

nung den Ort der hdchsten Beanspruchung beschreibt.
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Abb. 8.39 Temperaturverteilung zur Zeit 16,3 ms fur Transiente mit 1 200 °C Peak-

maximum und 32 ms Peakdauer
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Abb. 8.40 Temperaturverteilung in der SB-Wand zu verschiedenen Zeiten fir

Transiente mit 1 200 °C Peakmaximum und 32 ms Peakdauer

Zur Ermittlung der Grenztragfahigkeit des Sicherheitsbehalters wird ein Kriterium ver-
wendet, welches die plastischen Dehnungen berlcksichtigt. Hierzu werden die tempe-
raturabhangigen Werte der Gleichmalldehnung ¢ herangezogen. Als einachsige zeit-
und ortsabhangige Grenzdehnung &4 wird die jeweils temperaturabhangige Gleich-
mafidehnung aus den einachsigen Zugversuchen verwendet. Zur Bewertung der

mehrachsigen Spannungs- und Dehnungszustédnde im Sicherheitsbehalter wird die
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GleichmalRdehnung durch Division mit einem zeit- und ortsabhangigen Spannungs-

mehrachsigkeitsfaktor TF>1 reduziert, der nach /JU 84/ folgende Form hat:

| TO, T0;
TF=-—- -
Oy

Dabei sind 04, 0, und 03 die zeit- und ortsabhangigen Hauptspannungen und o, die
Vergleichsspannung nach von Mises. Die zugehdrige Vergleichsdehnung ¢y ergibt sich
aus dem einachsigen Spannungs-Dehnungs-Diagramm. Durch die Mehrachsigkeit von
Spannungszustanden, ausgedriickt durch den Mehrachsigkeitsfaktor TF kann die Ver-
sagensdehnung erheblich eingeschrankt sein, insbesondere wenn der Mehrachsig-
keitsfaktor deutlich grof3er ist als 1. Falls ein Mehrachsigkeitsfaktor TF < 1 berechnet
wird, wird dieser im Sinne einer konservativen Vorgehensweise auf TF = 1 gesetzt, da
ansonsten keine Reduktion, sondern eine ungewollte Erhéhung der Grenzdehnung er-
folgen wirde. Um diesen Mehrachsigkeitsfaktor vermindert sich die postulierte einach-
sige Grenzdehnung, auf die sich die Bewertung fur den Versagensbeginn grindet. Um
auch Einflisse durch Schwei3nahte oder eventuell vorhandene Risse zu bericksichti-
gen kann die Grenzdehnung durch entsprechende Faktoren erweitert werden. Somit

ergibt sich als lokales Integritatskriterium

gg
&y <ﬁ'f1'f2

Die dargestellte Vorgehensweise wurde in der GRS bereits mehrfach eingesetzt, z. B.
in der Risikostudie Phase B /GRS 90/ fur den Sicherheitsbehalter sowie in Untersu-
chungen zur Grenztragfahigkeit einer Kihlkreislaufschleife in /GRE 01/. Im Folgenden
wird die Beziehung zur Integritadtsbewertung zwischen der berechneten zeit- und orts-
abhangigen GrofRe ,Vergleichsdehnung multipliziert mit dem Mehrachsigkeitsfaktor®
und der werkstoffspezifischen temperaturabhangigen Gleichmafidehnung in folgender

Form verwendet:
& TF <eg,
Fur die Auswertung der Rechnungen wurde eine Modellzone definiert, die einen Be-

reich am Rand der Beanspruchungsflache (samt der zugehérigen Elemente durch die

Wand) sowie einen angrenzenden Elementbereich gleicher Grofie aulierhalb der Be-
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anspruchungsflache umfasst. In diesem Bereich werden die maximalen Werte der
plastischen Dehnung erwartet. In dieser Zone sind 300 Elemente (mit jeweils 9 Integra-
tionspunkten) zusammengefasst. Fur alle Integrationspunkte dieser Zone und fur aus-
gewahlte Zeitschritte wurden die akkumulierten plastischen Dehnungen als N&herung
far ey, die Spannungsmehrachsigkeit und die Temperatur zur Festlegung von g4 ermit-
telt. In den Abb. 8.41 bis Abb. 8.47 sind jeweils als Funktion der Temperatur das Pro-
dukt &,°TF und die GleichmalRdehnung fir verschiedene Zeiten wahrend der peakarti-
gen Druck- und Temperaturbelastung (beispielhaft flir den Fall: 1200 °C

Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck, Peakdauer 32 ms) aufgetragen.

