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Kurzfassung

Die GRS fiuhrte im Rahmen des vom BMWi finanzierten Vorhabens RS1520 Untersu-
chungen zu verschiedenen Phanomenen durch, die das Verhalten druckfihrender
Komponenten unter auslegungsiiberschreitenden Belastungen beschreiben, und ent-
wickelte die dafir benétigten Methoden weiter. Einen Schwerpunkt der Forschungsar-
beiten bildete die Untersuchung des Verhaltens der druckfiihrenden UmschlieRung
(DfU) exemplarischer DWR und SWR wéhrend postulierter Kernschmelz-Szenarien im
Hochdruckpfad. Daneben war auch das Verhalten eines Reaktorgeb&udes und der da-
rin enthaltenen Komponenten unter auslegungsiiberschreitenden Erdbebenbelastun-

gen Gegenstand der Untersuchungen.

Versagensmodi flr metallische Komponenten unter auslegungstiberschreitenden Be-
lastungen wurden kategorisiert und geeignete Versagenskriterien erarbeitet. Neben der
Nachrechnung eines Grof3versuchs wurden typische Kernschmelz-Szenarien mit Hilfe
des weiterentwickelten Modells einer Kuhlkreislaufschleife der DWR-Baureihe Konvoi
analysiert. Der Unfallhergang im Kernkraftwerk Fukushima Dai-ichi und die dazu in der
Literatur existierenden Analysen wurden bezlglich Fragestellungen zum Komponen-
tenverhalten aufgearbeitet und um eigene Analysen erganzt. Der GRS-Code ASTOR
(Approximated Structural Time of Rupture) zur Berechnung der Versagenszeiten von
druckfiihrenden Komponenten wurde um eine menligesteuerte Benutzeroberflache er-
weitert und neu entwickelte sowie bereits existierende methodische Ansatze wurden
darunter zusammengefasst. Im Rahmen des von der GRS organisierten OECD/NEA
Benchmarks COSSAL (Components and Structures under Severe Accident Loading)
wurde das Versagensverhalten druckfihrender Komponenten durch Vergleichsanaly-
sen untersucht. Das FE-Berechnungsmodell eines DWR-Reaktorgebaudes wurde fir
Untersuchungen des Verhaltens unter auslegungstberschreitenden Erdbebenbelas-
tungen weiterentwickelt. Weiterhin wurden im Rahmen des OECD/NEA Benchmarks
MECOS Berechnungen zum Verhalten eines Rohrkrimmers unter zyklischen Belas-

tungen durchgefihrt.

Zukunftige Arbeiten sollen sich insbesondere mit der Analyse lokaler Belastungen in
Reaktordruckbehaltern, Rohrleitungen und Armaturen sowie der Quantifizierung der
GroRRe moglicher friher Lecks wahrend postulierter Kernschmelz-Szenarien befassen.
Ferner soll die Funktionalitdt des Programms ASTOR erweitert und um Aspekte der

Sensitivitats- und Unsicherheitsanalyse ergéanzt werden.






Abstract

Within the framework of project RS1520 funded by the Federal Ministry of Economic
Affairs and Energy, GRS carried out investigations on various phenomena that de-
scribe the behavior of pressurized components under beyond-design loads and en-
hanced the therefore used methods. Focus of the research work was the investigation
of the behavior of the pressure barrier of exemplary PWR and BWR during postulated
core-melt scenarios in the high-pressure path. In addition, the behavior of a reactor
building and the herein contained components under beyond-design earthquake loads

was subject of the work.

The failure modes of metallic components under beyond-design loads were catego-
rized and suitable failure criteria were proposed. In addition to the calculation of a
large-scale experiment typical core melting scenarios were analyzed using the further
developed model of a cooling loop of the German PWR series Konvoi series. The acci-
dent at the Fukushima Dai-ichi nuclear power plant and the existing literature regarding
the component behavior was summarized and supplemented with own analyses. The
GRS code ASTOR (Approximated Structural Time of Rupture) for fast calculation of
failure times of pressurized components was extended with a menu-driven user inter-
face and newly developed as well as already existing methodological approaches were
merged hereunder. Within the framework of the OECD/NEA benchmark COSSAL
(Components and Structures under Severe Accident Loading) organized by GRS, the
failure behavior of pressurized components was investigated by comparative analyses.
A FE model for the evaluation of the reactor building behavior under beyond-design
earthquake loads was developed further. Calculations on the behavior of a piping el-
bow under cyclic loading were carried out in the framework of the OECD/NEA bench-
mark MECOS.

Future work will focus on the analysis of local loads in reactor pressure vessels, piping
and fittings as well as the quantification of the area of potential early leaks during pos-
tulated core-melt scenarios. Furthermore, the functionality of the ASTOR program will

be expanded and supplemented by aspects of a sensitivity and uncertainty analysis.
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1 Einleitung

Die Hauptfunktion von Komponenten der druckfiihrenden UmschlieBung (DfU) eines
Leichtwasserreaktors besteht im Einschluss und der Fuhrung des Kuhlmittels. Im Kon-
text der Reaktorsicherheit erflllt die DfU zudem die Funktion einer Barriere zum Ein-
schluss der Radioaktivitéat als oberstem Schutzziel. Die Auslegung der Komponenten
nach KTA 3201.2 erfolgt durch Begrenzung der elastischen Dehnung mit einer unter
bestimmten Umsté&nden erlaubten teilplastischen Dehnung sowie Begrenzung der Er-
mudung /KTA 13/. Im sehr unwahrscheinlichen Szenario eines Unfalls (Ereignis mit
Kernschmelzen) kénnen Belastungen auftreten, welche Uber die in der Auslegung spe-
zifizierten zulassigen Werte hinausgehen. Um das Verhalten der Komponenten und de-
ren Integritat unter auslegungstiberschreitenden Belastungen sowie die fir die Ausle-
gung nicht in Anspruch genommenen Sicherheitsmargen, beispielsweise in Form
zusatzlicher Plastifizierung und Kriechverformung, quantifizieren zu kénnen, bedarf es

Methoden im Sinne eines ,best-estimates” (vgl. /SIM 11/).

Im Vorhaben RS1520 sollen derartige Best-Estimate-Methoden hauptsachlich fur ein
Kernschmelz-Szenario im Hochdruckpfad sowie, in einem geringeren Umfang, fur das
Szenario eines auslegungsiberschreitenden Erdbebens weiterentwickelt und ange-
wendet werden. Weitere Gefahrdungen fiir die Komponenten der DfU, wie beispiels-
weise schlagende Leitungen, Aufprall von Fremdkérpern oder Thermoschockbelastun-
gen, sind nicht Gegenstand des Vorhabens RS1520. Historische Beispiele fir Unfélle
mit Kernschmelzen unter hohem Druck waren die Ereignisse in Block 2 des KKW
Three-Mile-Island 1979 sowie Block 1 des KKW Fukushima Dai-ichi 2011. Die Blocke
des KKW Fukushima Dai-ichi waren zudem einer auslegungsiiberschreitenden Erdbe-
benbelastung ausgesetzt.

In einem Kernschmelzfall reicht die Warmeabfuhr durch den aus dem Restwasser im
RDB aufsteigenden Wasserdampf nach dem teilweisen Freilegen der Brennelemente
nicht mehr zur Kihlung der Brennelemente aus. Durch die Nachzerfallsleistung erhit-
zen sich die Brennelemente auf Temperaturen jenseits der Auslegungstemperatur. Ab
ca. 1300 K setzt zudem eine Oxidationsreaktion zwischen Wasser und Zirkonium, dem
Konstruktionsmaterial der Brennstabe, ein, welche mit einer bedeutenden zusatzlichen
Energiefreisetzung und Generierung von Wasserstoffgas verbunden ist. Die heil3e
Gasmischung aus Wasserdampf und Wasserstoff hélt im Falle einer nicht erfolgreich
durchgefuhrten Druckentlastung den Druck der Gasphase im Kuhlkreislauf hoch, so

dass es zum Ansprechen des Sicherheits- und Entlastungsventils mit dem niedrigsten



Ansprechdruck kommt. In einem zyklisch ablaufenden Prozess werden die heiRen Ga-
se daraufhin bei DWR Uber den Abblasebehélter ins Containment freigesetzt, bzw. bei
SWR in die Kondensationskammer abgegeben. Auf ihrem Weg geben sie einen Tell
der Warme an die fluidfiihrenden Komponenten ab, welche dadurch eine zunehmende
kombinierte Druck- und Temperaturbelastung erfahren. Zusétzlich wirken, wenn auch
in vergleichsweise geringerem Mal3e, Belastungen aus Gravitation sowie Sekundarlas-
ten aus den typischerweise auftretenden grof3en elastischen, plastischen, viskoplasti-
schen und thermischen Verformungen in Verbindung mit Einschrankungen der Bewe-
gung entlang der Freiheitsgrade auf die Komponenten entlang des Strémungspfades

durch den Kuhlkreislauf.

Die zuerst versagende Komponente sowie der genaue Ort, die Zeit und der Versa-
gensmodus haben groRRen Einfluss auf den weiteren Fortgang des Unfalls. So kann
z. B. durch das Versagen einer Rohrleitungskomponente auf3erhalb des RDB eine
Druckentlastung eingeleitet werden, noch bevor sich die RDB-Kalotte durch herabfal-
lende Schmelze signifikant erhitzt. Ein RDB-Versagen mit Schmelzeaustrag unter ho-
hem Druck (High Pressure Melt Ejection, HPME) und eine Verringerung der Standzeit
des Sicherheitsbehalters durch dort abgelagerte Schmelze (Direct Containment Hea-
ting, DCH) wirden so vermieden. In einem speziellen Szenario bei DWR kann ein Teil
des heil3en Gases auch durch die Dampferzeugerheizrohre zirkulieren, wodurch nach
deren Versagen eine Freisetzung zur Sekundéarseite des Dampferzeugers maoglich ist.
Das globale Versagen einer Komponente ist zudem mit einer immensen Energiefrei-
setzung verbunden, was zu Sekundarschaden fihren kann. Die Kenntnis des mog-
lichst realitatsnahen Versagensorts und -zeitpunkts sowie der Leck- bzw. Bruchflache
ist dartiber hinaus notwendig, um thermohydraulische Codes zu befahigen, in Unfall-
analysen auch den Zeitraum nach einem Komponentenversagen sowie die mdglichen

Auswirkungen auf das Containment korrekt abzubilden.

Erdbeben wirken tber die Kopplung zwischen Boden und Strukturen des Reaktorge-
baudes auch auf die darin befindlichen metallischen Komponenten der druckfihrenden
UmschlieBung. Durch die Kombination aus konstantem Innendruck und zyklischen
Erdbebenlasten kdnnen auslegungsiberschreitende Erdbeben zum Versagen, z. B.

durch lokale zyklische plastische Dehnungsakkumulation (Ratcheting), fiihren.

Fur die Anwendbarkeit der im Rahmen des Vorhabens weiterentwickelten Methoden
wird zunachst unterstellt, dass die Komponenten zum Zeitpunkt des Auftretens ausle-

gungsiberschreitender Lasten frei von Vorschadigungen, insbesondere in Form von



Makrorissen und alterungsbedingten Veranderungen in den Materialeigenschaften,
sind. Diese Annahme ist in Deutschland mit Blick auf die Fertigung der Komponenten
nach MaRRgabe der Basissicherheit, der kontinuierlichen Ermidungsiiberwachung und
dem Einsatz zerstorungsfreier Prifverfahren fur die Komponenten der DfU mit Aus-
nahme der Dampferzeugerheizrohre (DEH) gerechtfertigt. Schadigungen der DEH in
Form lokaler Wanddickenverminderung durch Korrosion oder Abrasion kdnnen im
Rahmen geometrischer Parameterstudien betrachtet werden. Schadigungen durch
Risse in Dampferzeugerheizrohren, wie sie z. B. durch Spannungsrisskorrosion auftre-
ten kénnen, sowie unfallauslésende und andere mit dem Unfall in Verbindung stehen-
de Schadigungen, etwa in Form rissartiger Lecks, bediirfen dagegen einer erweiterten

Betrachtung.

Der Fokus der vorliegenden Arbeiten liegt auf der Bewertung des Verhaltens von Rohr-
leitungskomponenten unter Unfallbedingungen gegentber ausreichend homogenen
und grof3flachig anliegenden Lasten, welche zu katastrophalem (globalen) Versagen
fihren kénnen. Ein unter speziellen Umstanden mogliches lokales Versagen, z. B.
durch raumlich stark begrenzte Lasten oder komplexe Komponentengeometrien, wel-
ches in einem Leck beschrankter Gréf3e resultiert, wird ebenso wie ein Versagen durch
unzulassig grofe Verformung (z. B. durch Knicken oder Beulen) nur am Rande be-
trachtet. Des Weiteren sei betont, dass die Weiterentwicklung der Analysemethoden
zum Verhalten des RDBs bei Unfallbelastungen nicht Bestandteil des Vorhabens
RS1520 ist. Die Berticksichtigung eines Teils der genannten Einschrankungen soll Ge-
genstand eines Folgevorhabens sein.