0,25
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Abb. 8.41 SB-Integritatsbewertung fir Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer

32 ms, 1 200 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 8 ms
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Abb. 8.42 SB-Integritatsbewertung fir Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer

32 ms, 1 200 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 12 ms
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Abb. 8.43 SB-Integritatsbewertung fur Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer

32 ms, 1 200 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 16 ms
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Abb. 8.44 SB-Integritatsbewertung fir Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer

32 ms, 1 200 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 20 ms
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Abb. 8.45 SB-Integritatsbewertung fur Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer

32 ms, 1 200 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 24 ms
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Abb. 8.46

Dehnung [ -]

Abb. 8.47
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SB-Integritatsbewertung fur Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer

32 ms, 1 200 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 32 ms

Fir die Berechnungszeit 20 ms (siehe Abb. 8.44) liberschreiten eine Vielzahl von Be-

rechnungspunkten die Kurve der GleichmalRdehnung. Die Auswertung zeigt, dass der

Fall des Uberschreitens der GleichmaRdehnung durch das Produkt aus akkumulierter
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plastischer Dehnung und TF lediglich an GauRpunkten auftritt, die direkt unterhalb der
Innenoberflache des SB liegen. Damit wirde ein Versagen lediglich lokal in einem klei-
nen Teil der SB-Wand stattfinden. Im Rahmen der Parameterstudie ergab sich, dass
das Uberschreiten der Grenzkurve GleichmaRdehnung als Funktion der Temperatur
stark von der Peaktemperatur abhangt. Ausgewahlte Berechnungsergebnisse fir die
Peaktemperatur 800 °C und das Druckmaximum von 1 MPa bei Peakdauer 32 ms
(siehe Abb. 8.48 bis Abb. 8.54) zeigen, dass das Produkt aus akkumulierter plastischer
Dehnung und Spannungsmehrachsigkeitsfaktor immer unter der GleichmalRdehnung
liegt. Daher ist basierend auf Berechnungen mit dem rotationssymmetrischen Analy-
semodell ohne Durchfihrungen und dem verwendeten Versagenskriterium die Integri-

tat des Sicherheitsbehalters gewahrleistet.
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Abb. 8.48 SB-Integritatsbewertung fir Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer
32 ms, 800 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 4 ms
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Abb. 8.49 SB-Integritatsbewertung fur Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer

32 ms, 800 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 8 ms
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SB-Integritatsbewertung fur Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer

32 ms, 800 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 12 ms
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Abb. 8.51 SB-Integritatsbewertung fur Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer

32 ms, 800 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 16 ms
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Abb. 8.52 SB-Integritatsbewertung fur Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer

32 ms, 800 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 20 ms
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Abb. 8.53 SB-Integritatsbewertung fur Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer
32 ms, 800 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 24 ms
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Abb. 8.54 SB-Integritatsbewertung fir Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer

32 ms, 800 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 32 ms
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8.6.4 Abschatzung des Dehnrateneinflusses auf die Sicherheitsmargen

Zugversuche, welche der Bestimmung von Materialdaten dienen, werden ublicher-
weise unter einer quasi-statischen Belastung durchgefuhrt, d. h. mit einer sehr kleinen
Dehnrate von ca. ¢ =5 107> s~1. Bei erhdhten Dehnraten, welche besonders durch
stoRartige Belastungen auftreten kénnen, zeigen metallische Werkstoffe ein verander-
tes Verformungsverhalten /AMM 82/, was Einfluss auf das Versagen bzw. die Sicher-
heitsmarge gegeniber Versagen einer metallischen Struktur haben kann. Exempla-
risch wurde eine Rechnung mit einem dreidimensionalen FE-Modell des
Sicherheitsbehalters der Baureihe Konvoi ohne Bertcksichtigung der Durchfihrungen
durchgefihrt (Analyse mod5-9s). Details der unterstellten Belastung sowie ausgewahl-

te Analyseergebnisse sind in Tab. 8.2 zusammengefasst.

Tab. 8.2 Belastung und ausgewahlte Analyseergebnisse der Analyse mod5-9s
Beschreibung der Belastung Werte
Impulshéhe 1,5 MPa
Impulsbreite 32 ms
1/(2 * Impulsbreite) 15,6 Hz
Lage der lastbeaufschlagten Flache Im Zenit
Winkel im Zenit 16°
Radius der lastbeaufschlagten Flache 7,7m
Lastbeaufschlagte Flache (aus Radius) 186 m?
Lastbeaufschlagte Flache (spharisch) 192 m?
Ausgewertete Analyseergebnisse Werte
max. vertikale Verschiebung im Zenit 414 mm
max. Effektivspannung 403 MPa
max. akkumulierte plastische Dehnung 21 %
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Ebenso wird eine Rechnung mit einem rotationssymmetrischen Modell zur Transiente
mit 1 200 °C Peaktemperatur, 1 MPa Peakdruck und 32 ms Peakdauer ausgewahlt
und diese zu Vergleichszwecken mit gednderten Materialdaten und Grenzkurven zum
Zeitpunkt 8 ms bewertet. Anhand des zeitlichen Verlaufs der Vergleichsspannung (sie-
he Abb. 8.55) ist es mdglich die Dehnrate abzuschatzen. Die Vorgehensweise wird im

Folgenden naher erlautert:

Mit Hilfe von Geraden, welche die zeitlichen Spannungsanstiege erfassen, werden die
Spannungsraten ermittelt (siehe Abb. 8.55). Diese sind ein MaR fiir die zeitliche Ande-
rung der Spannung. Als Spannungsraten ergeben sich Werte von 38 036 MPa/s (rote
Gerade), 49 830 MPal/s (grine Gerade), 51 989 MPal/s (lila Gerade) und 29 721 MPa/s

(turkise Gerade).