2 Zielsetzung und Arbeitsprogramm

2.1 Gesamtziel

Ubergeordnete Zielsetzung der Arbeiten ist die Weiterentwicklung und Erprobung
strukturmechanischer Analysemethoden zur Bestimmung der Integritat von metalli-
schen Komponenten (insbesondere Rohrleitungen, Reaktordruckbehalter und Dampf-
erzeugerheizrohre) sowie von Strukturen eines Reaktorgebaudes unter Berlcksichti-
gung der Boden-Bauwerk-Kopplung flr ausgewahlte auslegungsiberschreitende
Einwirkungen. Dabei stehen Untersuchungen zum Komponentenverhalten infolge von
Kernschmelz-Szenarien sowie von induzierten Erschitterungen bei auslegungstiber-
schreitenden Erdbebenbelastungen im Vordergrund. Als zentrales Simulationsverfah-
ren soll die Finite-Elemente(FE)-Methode eingesetzt werden. Insbesondere sollen Un-
sicherheiten bei der Quantifizierung von Sicherheitsmargen gegentiber Versagen durch
Leck bzw. Bruch berilicksichtigt werden, indem die Methodik zur Bestimmung der
Grenztragfahigkeit von metallischen Komponenten beziiglich verschiedener in der Lite-
ratur beschriebener Versagenskriterien erweitert wird. Im Rahmen von Parameterstu-
dien zur Abhangigkeit der Grenztragfahigkeit vom Versagenskriterium soll die Aussa-
gegenauigkeit deterministischer Integritatsbewertungen zur Quantifizierung von

Sicherheitsmargen bestimmt werden.

2.2 Einzelziele

In der Literatur werden fir die Bewertung mehrachsiger Spannungszustande hinsicht-
lich Versagen verschiedene Kriterien vorgeschlagen. Diese Ansétze sollen verglichen
werden und der Einfluss auf die Integritatsbewertung von Komponenten einschlief3lich
Bestimmung der Grenztragféhigkeit im Rahmen von Parameterstudien untersucht wer-
den. Dabei sollen Spannungsanalysen basierend auf der Finite-Elemente-Methode
(FEM) zur Simulation des Strukturverhaltens einzelner Komponenten und Systeme
(z. B. DWR-Kuhlkreislaufschleife) fir unterschiedliche Lastannahmen durchgefuhrt und
bewertet werden, um Sicherheitsmargen gegentber Versagen beispielhaft quantifizie-
ren zu kdnnen. In diesem Zusammenhang sollen auch Bewertungsansatze, die in der
KTA-Regel 3201.2 /KTA 13/ enthalten sind, herangezogen werden.

Im Rahmen von Anwendungsbeispielen sollen mit Best-Estimate-Ansétzen Integritét

und Grenztragfahigkeit von Rohrleitungen, Reaktordruckbehaltern und Dampferzeu-



gerheizrohren untersucht werden. Dies betrifft insbesondere Kernschmelz-Szenarien
mit resultierenden hohen Strukturtemperaturen und Druckbelastungen. Dazu sollen
strukturmechanische Analysemodelle zur Bestimmung des Ortes, an dem z. B. eine
Reaktorkihlkreislaufschleife fir ausgewahlte Kernschmelz-Szenarien zuerst versagt,
weiterentwickelt werden. Aufbauend auf dem im Rahmen des Vorhabens RS1039
/IGRE 99/ entwickelten dreidimensionalen Modells einer Kiihlkreislaufschleife eines
DWR vom Typ Konvoi sollen Untersuchungen unter Berlcksichtigung nichtlinearer
temperaturabhangiger Werkstoffeigenschaften zur Simulation von Plastifizierung und
Kriechen durchgeflihrt werden. Dabei soll auch ein Analysemodell zur Abschéatzung der
Tragfahigkeit von Dampferzeugerheizrohren mit bzw. ohne Vorschadigung entwickelt

und erprobt werden.

In diesem Zusammenhang sollen auch fur Kernschmelz-Szenarien, die sich aus den
Unfallablaufen in Fukushima ableiten lassen, das Komponentenverhalten untersucht
werden. Die daflr notwendigen Daten fir Geometrie und Lastannahmen sollen aus
Unterlagen sowie frei verfliigbaren Ergebnissen, die im CSNI-Projekt BSAF (Bench-
mark Study of the Accident at Fukushima Daiichi NPP) vorliegen, abgeleitet werden.
Weiterhin sind in der WGIAGE internationale Aktivitaten zur Thematik ,Verhalten von
Komponenten und Strukturen bei Belastungen infolge schwerer Storfélle* geplant (Pro-
jektvorschlag COSSAL — Components and Structures under Severe Accident Loading).
Beziglich der Lastannahmen ist eine Zusammenarbeit mit der Arbeitsgruppe WGAMA
vorgesehen.

Mit der Entwicklung des Programms ASTOR (Approximated Structural Time of
Rupture) fur Rohrleitungen und den Boden eines Reaktordruckbehélters wurde begon-
nen, ein vereinfachtes Verfahren zur Abschatzung der Standzeiten unter Lastfallen mit
rotationssymmetrischer, teilweise auch asymmetrischer Temperaturverteilung zu ent-
wickeln /EIS 93/, /SCH 99/, /GRS 11/, /GRS 12/. Dabei wurde fur die betrachteten
Komponenten jeweils eine Versagenszeitflache auf der Basis einer Vielzahl von FE-
Berechnungen unter Zugrundelegung einer linearen Schadensakkumulationsregel be-
stimmt. Die Methodik ist nur dann flexibel, wenn eine Vielzahl von Versagenszeitfla-
chen erzeugt wird. Weiterhin ware die Berlicksichtigung neuer Erkenntnisse zu den
Versagenskriterien mit Aufwand beziiglich Uberarbeitung der Versagensflachen ver-
bunden. Daher soll die Weiterentwicklung der Analysemethodik basierend auf dem
Programm ASTOR auf die Ankopplung und Erprobung eines fur die Fragestellung ge-
eigneten, frei verfugbaren (open source) und schnell laufenden FE-

Rechenprogrammes konzentriert werden. Damit wird eine verbesserte lokale Span-



nungs- bzw. Dehnungsberechnung und -bewertung fiir die zu betrachtenden Kompo-
nenten ermoglicht. Weiterhin ist diese vorgeschlagene Analysemethodik flexibel beziig-
lich Material, Geometrie und Belastungen und kann auch dem von der GRS entwickel-
ten Systemcode ATHLET (Analyse der Thermohydraulik von Lecks und Transienten)
IATH 12/ als ein verbessertes Modul zur Bericksichtigung des Versagens von Rohrlei-
tungen bzw. des Reaktordruckbehdlters zur Kopplung bereitgestellt werden. Durch die
geplante Verwendung eines Open-Source-FE-Programms wird die Code-Weitergabe
an Institutionen im In- und Ausland nicht eingeschrankt. Im Gegensatz dazu wiirde die

Kopplung mit einem kommerziellen FE-Programm eine Weitergabe erschweren.