,00 0,05 0,10 0,15
Zeit [s]

Abb. 8.55 Vergleichsspannung als Funktion der Zeit mit Abschatzung der Span-
nungsraten fir peakartige Druckbelastung (1,5 MPa Peakdruck und

32 ms Peakdauer)
Unter Berlicksichtigung des Hook‘'schen Gesetzes gilt ¢ = 6/E , d. h. aus der Span-

nungsrate ¢ und dem E-Modul E (200 GPa) kann die entsprechende Dehnrate ¢ be-

rechnet werden (siehe Tab. 8.3).
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Tab. 8.3 Spannungsraten und zugehérige Dehnraten

Spannungsrate E-Modul Dehnrate
[MPa/s] [GPa] [1/s]
38036 200 0,19
49830 200 0,25
51989 200 0,26
29721 200 0,15

In Abb. 8.56 wird die Dehnratenabhangigkeit fir einen naturharten Bewehrungsstahl
anhand von idealisierten, technischen Spannungs-Dehnungs-Diagrammen dargestellt.
Die dargestellten Dehnraten bewegen sich im Bereich zwischen ¢ = 5% 107> s~ (qua-
si-statisch) und é = 5* 10° s~1. Die Verschiebung der Kurven bei erhdhten Dehnraten
zu hoéheren Spannungen und hoheren Dehnungen ist offensichtlich. Der maximale Un-
terschied betragt zwischen minimaler (¢ = 5*107°s~1) und maximaler Dehnrate

(¢ = 5%10°s71) 88 MPa bei einer Dehnung von 0,11.

800 -
700 -
600
E500
=, ——5EQ [1/s]
= |
£ 400 - | | - ——1E0 [1/s]
= 5E-1[1/s]
S 300
3 —a—1E-1 [1/s]
200 | | - ——5E-5[1/s]
100
Oos8——+—F—F—+ | ;
000 005 010 0115 020 025

Dehnung|[]

Abb. 8.56 Dehnratenabhangigkeit der technischen Spannungs-Dehnungs-
Diagramme (Mittelwerte) fir einen Bewehrungsstahl /AMM 82/

Anhand der berechneten Dehnraten (siehe Tab. 8.3) wird ein arithmetischer Mittelwert
berechnet. Dieser betragt ca. 0,2 1/s. Da in den Daten aus /AMM 82/ (siehe Abb. 8.56)
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keine Spannungs-Dehnungs-Kurve Wert flir eine Dehnrate von 0,2 1/s enthalten ist,
wird diese kunstlich durch Interpolation erzeugt. Hierzu werden im Vorfeld die vorhan-
denen Spannungs-Dehnungs-Kurven abschnittsweise durch lineare Funktionen und
Funktionen mit Polynomansatzen beschrieben. Wie in der Abb. 8.57 dargestellt wird
die technische Spannungs-Dehnungs-Kurve fir eine Dehnrate von 0,2 1/s durch Inter-
polation zwischen den Spannungs-Dehnungs-Kurven von 0,1 1/s und 0,5 1/s berech-

net.
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Abb. 8.57 Dehnratenabhangigkeit der technischen Spannungs-Dehnungs-

Diagramme fiir einen Bewehrungsstahl

Fir das in ADINA implementierte Materialmodell werden wahre Spannungs-Dehnungs-
Kurven bendétigt. Daher wurde eine entsprechende Umrechnung gemaf der folgenden
Formeln durchgefuhrt: €, =In(1 +¢) und o, = (1 +¢). Das Ergebnis dieser Um-
rechnung ist in der Abb. 8.58 dargestellt. Es ist erkennbar, dass erwartungsgemaf der

Verlauf der wahren Spannung oberhalb des Verlaufs der technischen Spannung liegt.
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Abb. 8.58 Wahre Spannungs-Dehnungs-Kurven fur die Dehnrate ¢ = 0,2 1/s

Anhand der Spannungs-Dehnungs-Kurven der quasi-statischen Lastaufbringung
(6 = 5%107°s71) und der angenommenen Dehnrate von ¢ = 0,2 s~ ist es mdglich im
Bereich der GleichmaRdehnung einen Uberhdéhungsfaktor (UF) fur die Dehnungen und

die Spannungen abzuleiten. Dieser wird mit einem Wert von etwa 1,08 angenommen.

Als einachsige Grenzdehnung fur die Plastifizierung des Reaktorstahls 15 MnNi 6 3
wird die jeweilige temperaturabhangige Gleichmalidehnung aus den einachsigen Zug-
versuchen verwendet. Anhand dieser Grenzkurve fir eine quasi-statische Belastung
wird mit Hilfe des Uberhéhungsfaktors eine Grenzkurve fir eine Belastung mit einer
Dehnrate von ¢ = 0,2s™1 hergeleitet. Dabei wird vereinfachend angenommen, dass
der Uberhdhungsfaktor nicht temperaturabhéngig ist. In Abb. 8.59 werden exempla-
risch bilineare Spannungs-Dehnungs-Kurven fur den Stahl 15 MnNi 6 3 fur Temperatu-
ren von 24 °C und 600 °C dargestellt. Eine Ubersicht (iber sdmtliche Spannungs-
Dehnungs-Kurven flr den Temperaturbereich von 24 °C bis 1 300 °C ist in Abb. 8.8 zu
finden. Anhand der Abb. 8.59 wird die Verschiebung der Kurven zu héheren Spannun-
gen bei Verwendung des Uberhéhungsfaktors offensichtlich. Dieser setzt sowohl die
FlieRspannung (von 388 MPa auf 420 MPa bei 24 °C und 208 MPa auf 225 MPa bei
600 °C) als auch die maximale plastische Dehnung FlieRspannung (von 19 % auf 21 %
bei 24 °C und 7,1 % auf 7,7 % bei 600 °C) herauf.
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Abb. 8.59 Einfluss der Uberhdhung auf die bilinearen Spannungs-Dehnungs-
Kurven fir 15 MnNi 6 3