Als Folge der auslegungsiberschreitenden Erdbebenbelastungen in Fukushima Dai-
ichi wurden im GRS-Vorhaben RS1197 ,Weiterentwicklung und Erprobung von Analy-
semethoden zur Bestimmung des strukturdynamischen Verhaltens von Containment-
strukturen“ erste Analysen zum Bauwerks- und Komponentenverhalten eines DWR-
Reaktorgebaudes vom Typ Konvoi bei erhéhten Erdbebenlasten durchgefihrt. Die Ar-
beiten sollen auf einer breiteren Basis weitergeflihrt werden, insbesondere soll nichtli-
neares Materialverhalten im Bauwerkbereich (Beton, Bewehrung) simuliert und geeig-

nete Modelle zur Boden-Bauwerk-Kopplung erprobt werden.

Im Rahmen der CSNI-Arbeitsgruppe WGIAGE ist eine internationale Aktivitdt zum
Thema "Metallic Component Margins under High Seismic Loads (MECOS)" angelau-
fen. Dabei sollen die Sicherheitsmargen in seismischen Analysen von Komponenten
bei hohen seismischen Lasten quantifiziert werden. Auswirkungen der Alterung wie ge-
ringere Materialfestigkeiten sollen, insbesondere in Hinblick auf den Leck-vor-Bruch-
Nachweis, bewertet werden. Aus den getétigten Untersuchungen sollen Vorschlage fir
eine genauere seismische Analyse bei hohen seismischen Lasten erarbeitet werden.
Weiterhin sollen im Rahmen eines Benchmarks Untersuchungen an einer Komponen-
te, wie beispielsweise einer Rohrleitung im Reaktorgebaude, bei auslegungsiber-
schreitenden Erdbebenlasten durchgefiihrt werden. Diese sollen in Form von Eta-
genantwortspektren spezifiziert werden. Die GRS wird im Rahmen der geplanten
Arbeiten an der internationalen Aktivitat MECOS teilnehmen.

Die Arbeiten stehen im Einklang mit den Forschungszielen des Kompetenzverbundes
Kerntechnik, dessen Mitglieder die Ziele zukiinftiger Forschung zur nuklearen Sicher-
heit unter den geanderten energiepolitischen Rahmenbedingungen in dem Strategie-
papier /KOM 12/ ausgefihrt haben. Im Abschnitt ,,Strukturmechanische Analysemetho-

den zur Integritéatsbewertung von Gebaudestrukturen und Komponenten* werden auch



Betrachtungen zu auslegungstiberschreitenden Ereignissen im Hinblick auf die Quanti-
fizierung von Sicherheitsabstédnden und die Bestimmung der Grenztragfahigkeit ange-
sprochen. Dieser Aspekt wird in dem geplanten Vorhaben aufgegriffen und im Rahmen
von generischen Analysen untersucht. Die Ergebnisse dieser Untersuchungen kénnen
fur die Absicherung des Betriebs deutscher Kernkraftwerke verwendet werden sowie

zur Beurteilung der Sicherheitsstandards nuklearer Anlagen im Ausland beitragen.

2.3 Arbeitsprogramm

Zur Erreichung der Zielsetzung wurden zu den folgenden Arbeitspaketen (AP) Arbeiten

durchgefuhrt und entsprechende Ergebnisse erzielt:

AP 1. Auswahl und Erprobung geeigneter Versagenskriterien zur Integritatsbe-

wertung metallischer Komponenten

Bei der Bestimmung der Grenztragfahigkeit einer Komponente sind die Festlegungen
bezlglich des Versagenskriteriums von entscheidender Bedeutung. Verschiedene in
der Literatur beschriebene Versagenskriterien fiir mehrachsige Spannungszustande
werden im Vergleich zu dem in KTA 3201.2 /KTA 13/ beschriebenen Nachweisverfah-
ren gegenubergestellt und verglichen. Die Validierung der Kriterien an glatten und ge-
kerbten Zugproben mit unterschiedlichem Kerbradius wird nachvollzogen und flir aus-
gewahlte Falle durch eigene Berechnungen gestiitzt. Dazu werden unter anderem die
folgenden Literaturstellen ausgewertet: /SCH 70/, /HAN 81/, /JUF 84/, /JOH 85/,
ISCH 96/, /ALV 97/, IBON 97/, IMAR 97/, /SCH 98/, /BOR 03/, /OHC 07/, /SPA 09/,
/IGAO 09/, IMPA 09/.

AP 2: Parameterstudie zum Einfluss der Versagenskriterien auf die Grenztrag-
fahigkeit von metallischen Rohrleitungen, Behdaltern und Dampferzeugerheiz-
rohren (DWR)

Strukturmechanische Untersuchungen zum Versagen von Rohrleitungsbereichen im
Vergleich zum Reaktordruckbehélter bei Kernschmelz-Szenarien werden generisch fir
eine Kihlkreislaufschleife eines DWR vom Typ Konvoi durchgefiihrt. Dabei werden mit
Best-Estimate-Verfahren jeweils der Versagensort und die Versagenstemperatur unter
Berticksichtigung nichtlinearer Werkstoffeigenschaften zu Plastifizierung und Kriechen

bestimmt.



In diesem Zusammenhang wird das verfligbare, bereits erprobte komplexe dreidimen-
sionale Modell einer DWR-Kuhlkreislaufschleife um die Dampferzeugerheizrohre erwei-
tert. Gleichzeitig wird das Gesamtmodell so strukturiert, dass auch Analysen von Mo-
dellausschnitten bei Beibehaltung der korrekten Randbedingungen mdglich sind. Im
Arbeitsgebiet der strukturmechanischen Simulation spricht man in diesem Zusammen-
hang von ,Submodeling®. Dabei wird zun&chst eine Simulation mit einem grob diskreti-
sierten globalen Modell durchgefiihrt. Der interessierende Ausschnitt wird aus dem
Globalmodell herausgeschnitten und feiner vernetzt. Die Werte der an den Schnittfla-
chen herrschenden Spannungen und Verschiebungen werden dem Globalmodell ent-
nommen und als Randbedingung auf das Ausschnittmodell (bertragen. Mit dieser
Technik werden verschiedene mdgliche Versagensorte, wie beispielsweise ein Dampf-
erzeugerheizrohr, detaillierter untersucht. Als Lastannahmen in Form von transienten
Druck- und Temperaturverlaufen fir verschiedene Stellen der DWR-
Kuhlkreislaufschleife werden Ergebnisse thermohydraulischer Analysen, die GRS im

Rahmen anderer Vorhaben durchgefiihrt hat (siehe z. B. /IGRE 99/), verwendet.