In der Abb. 8.60 werden Gleichmallidehnung des Reaktorstahls 15 MnNi 6 3 als
Grenzdehnung sowohl mit als auch ohne Bertlicksichtigung der Uberhéhungen darge-
stellt. Als Last wird eine Transiente mit 1 200 °C Peaktemperatur, 1 MPa Peakdruck

und einer Belastungsdauer von 32 ms aufgebracht.
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Abb. 8.60 Temperaturabhangige Grenzen der Gleichmalidehnungen ohne und mit
Uberhdhungsfaktor (UF)
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Im Folgenden werden die ausgewahlten Ergebnisse von zwei Rechnungen verglichen
(siehe Abb. 8.61). Diese wurden mit bzw. ohne Bericksichtigung des Einflusses der
Dehnrate (Analysen: mod5-9s-mod bzw. mod5-9s-org) durchgefilhrt. Es werden die
max. plastischen Dehnungen, die im Bereich der Lastaufbringung auftreten den jewei-
ligen GleichmalRdehnungen als angenommene Grenzdehnungen gegenlbergestellt.
Die GleichmaRdehnung wird infolge des Dehnrateneffekts von 0,19 auf 0,21 (UF) er-
hoht, dies entspricht einer Erhdhung um ca. 8 %.

0,3 -
— 0,2
> ——GleichmafRdehnung
50,2 (UF)
< Gleichmafdehnung
00,1
‘g . ——plast. Dehnung #3
S01 4 (U,mod5-9s-mod.)
] ——plast. Dehnung #5
] — ~ _
0,0 Y | [ [ [ [ [ [ [ [ [ || (mod5-9s-org)
0,00 0,05 0,10 0,15
Zeit [s]
0,025 -
— 0,020 [
o ]
c 4
= 0,015 -
< 1 —plast. Dehnung #3
a 0,010 - (U,mod5-9s-mod.)
§ 1 —plast. Dehnung #5
20,005 (mod5-9s-org)
0,000 ——————F—F—F—t+—+—+——+—1
0,00 0,05 0,10 0,15

Zeit [s]

Abb. 8.61 Maximale plastische Dehnungen und GleichmalRdehnungen fir peakar-

tige Druckbelastung (1,5 MPa Peakdruck und 32 ms Peakdauer)
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Die plastischen Dehnungen, welche deutlich unter der als Versagensgrenze definierten
GleichmalRdehnung liegen, werden durch die gednderten Materialdaten von 0,018 auf

0,021 (U) erhoht. Dies entspricht einer prozentualen Erhéhung von ca. 20 %.

Im Abb. 8.62 werden ausgewahlte Ergebnisse von zwei Rechnungen mit einem rotati-
onssymmetrischen 2D-Modell zum Lastfall 1 200 °C Peaktemperatur, 1 MPa Peak-
druck und einer Belastungsdauer von 32 ms gegenibergestellt. Diese wurden sowohl
mit Berucksichtigung des Einflusses der Dehnrate als auch ohne Dehnrateneinfluss
(siehe auch Abb. 8.44) durchgefiihrt. Als Auswertezeitpunkt wird beispielhaft t = 20 ms
ausgewahlt. Bei beiden Rechnungen wird der Einfluss der Mehrachsigkeit durch den

Mehrachsigkeitsfakor TF bertcksichtigt.

Die temperaturabhangige GleichmalRdehnung als Grenzdehnung wird infolge des
Dehnrateneffekts durchgehend um ca. 8 % erhoht. Es ist zu beobachten, dass sowohl
bei der Rechnung mit der Giberhéhten Dehnrate (U) als auch bei der Rechnung ohne
Uberhéhung die ermittelten Dehnungen unterhalb der GleichmaRdehnungen liegen.
Durch die Berlcksichtigung des Mehrachsigkeitsfakors TF im Versagenskriterium lie-
gen einzelne Punkte oberhalb der Grenzdehnungen, wobei die Zahl der Punkte bei Be-

ricksichtigung des Dehnrateneffekts deutlich reduziert wird.
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Abb. 8.62 SB- Integritatsbewertung fir Druck- und Temperaturpeak, Peakdauer

32 ms, 1200 °C Maximaltemperatur, 1 MPa Maximaldruck nach 20 ms
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Zusammenfassend kann festgestellt werden, dass die Berlicksichtigung des Dehnrate-
neffekts eine Erhdhung der Sicherheitsmargen gegenliber Versagen bewirkt, da einer-
seits die temperaturabhangigen Spannungs-Dehnungs-Kurven zu héheren Spannun-
gen und Dehnungen hin verschoben werden, andererseits die temperaturabhangige
GleichmalRdehnung zu héheren Dehnungen als angenommene Versagensgrenze ver-

schoben werden.

8.7 Erganzende Untersuchungen zum Einfluss der Durchfiihrungen

Im Folgenden wird der Einfluss einer Schleuse auf das strukturmechanische Verhalten
des Sicherheitsbehalters untersucht. Zur Abschatzung des Einflusses werden zwei
Modelle herangezogen. Einerseits wird ein Modell eines Sicherheitsbehalters ohne
Schleusen und Rohrdurchfiihrungen verwendet, andererseits wird bei einem Modell mit
vollstandiger Modellierung der Schleusen und Rohrdurchfiihrungen exemplarisch die
Personenschleuse betrachtet (siehe Abb. 8.13). In Tab. 8.4 sind die angenommenen
Belastungen gegenlbergestellt. Die im Folgenden mit RO40 bezeichnete FE-Analyse
bezieht sich auf das Modell ohne Berlcksichtigung von Schleusen (Abkirzung OS)
und Rohrdurchfihrungen im Sicherheitsbehalter. Hingegen bezeichnet R060 die
Rechnung, welche exemplarisch eine modellierte Schleusenstruktur im Sicherheitsbe-
halter (Abkurzung MS) berucksichtigt. Es wird in beiden Modellen der gleiche Diffe-
renzdruck-Zeitverlauf angenommen. Fur den Auslegungsdifferenzdruck wird exempla-
risch gemaf /SIC 80/ der Wert 0,53 MPa angesetzt.

Tab. 8.4  Lastannahmen ausgewahlter FE-Rechnungen
FE- Schleuse Temperatur Differenzdruck | Differenzdruck
Rechnung t=0s t =1000 s
R040 nein 25°C=konst. 0,0 MPa 2,0 MPa
gesamter SB gesamter SB gesamter SB
R060 ja 25°= konst. 0,0 MPa 2,0 MPa
gesamter SB gesamter SB gesamter SB

Das FE-Modell ohne Durchfiihrungen (siehe Abb. 8.63) kann im Vergleich zum Modell

mit Durchflhrungen (siehe Abb. 8.14) deutlich gréber vernetzt werden.
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Abb. 8.63 FE-Modell der Rechnung R040 mit Auswertepunkt

In Abb. 8.64 werden die radialen Verformungen der Rechnungen ohne und mit Berlck-
sichtigung der Durchfiihrungen im Bereich der Personenschleuse bei einem Differenz-
druck von 0,4 MPa verglichen. Es ist offensichtlich, dass im Bereich der Schleuse die
radiale Verformung der Struktur im Vergleich zum ungestérten Bereich deutlich redu-
ziert ist. Abb. 8.65 zeigt, dass bei 0,4 MPa Differenzdruck die berechneten Spannun-
gen unterhalb der Streckgrenze (ca. 390 MPa bei Raumtemperatur) liegen, d. h. elas-
tisch sind. Die hochsten Spannungen werden im Bereich der Einbettung in den Beton,
die in den Analysemodellen vereinfacht als Einspannung approximiert wird, erreicht.
Mit steigender Plastifizierung wird der Einfluss der Schleusenstruktur auf das Struktur-

verhalten des Sicherheitsbehalters signifikant geringer.
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Abb. 8.64 Vergleich der radialen Verformungen der Rechnungen R040 (OS) und
R060 (MS) bei 0,4 MPa Differenzdruck (Zeit t = 200 s)
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Abb. 8.65 Verteilung der Vergleichsspannungen im Modell ohne/mit Durchfiihrun-
gen bei 0,4 MPa Differenzdruck (Zeit t = 200 s)

Insgesamt zeigen die Untersuchungen, dass mit den heute zur Verfugung stehenden
Rechenwerkzeugen einschlielich leistungsstarker Hardware der Aufwand fur detail-
lierte Betrachtungen deutlich geringer ist als friher, d. h. die Berlcksichtigung von
Durchdringungen in den FE-Analysemodellen gehoért heutzutage zum Stand der Tech-
nik. Daher I6st diese Methodik vereinfachte Vorgehensweisen zur Berlcksichtigung
von Durchfiihrungen mit entsprechenden Erhdéhungs- bzw. Reduktionsfaktoren im

Rahmen von elastischen Spannungsnachweisen, die teilweise in Anbetracht von sehr
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begrenzten Hard- und Softwaremdglichkeiten, z. B. bei der Auslegung von Anlagen,
benutzt wurden, ab. Entsprechende Detailbetrachtungen sind insbesondere bei ausle-
gungstuberschreitenden Belastungen, bei denen Plastifizierung nicht ausgeschlossen

werden kann, erforderlich.