AP 3: Untersuchung des Komponentenverhaltens im Hinblick auf Fukushima-
Szenarien (SWR)

In Anlehnung an die Unfallablaufe in Fukushima Dai-ichi wird ein strukturmechanisches
Analysemodell ausgewahlter Komponenten eines SWR entwickelt. Dabei liegt der Fo-
kus der Komponentenmodellierung auf dem Reaktordruckbehalter, der Frischdampflei-

tung sowie den Verbindungsleitungen zur Kondensationskammer.

Das Analysemodell wird auf der Basis von frei verfligbaren Lastannahmen, Geometrie-
und Materialdaten aus dem CSNI-Projekt BSAF (siehe Abschnitt 2.2) entwickelt. Im
Rahmen von FE-Analysen werden Aussagen zum Komponentenverhalten, insbeson-

dere zu hochbeanspruchten Bereichen sowie mdglichen Versagensorten abgeleitet.

AP 4: Weiterentwicklung des Programms ASTOR

Als Weiterentwicklung des Programms ASTOR ist die Ankopplung eines fir die Be-
stimmung des Komponentenverhaltens bei hohen Temperaturen und Driicken geeig-
neten, frei verfligbaren (open source) und schnell laufenden FE-Rechenprogramms
vorgesehen. Damit wird eine verbesserte lokale Spannungs- bzw. Dehnungsberech-
nung und -bewertung fur die zu betrachtenden Komponenten von DWR- und SWR-
Anlagen ermoglicht. Zunachst wird eine Auswahl von Programmen mit Hilfe ausge-



wahlter Probleme hinsichtlich Rechengeschwindigkeit und Kopplungsmoglichkeiten
gegeniubergestellt. Fir das am besten geeignete Programm wird daraufhin eine Kopp-
lungsschnittstelle entwickelt, mit der Daten zwischen ASTOR und ATHLET ausge-
tauscht werden kénnen. Weiterhin wird das Programmpaket an ausgewahlten Frage-

stellungen erprobt.

AP 5: Weiterentwicklung der Analysemethodik zur Bestimmung des Verhaltens
eines Reaktorgebaudes unter auslegungsitberschreitender Erdbebenbelastung
und der Auswirkungen induzierter Erschitterungen auf eine Kiihlkreislaufschlei-
fe (DWR)

Die im Rahmen des Vorhabens RS1197 vorbereitete strukturmechanische Analyseme-
thodik zur Bestimmung des Verhaltens eines Reaktorgebdudes eines DWR vom Typ
Konvoi unter auslegungstiberschreitender Erdbebenbelastung einschliel3lich der Aus-
wirkungen infolge induzierter Erschitterungen auf das Verhalten einer Kihlkreislauf-

schleife wird weiterentwickelt.

Die vorhandene Analysemodellkette, die aus einem Teilmodell fir das Reaktorgebaude
einschlie3lich Einbauten, einem Teilmodell fir den Bodenbereich und einem Teilmodell
fur die Kreislaufschleife besteht, wird hinsichtlich der Bestimmung kritischer Beanspru-

chungszustande aufbereitet und fiir nichtlineare Berechnungen weiterentwickelt.

AP 6: Internationale Aktivitaten

In Ergéanzung der genannten Arbeiten ist eine Teilnahme der GRS an mehreren inter-
nationalen Aktivitdten vorgesehen, insbesondere an den im Rahmen der CSNI
WGIAGE durch die Ereignisse in Fukushima angestof3enen Aktivitdten. In diesem Zu-
sammenhang ist die Aktivitat MECOS (siehe Abschnitt 2.2) von gro3em Interesse. Die
Aktivitaten im Rahmen des laufenden CSNI-Projekts BSAF (siehe Abschnitt 2.2) wer-
den bezilglich des Nutzens fir das Vorhaben verfolgt. Weiterhin werden internationale
Aktivitaten zur Thematik ,Verhalten von Komponenten und Strukturen bei Belastungen

infolge schwerer Storfalle” in das Vorhaben einflieBen.
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3 Stand der Wissenschaft und Technik und bisherige
Arbeiten der GRS

Fur die Bewertung der Integritat von Druckbehéltern, Rohrleitungen, Sicherheitsbehal-
tern und anderen passiven Strukturen kerntechnischer Anlagen bei Auslegungsstorfal-
len stehen in Deutschland deterministische Berechnungsverfahren im Vordergrund. In-
tegritatsbewertungen bzw. Sicherheitsnachweise flr passive Komponenten in
deutschen Kernkraftwerken zeigen in der Regel hohe Sicherheitsreserven. Dabei wer-
den den Beanspruchungen in der Komponentenstruktur, die fur spezifizierte Belas-
tungsszenarien berechnet wurden, Spannungs- bzw. Dehnkriterien mit maximal zulés-
sigen Werten gegenlbergestellt. Eine Quantifizierung von Sicherheitsmargen
gegeniuber Versagen der Komponente durch Leck oder Bruch ist damit nicht mdglich.
Art und Weise des Nachweisverfahrens sowie die anzuwendenden Sicherheitsbeiwerte
sind fur Komponenten in deutschen Kernkraftwerken in Regeln des Kerntechnischen
Ausschusses (KTA), insbesondere der Regel KTA 3201.2 /KTA 13/ fir Komponenten
des Primérkreises und KTA 3401.2 /KTA 16/ fur den Sicherheitsbehalter aus Stahl
festgelegt.