8.8 Zusammenfassung und Ausblick

Das im Rahmen des Vorhabens RS1197 entwickelte Analysemodell des kugelférmigen
Stahlsicherheitsbehalters der Baureihe Konvoi enthalt alle Schleusen und Rohrlei-
tungsdurchfiihrungen. Wegen der geometrisch schwierig zu beschreibenden Ubergan-
ge zwischen den Durchfiihrungen und der Kugelschale wurden zur Netzgenerierung
Tetraederelemente verwendet. Die mit dem Rechenprogramm ADINA durchgefiihrte
Parameterstudie zum Sicherheitsbehalter vom Typ Konvoi ergibt, dass bei Druckspit-
zen bis 0,4 MPa keine bleibenden plastischen Verformungen auftreten. Die druckbe-
aufschlagte Flache zeigt Schwingungen, wobei die Frequenz mit der Peakdauer korre-
liert. Quasi-statisches Verhalten wird flr Druckpeakdauern oberhalb 100 ms erreicht.
Druckpeaks im Bereich 1 MPa zusammen mit Temperaturpeaks oberhalb von 700 °C
kdnnen begrenzte Plastifizierung und lokales Versagen an der Innenoberflache des Si-
cherheitsbehalters hervorrufen. Die Berucksichtigung des Dehnrateneffekts ergibt eine
Erhéhung der Sicherheitsmargen gegeniber Versagen, da einerseits die temperatur-
abhangigen Spannungsdehnungskurven zu héheren Spannungen und andererseits die
temperaturabhangigen GleichmalRdehnungen zu hoéheren Dehnungen verschoben
werden. Mit der bereitgestellten Methodik ist eine quantitative Abschatzung der Erho-

hung der Sicherheitsmargen maglich.
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9 Zusammenfassung und Ausblick

Die GRS fihrte im Rahmen des Forschungsvorhabens RS1197 im Auftrag des Bun-
desministers fur Wirtschaft und Energie (BMWi) die Weiterentwicklung und Erprobung
von Analysemethoden zur Bestimmung des strukturdynamischen Verhaltens von Con-
tainmentstrukturen durch. Dabei standen Methoden zur Bestimmung der strukturdyna-
mischen Beanspruchungen und der Grenztragfahigkeit von Containmentstrukturen un-
ter Berlcksichtigung von Storstellen (z. B. Schleusen) zur Quantifizierung von
Sicherheitsmargen gegeniber Versagen bei Belastungen infolge von Einwirkungen
von innen (z. B. postulierte Storfall- und Unfallszenarien) sowie Einwirkungen von au-
Ren (z. B. Flugzeugabsturz) im Vordergrund. Die Analysemethoden wurden im Rah-
men von Parameterstudien zu zwei Anwendungsbereichen erprobt. Dabei wurde eine
Containmentstruktur aus Stahlbeton unter lokalen Aufprallbelastungen, die beim geziel-
ten Flugzeugabsturz auftreten kénnen sowie ein Stahlsicherheitsbehalter unter lokalen
peakférmigen Innendruck- und Temperaturbelastungen, die infolge von Kernschmelz-

szenarien mit Wasserstoffverbrennung auftreten kénnen, untersucht.

Vor dem Hintergrund der Ereignisse in Fukushima und dem dadurch ausgelOsten
Trend, auslegungsiberschreitende Ereignisse neu zu betrachten und zu bewerten,
gewinnt die Frage nach der Ausnutzung von Sicherheitsmargen gegenliber Versagen
von Komponenten und Strukturen zunehmend an Bedeutung. Im Folgenden sind die

wesentlichen Ergebnisse des Vorhabens zusammengefasst.

- Die GRS hat als aktiver Partner im Rahmen des Vorhabens RS1197 an dem inter-
national besetzten ,Standard Problem Exercise #3“ (SPE-3) zum Thema "Perfor-
mance of Containment Vessel under Severe Accident Conditions" teilgenommen.
Zusammen mit den Kooperationspartnern wurden Teilaspekte des globalen Con-
tainmentverhaltens am Beispiel des 1:4 skalierten Sandia-Modellcontainments, das
durch steigenden Innendruck bis zum Versagen belastet wurde, untersucht. Kom-
plexe Analysemodelle des Sandia-Modellcontainments aus vorgespanntem Stahl-
beton wurden entwickelt, wobei das Verhalten der Spannkabel unter Berlicksichti-
gung der Reibkontakte mit den Hullrohren im Rahmen von Berechnungen mit
ANSYS Mechanical detailliert untersucht wurde. Nach dem Spannen der Spannka-
bel stellt sich zunachst eine Uber den Umfang ungleiche Spannungsverteilung ein,
die ab dem dreifachen Auslegungsdruck durch lokales Rutschen der Spannkabel
weitgehend ausgeglichen ist. Die Analyseergebnisse zur Wirkungsweise der

Spannkabelmodellierung zeigen im Vergleich mit entsprechenden Messwerten im
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Groldversuch, dass die Spannungen nahe der Spannvorrichtung und die Verfor-
mung der Innenoberflache als Funktion des Innendrucks realistisch nachvollzogen
werden konnen. Ein Vergleich mit den Simulationsergebnissen der anderen Ko-
operationspartner ergibt eine zufriedenstellende Ubereinstimmung.