Im Rahmen der probabilistischen Sicherheitsanalyse PSA Stufe 2 werden fiur kern-
technische Anlagen die Auswirkungen von Unfallszenarien mit Kernschmelzen unter-
sucht. Wahrend des Kernschmelzens kénnen sehr heiRe Gase den Reaktordruckbe-
halter (RDB) und die angeschlossenen Rohrleitungen durchstrémen. Dadurch kénnen
die Temperaturen in den Rohrleitungen weit Uber die Auslegungstemperatur ansteigen.
Wenn dann ein Versagen von Rohrleitungen (insbesondere in einem Hochdruckfall)
eintritt, wird ein spateres Hochdruckversagen des RDB vermieden und dadurch auch
gof. ein katastrophales Versagen des Sicherheitsbehdlters. Andererseits fihrt dies
auch zu einer kurzzeitigen hohen Belastung des Sicherheitsbehdlters durch Anstieg
von Druck und Temperatur. Weiterhin ist es mdglich, dass in einem Hochdruckfall auch
Dampferzeugerheizrohre vor einer Rohrleitung des Reaktorkihlkreislaufes versagen
und sich Szenarien unter Umgehung (Bypass) des Sicherheitsbehdlters mit einem ent-
sprechenden Potenzial zur direkten Radionuklidfreisetzung in die Umgebung ergeben.
Fir die Unfallablaufanalyse ist es folglich wichtig, mit moglichst hoher Genauigkeit zu
bestimmen, wann und an welcher Stelle des Reaktorkihlkreislaufes zuerst mit einem
Versagen in Form eines Lecks oder eines Bruchs zu rechnen ist. Weiterhin ist im Fall

eines Lecks die Abschatzung der Leckgrof3e von Bedeutung.
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Bisherige Analysen fur deutsche Anlagen im Rahmen von PSA Studien gehen von ei-
nem Versagen einer heiRen Leitung aus, wobei die Bewertungsmethoden teilweise mit
grolRen Unsicherheiten verbunden sind. Es wird jedoch auch in Betracht gezogen, dass
Dampferzeugerheizrohre oder die Druckhalter-Leitung versagen kénnen. Die bisher zu
der Fragestellung durchgefiihrten Analysen basieren in der Regel auf einfachen Ab-

schatzungen.

Exemplarisch wurde eine FE-Berechnung zum Versagenszeitpunkt der Hauptkihlmit-
telleitung und der Volumenausgleichsleitung im Vergleich zum Reaktordruckbehalter
eines DWR vom Typ Konvoi bei einem ausgewéahlten mit einem Thermohydraulikpro-
gramm berechneten Hochdruck-Kernschmelz-Szenario durchgefiihrt /ARN 12b/. In
diesem Fall ergab sich, dass die HauptkihImittelleitung ca. 17 min vor der Druckhalter-
Verbindungsleitung versagt und danach erst die Temperatur in der Druckbehalterwand
nennenswert ansteigt. Weiterhin ergab sich, dass der Versagenszeitpunkt und der Ver-
sagensort in der heil3seitigen Hauptkihimittelleitung wesentlich von Annahmen bezlg-
lich einer mdglichen Ausdehnungsbehinderung zum Beispiel infolge einer Blockierung
der Dampferzeuger-Auslenkung abhangen. Bei den bisher durchgefiihrten Analysen
wurden jedoch die fUr eine realistische Einschétzung der Versagenszeiten wesentli-

chen Kriecheigenschaften nicht berticksichtigt.

International wurde die angesprochene Thematik, welche Komponente eines Kuihl-
kreislaufs bei Unfallszenarien zuerst versagt, Uberwiegend mit vereinfachten Verfahren
behandelt, die in dem fur Analysen zu Unfallszenarien oft verwendeten thermohydrau-
lischen Rechenprogramm MELCOR enthalten sind (siehe /MEL 00/ und /CAD 94/).
Gemal der von GRS im Rahmen des Vorhabens RS1185 durchgefiihrten Untersu-
chungen enthalten die mit vereinfachten Verfahren erzielten Ergebnisse teilweise gro-
3e Unsicherheiten (siehe /ARN 12a/).

Zur Grenztragfahigkeit geschadigter Dampferzeugerheizrohre wurden vereinfachte me-
thodische Ansatze basierend auf experimentellen und theoretischen Untersuchungen
erarbeitet, die fir Abschatzungen bei betrieblichen und Storfalllasten herangezogen
werden konnen /AZO 85/. Das Verhalten von Dampferzeugerheizrohren bei Kern-

schmelz-Szenarien wurde dabei nicht untersucht.

Fur deutsche SWR-Anlagen wurden im Rahmen der Erprobung von Methoden zur pro-
babilistischen Sicherheitsanalyse der Stufe 2 Untersuchungen zum Verhalten der An-
lagen bei schweren Storfallen durchgefuhrt (siehe /AZO 98/, /FRE 06/). Dabei wurden
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mit vereinfachten Methoden auch Untersuchungen zum Verhalten des RDB-Bodens,

angrenzender Rohrleitungen sowie des Sicherheitsbehélters durchgefihrt.

Zur Bestimmung der Folgen postulierter auslegungsiberschreitender Erdbebenbelas-
tungen wurden im GRS-Vorhaben RS1197 in Anlehnung an die Ereignisse in
Fukushima erste Analysen des Bauwerks- und Komponentenverhaltens eines deut-
schen Reaktorgebaudes bei erhdhten Erdbebenbelastungen durchgefuhrt /SIE 14/
(Kapitel 7).

Im Rahmen des Vorhabens RS1198 wurde die Frage nach der Integritdt des Brenn-
elementlagerbeckens bei einem Unfallszenario untersucht /STE 14/ (Kapitel 3.2). Da-
bei wurde eine vereinfachte Analysemethodik basierend auf den schon in der Risiko-

studie Phase B /GRS 90/ verwendeten Versagenskriterien eingesetzt.
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4 Versagenskriterien zur Integritatsbewertung metallischer
Komponenten unter auslegungstiberschreitenden
Belastungen

Im Allgemeinen versteht man unter dem Versagen technischer Systeme das Verlassen
der vorher spezifizierten Funktionseigenschaften und -parameter. Im hier betrachteten
Fall ist damit insbesondere der Verlust der strukturellen Integritdt gemeint, welche den
Austritt von Fluid und Radioaktivitdt ermdéglicht. Versagenskriterien dienen der Bewer-
tung der strukturellen Integritat abhangig von Parametern, wie der Belastung oder der
Geometrie. Je nach Formulierung lassen Sie eine direkte Aussage zu, beispielsweise
zur Reststandzeit einer Komponente bei gleichbleibender Belastung, oder kénnen zur
Bewertung eines zuvor errechneten Materialzustands, beispielsweise in Form des
Dehnungstensors, herangezogen werden. Bei transienten Vorgéngen ist oft ein zusatz-
licher Modellierungsaufwand notwendig, um dem Einfluss der veréanderlichen Belas-

tungshistorie gerecht zu werden.

Die vorliegende Betrachtung basiert auf einer klassischen, rein kontinuumsmechani-
schen Beschreibung, die fir die meisten Anwendungen im Bereich der Integritatsbe-
wertung bei auslegungsiiberschreitenden Belastungen eine ausreichende Genauigkeit

besitzt. Schadigungsmechanische Materialmodelle werden zunachst ausgeklammert.