Im Experiment wurde globales Strukturversagen des Modellcontainments bei einer
Innendruckbelastung von 1,42 MPa, d. h. beim etwa 3,64-fachen Auslegungsdruck
durch Spannkabelbruch ausgeldst. Wenn die in der Regel lokalen rissartigen
Schéadigungen des Betons in den Simulationsmodellen auf die Betonelemente ver-
schmiert angenommen werden, liegen die Spannkabeldehnungen beim Versa-
gensdruck deutlich unter der im Labor bestimmten Bruchdehnung von ca. 3,8 %,
d. h. sicherheitstechnische Bewertungen von vorgespannten Containmentstruktu-
ren beziglich der Grenztragfahigkeit bei Innendruckbelastung sollten mit um etwa
den Faktor 2 reduzierten Bruchdehnungen fir die Spannkabel durchgeflihrt wer-
den.

Unterstellt man jedoch im Sandia-Modellcontainment, dass sich z. B. ein wand-
durchdringender Riss im Beton nahe eines Spannkabels bildet, dann plastifiziert
das entsprechende Hillrohr im Bereich des Risses und die Umfangsspannung aus
dem Innendruck wird weitgehend Uber einen kleinen Bereich des im Riss liegen-
den Spannkabels abgetragen. Dabei entstehen lokale Dehnungsiiberhéhungen im
Bereich der Bruchdehnung der Spannkabel.

Insgesamt bleiben bei der Bestimmung der Grenztragfahigkeit von innendruckbe-
lasteten Containmentstrukturen aus Stahlbeton Unsicherheiten beziglich der Be-
rucksichtigung lokaler rissartiger Schaden im Beton. Weiterhin ist der Einfluss der
Modellierung des Verbundes zwischen Beton und den Bewehrungsstdben sowie
den Hullrohren auf die Bestimmung der Grenztragfahigkeit eine noch offene Fra-

gestellung.

Mit den im Rahmen des Vorhabens entwickelten Analysemodellen einer generi-
schen Struktur eines dufleren Stahlbetoncontainments wurden Simulationen zu
verschiedenen Flugzeugabsturzszenarien als Kontaktprobleme mit expliziter Stol3-
kérpersimulation durchgefiihrt. Eingesetzt wurden dabei die im Rahmen des Vor-
habens RS1509 entwickelten vereinfachten Modelle fur ein Militarflugzeug vom
Typ McDonnell F-4 Phantom sowie eines mittelgroRen Passagierflugzeugs vom
Typ Boeing 767. Parameterstudien mit dem Rechenprogramm ANSYS AUTODYN
zeigen, dass wie zu erwarten die Aufprallgeschwindigkeit sowie die Versagenskri-
terien fur Beton und Stahl die Integritat der Containmentstruktur maf3geblich beein-

flussen. Weiterhin unterstreichen die Untersuchungen die Bedeutung der Biigel-

170



bewehrung, welche den wesentlichen Widerstand gegen lokales Durchstanzversa-
gen der Stahlbetonstruktur darstellt. Bei den numerischen Simulationen zum Flug-
zeugabsturz auf eine generische Containmentstruktur kann grof3flachiges Versa-
gen im Kontaktbereich zwischen Rumpf und Barriere oder/und lokales Versagen im
Kontaktbereich zwischen Triebwerk und Barriere auftreten. Die beispielhafte Simu-
lation des Aufpralls einer Boeing 767 zeigt, dass in den Strukturbereichen, in de-
nen die Triebwerke aufprallen, abhangig von der Aufprallgeschwindigkeit, kritische
plastische Dehnungen in der Bewehrung erreicht werden kénnen, wobei der Grad

der Plastifizierung abhangig vom Detaillierungsgrad des Triebwerkmodells ist.

Insgesamt zeigen die Aufprallsimulationen zum Thema gezielter Flugzeugabsturz
auf Containmentstrukturen, dass mit der komplexen Analysemethodik basierend
auf StolRkérpermodellierung der Flugkérper quantitative Aussagen zur Schadigung
im Bereich der Grenztragfahigkeit der Containmentstrukturen einschlief3lich Ein-
trag von Kerosin ins Innere moglich sind. Die Validierung der Methodik bezlglich
Flussigkeitseintrags ist jedoch noch sehr begrenzt. Fortschritte diesbezlglich wer-
den im Rahmen der Phase Il des IMPACT Projekts, an dem GRS im Rahmen
RS1509 teilnimmt, erwartet. Weiterhin ist der Einfluss der Modellierung des Ver-
bundes zwischen Beton und den Bewehrungsstaben auf die Bestimmung der
Grenztragfahigkeit von Containmentstrukturen unter Aufprallbelastungen eine

noch offene Fragestellung.