4.1 Einteilung der Versagensmodi

Im Wesentlichen lassen sich die Einflussgréf3en, welche den Versagensmodus und
das Versagensverhalten metallischer Komponenten bestimmen, vier ibergeordneten

Themen zuordnen:
e der mechanischen Belastung
e der thermischen Belastung
e der Geometrie der Komponente

e den Materialeigenschaften des Werkstoffs

Die mechanische Belastung spiegelt sich in den angreifenden Kraften, Momenten und
inneren Verspannungen wieder. Neben Vorzeichen und Niveau spielen Zeit-, Ortsab-
hangigkeit sowie die Spannungsmehrachsigkeit der Belastung, d. h. die Aufteilung auf

die Raumdimensionen, eine wesentliche Rolle. Relevant ist ferner das Entlastungsver-
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halten, d. h. die Art, mit der sich die Belastung bei Verformung des Bauteils &ndert.
Wahrend Priméarlasten, wie beispielsweise die Gravitation, sich nicht oder kaum an-
dern, relaxieren Sekundarlasten, wie beispielsweise thermomechanische Verspannun-
gen, mit zunehmender Verformung. Die damit korrespondierenden Versuche an Klein-
proben waren entsprechend last- bzw. wegkontrolliert. Daneben sind auch
Belastungen maoglich, die durch eine positive Riickkopplung progressiv wirken. Der
thermischen Belastung lassen sich wegen ihrer skalaren Natur nur die Eigenschaften
Niveau und Ortsabhéangigkeit zuordnen. Neben Komponentenform und Komponenten-
groRe beeinflussen Randbedingungen in Form von Lagerungen und Ausdehnungsbe-
grenzungen das Versagensverhalten. Sie bestimmen insbesondere, wie den angrei-
fenden Kraften und Momenten innere Spannungen entgegenstehen. Die
Materialeigenschaften des Werkstoffs lassen sich grob in Verformungseigenschaften
unter Spannung sowie in Eigenschaften zur Beschreibung der inneren Festigkeit des
Materials unterteilen. Die hierbei jeweils relevanten Eigenschaften sind oft spezifisch

fur die einzelnen Versagensmodi.

Aufgrund der Vielzahl der Einflussfaktoren und Randbedingungen kann eine Einteilung
immer nur anhand ausgewahlter Dimensionen vorgenommen werden. Angelehnt an
IKAS 15/ zeigt Abb. 4.1 eine Einteilung der Versagensmodi von metallischen Kompo-
nenten in Leichtwasserreaktoren unter auslegungsiiberschreitenden Belastungen in

globales Versagen, lokales Versagen und unzuléssig grof3e Verformungen.
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Globales Lokales Unzuldssig grofRe

Versagen Versagen Verformungen
—I Spaltbruch I || Lowcyclefatigue, —I Knicken I
Ratcheting

—I Gleitbruch I —I Beulen I

Gleit-/Kriechbruch

—I Kriechbruch I it okajer Lot —I Kollaps I

Verlust von Kraft-
—I Plast. Instabilitat I 1 oder Formschluss Unzuléssige
ed \/erformung ohne
Nichtlinearitat

Abb. 4.1 Einteilung der Versagensmodi fir auslegungstiberschreitende Belastungen
angelehnt an /KAS 15/

Globales Versagen zeichnet sich dabei durch eine Zerstérung der Komponente mit
vollstdndigem Verlust ihrer Integritét, beispielsweise in Form eines Abrisses bzw. eines
sich rasch uiber die gesamte Komponente ausbreitenden Risses, aus. Diesem Uberbe-
griff wird ein Versagen durch Spalt-, Gleit-, Kriechbruch oder plastische Instabilitat auf-
grund ausreichend grof3flachig und homogen wirkender Lasten zugeordnet. Lokales
Versagen resultiert dagegen in einem Leck beschrankter GroRe. Ursache kdnnen hier
Low Cycle Fatigue bzw. Ratcheting, stark fokussierte Belastungen sowie der Verlust
von Kraft- oder Formschluss, beispielsweise an der Dichtung eines Verbindungs-
flanschs, sein. Zu unzulassig grofRen Verformungen zahlen hauptsachlich die durch
nichtlineare Beziehungen zwischen Geometrie und Belastung hervorgerufenen Pha-
nomene Knicken, Beulen und Kollaps. Dartiber hinaus kann die Funktion einer Kom-
ponente auch ohne ein scharfes Versagen oder Auftreten nichtlinearer Wechselwir-
kungen, allein durch unzulassige Verformungen Uber einen akzeptablen Bereich
hinaus, verloren gehen. Kommen mehrere Versagensmodi in Betracht, ist es wichtig,

die gegenseitige Beeinflussung ausreichend zu bertcksichtigen (vgl. /MPA 99/).

Alternativ kénnen die erwahnten Versagensmodi auch spezifischen Stér- und Un-

fallszenarien zugeordnet werden (Tab. 4.1).
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Tab. 4.1  Zuordnung der Versagensmodi zu ausgewahlten Stoér- und Unfallszenarien
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Kernschmelze Xt | X X X X X X X X | x| X
Erdbeben X Xt | X X X X X X X
Aufprall Xt X X X X X X X
Thermoschock X X X X

! Versagensmodus untypisch, aber grundséatzlich méglich

Im Folgenden soll nédher auf einzelne Versagensmodi eingegangen werden. Der Fokus
liegt dabei auf den Versagensmodi, die globalem Versagen zugeordnet werden. Loka-
les Versagen und unzuldssig gro3e Verformungen werden in Kapitel 4.6 und 4.7 in

verkilrzter Form angesprochen.

4.2 Spaltbruch

Spaltbruch stellt auf atomarer Ebene das Lésen der Bindungen zwischen den Atomla-
gen durch Uberschreiten der Spaltbruchspannung dar und fiihrt makroskopisch zu ei-
nem verformungsarmen Bruch. Das Versagen kann trans- und interkristallin erfolgen.
In der Literatur wird mit Hinblick auf die geringe Verformung auch der Begriff Sprod-
bruch gebraucht /LAN 83/. Die Neigung zu Spaltbruch ist stark materialabhangig. Mate-
rialien mit einer geringen Duktilitdt neigen zum Spaltbruch, aber auch duktile Materia-
lien konnen unter bestimmten Bedingungen sprode versagen. Wesentliche
EinflussgrofRen sind die Temperatur, die Verformungsgeschwindigkeit und die Span-
nungsmehrachsigkeit. Der Einfluss letzterer ist nicht mit dem Einfluss auf das Poren-
wachstum beim Gleitbruch (vgl. Kapitel 4.3) zu verwechseln. Durch Schadigungsme-
chanismen in Folge von Neutronenbestrahlung kann das Material anfalliger fir
Spaltbruch werden. Im Ubergangsbereich zum Gleitbruch kann es zu Mischbriichen
kommen, dabei verformt sich das Material zundchst duktil, bevor der Restquerschnitt

durch Spaltbruch versagt.
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Im Bereich auslegungsiiberschreitender Unfallbelastungen bei Kernschmelz-Szenarien
ist dieser Versagensmodus aufgrund der hohen Duktilitat des Materials und der hohen
Temperaturen von untergeordneter Bedeutung. In einigen Materialien sind jedoch im
Hochtemperaturbereich Intervalle mit stark verminderter Duktilitat, z. B. aufgrund von

Ausscheidungen im Geflige, moglich.