Ein weiterer Arbeitsschwerpunkt waren die strukturmechanischen Untersuchungen
zum Komponenten- und Gebaudeverhalten bei auslegungstberschreitenden Erd-
bebenbelastungen unter Bertcksichtigung einer Vielzahl von Nachbeben. Dabei
wurden phanomenologische und methodische Aspekte einschliellich Unsicherhei-
ten in der Nachweiskette betrachtet. Aus verflgbaren Unterlagen zu den Bo-
denantwortspektren deutscher Kernkraftwerksstandorte wurde zunachst ein gene-
risches, standortunabhangiges, abdeckendes Spektrum ermittelt. Mit einem
dreidimensionalen Gesamtmodell eines Reaktorgebdudes vom Typ Konvoi wurden
unter Verwendung des generischen Spektrums die Etagenantwortspektren be-
rechnet und daraus Belastungen fur eine Kuhlkreislaufschleife abgeleitet. Die
Spannungsberechnungen mit einem Analysemodell einer Kihlkreislaufschleife
zeigen, dass die héchsten Beanspruchungen in der Nahe der Aufhangung der FD-
Leitung nahe des Dampferzeugers auftreten. Flr den zeitabhangigen Spannungs-
verlauf in diesem hdchstbelasteten Bereich wurde die Materialermidung abge-
schatzt, wobei die fiur ferritische Stahle in der KTA-Regel 3201.2 angegebenen

Wohlerlinien zugrunde gelegt wurden. Die ausgewerteten Lastspiele liegen weit
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unterhalb der angenommenen Dauerfestigkeit fur ferritische Stahle. Bei derartig
kleinen Lastspielen ist die Zahl der ertragbaren Zyklen beliebig grof3. Das Verhalt-
nis von Lastwechseln zu ertragbaren Lastwechseln fur jede Stufe des Lastkollek-
tivs verschwindet daher. Es ist also keinerlei Ermidungsschadigung der Rohrlei-
tung durch das Lastkollektiv des abdeckenden Erdbebenspektrums einschliel3lich
einer Vielzahl von Nachbeben gleicher Starke zu erwarten. Diese Bewertung gilt
sogar flr um den Faktor 10 gréRere Schwingbreiten, die im Rahmen entsprechend
erhohter Erdbebenbelastungen auftreten konnten, wobei in dieser Abschatzung
der Einfluss moglicher Plastifizierungen nicht bertcksichtigt wird. Weiterhin gilt die-
se Aussage auch fir die Annahme, dass das unterstellte Lastspektrum im austeni-
tischen Bereich der Kihlkreislaufschleife liegt, wobei die Bewertung mit den in der
KTA-Regel 3201.2 angegebenen Wohlerlinien flr austenitische Stahle, fur die kei-
ne Dauerfestigkeit angenommen wird, durchgefiihrt wurde.

Noch offene Fragestellungen sind die Berlicksichtigung von nichtlinearem Beton-
verhalten bei auslegungstiberschreitenden Erdbebenbelastungen sowie von ver-

feinerten Modellen zur Beschreibung der Boden-Bauwerks-Kopplung.

Das im Rahmen des Vorhabens RS1197 entwickelte Analysemodell des kugelfér-
migen Stahlsicherheitsbehalters der Baureihe Konvoi enthalt alle Schleusen und
Rohrleitungsdurchfuhrungen. Wegen der geometrisch schwierig zu beschreiben-
den Ubergénge zwischen den Durchfiihrungen und der Kugelschale wurden zur
Netzgenerierung Tetraederelemente verwendet. Die mit dem Rechenprogramm
ADINA durchgeflihrte Parameterstudie zum Sicherheitsbehalter vom Typ Konvoi
ergibt, dass bei Druckspitzen bis 0,4 MPa keine bleibenden plastischen Verfor-
mungen auftreten. Die druckbeaufschlagte Flache zeigt Schwingungen, wobei die
Frequenz mit der Peakdauer korreliert. Quasi-statisches Verhalten wird fur Druck-
peakdauern oberhalb 100 ms erreicht. Druckpeaks im Bereich 1 MPa zusammen
mit Temperaturpeaks oberhalb von 700 °C kénnen begrenzte Plastifizierung und
lokales Versagen an der Innenoberflache des Sicherheitsbehalters hervorrufen.
Die Beriicksichtigung des Dehnrateneffekts ergibt eine Erhéhung der Sicherheits-
margen gegeniber Versagen, da einerseits die temperaturabhangigen Span-
nungsdehnungskurven zu héheren Spannungen und andererseits die temperatur-
abhangigen Gleichmalidehnungen zu hdéheren Dehnungen verschoben werden.
Mit der bereitgestellten Methodik ist eine quantitative Abschatzung der Erhdhung

der Sicherheitsmargen maoglich.
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Insgesamt wurden im Sinne der Zielsetzung des Vorhabens Fortschritte bei der Wei-
terentwicklung und Erprobung von strukturdynamischen Analysemethoden zur Be-
stimmung der Grenztragfahigkeit von Containmentstrukturen unter Einwirkungen von
innen und von auf3en erreicht. Es bleiben jedoch offene Punkte bzw. Unsicherheiten,

insbesondere beziglich

- Berucksichtigung lokaler rissartiger Schaden im Beton bei der Bestimmung der

Grenztragfahigkeit von Containmentstrukturen aus Stahlbeton,

- Berucksichtigung der Modellierung des Verbundes zwischen Beton und den Be-

wehrungsstaben sowie den Hullrohren auf die Bestimmung der Grenztragfahigkeit,

- Abschatzung des FlUssigkeitseintrags bei Aufprallbelastungen flissigkeitsgefiillter

Projektile auf Stahlbetonstrukturen,

- Berucksichtigung von nichtlinearem Betonverhalten bei auslegungsuberschreiten-
den Erdbebenbelastungen sowie von verfeinerten Modellen zur Beschreibung der

Boden-Bauwerks-Kopplung.
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