Da Spaltbruch nur von geringen plastischen Verformungen begleitet wird, werden in
der Regel Vergleichsspannungshypothesen als Kriterium fir Versagen herangezogen.

Dabei hat sich die Hypothese nach Tresca bewahrt.

max(|oy — 03|, |0y — 03], |0y — 03]) > Rppy (4.1)

01,3 Hauptspannungen

Rm Zugfestigkeit

4.3 Gleitbruch

Gleitbruch wird durch Belastungen oberhalb der FlieRgrenze verursacht. Diese gehen
mit zeitunabhéngigen plastischen Deformationen sowie mit Schadigungen in Form von
Kornverformungen, Porenbildung an Fremdpartikeln in der Matrix, Porenwachstum und
dem Zusammenwachsen der Poren innerhalb der Kérner (transkristallin) zu Rissen
einher, welche das finale Versagen durch Verlust der inneren Kohasion einleiten. Die
genaue Phanomenologie des Versagens wird in /SCH 96/ beschrieben. Bei geschadig-
ten Korngrenzen (z. B. durch Ausscheidungen oder Korrosion) ist auch ein interkristal-
liner Bruch moglich. Der in der Literatur ebenfalls verwendete Begriff Zahbruch bezieht

sich auf den hohen Grad plastischer Verformbarkeit.

Gleitbruch tritt insbesondere bei mafligen Temperaturen auf. Unter lastkontrollierten
Belastungssituationen bzw. Primarlasten geht Gleitbruch bei ausreichend duktilen Ma-
terialien oft ein Versagen durch plastische Instabilitdt/Einschniirung infolge makrosko-

pischer Verformung (vgl. Kapitel 4.4) voraus.

Da die fur Gleitbruch ursachliche Porenbildung stark mit der Dehnung skaliert, haben
sich dehnungsbasierte Versagenskriterien fir die Bewertung der Integritat etabliert
IAZO 95/. Weitere Einflisse werden bei der Bildung der Versagensdehnung, welche
zur Bewertung der Integritat mit dem jeweiligen berechneten Dehnungszustand vergli-

chen wird, bertcksichtigt. Zu beachten ist dabei insbesondere, dass die hier verwende-
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te lokale Versagensdehnung €. = dx/dl nicht mit makroskopischen GrofRen, wie der
Bruchdehnung A = AL/Ly, verwechselt wird. Um eine skalare Vergleichbarkeit zu er-
madglichen, wird der lokale Dehnungstensor mit Hilfe einer Vergleichsdehnungshypo-
these reduziert. In der Literatur wird dazu Uberwiegend die Vergleichsdehnung nach

von-Mises verwendet /SCH 96/.

€ = g\/(sl —&)% + (e, — &3)% + (&1 — &3)% > g5 (..) (4.2)

€e Vergleichsdehnung nach von-Mises
€123 Dehnungen in den Hauptachsenrichtungen

€of Versagensdehnung

Die Mehrachsigkeit des Spannungstensors stellt neben der Temperatur den Hauptein-
fluss auf die Versagensdehnung dar /MCC 68/, /GAR 87/, /OHC 07/ . Dieser Einfluss
basiert im Wesentlichen auf dem beschleunigten Porenwachstum unter mehrachsiger
Belastung. So werden Poren bei einachsiger Belastung tberwiegend in eine Richtung
elliptisch verformt, wahrend unter mehrachsiger Belastung ein Wachstum in alle Rich-
tungen stattfindet, was das Volumen der Poren rasch vergré3ert /WAL 02/. Zur korrek-
ten Bertcksichtigung der Zeitabhangigkeit der Spannungsmehrachsigkeit ist dartber
hinaus die Nutzung der Integraldarstellung notwendig. Bei ausreichend konstanter
Spannungsmehrachsigkeit kann darauf jedoch verzichtet und der gegenwértige Wert

reprasentativ angenommen werden /ALV 97/, IMAR 97/.

Ein vergleichbarer Effekt ist auch fir das Wachstum von Kriechporen zu beobachten
(vgl. Kapitel 4.4). Nicht zu verwechseln ist der Einfluss der Spannungsmehrachsigkeit
mit der erhéhten Neigung einiger Materialien zum Spaltbruch unter mehraxialer Belas-

tung (vgl. Kapitel 4.2).

Die Mehrachsigkeit des Spannungstensors n wird in der Regel mit dem Verhaltnis des
arithmetischen Mittels der Normalspannungen o, zur Vergleichsspannung nach von-

Mises o, ausgedruickt.

n_a_m_\/_i o, + 0, + 03 (4.3)
de 3 \(0y —02)? + (0, — 03)% + (0y — 03)? '
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Gelegentlich findet auch der alternative Spannungsmehrachsigkeitsfaktor g nach

Clausmeyer /CLA 68/ Anwendung.

_ 1 o, (4.4)
1= Bom '

Die Temperatur hat im Bereich zwischen Raumtemperatur und ca. 400 °C in der Regel
nur einen geringen Einfluss. Oberhalb von etwa 400 °C nimmt der Einfluss zu /KRI 04/,
insbesondere konnen sprunghafte Anderungen durch Phasenumwandlungen auftreten
IMPA 99/.

Fir die Verformungsgeschwindigkeit konnte unterhalb von 102 1/s fiir die meisten
Stahle kein wesentlicher Einfluss nachgewiesen werden. Fir grol3ere Verformungsge-
schwindigkeiten zeigt sich, je nach Untersuchung, ein geringfligiger bis mafiger Ein-
fluss /ALV 97/, IKRI 04/, /BOR 03/, /JOH 85/.

Der Einfluss der Bauteilgro3e wird in der Literatur unterschiedlich bewertet. /SIM 11/
fand bei austenitischen und ferritischen Stdhlen des Primérkreislaufs einen geringen
GroRReneinfluss in Form kleinerer Versagensdehnungen bei grol3eren Bauteilen.
/KRI 03/ zeigte, dass fur Komponenten aus dem Druckbehélterwerkstoff 22NiMoCr37
ein durchaus signifikanter Zusammenhang besteht. Zur Erklarung des GrdRReneinflus-
ses werden verschiedene Ursachen vermutet. So skaliert insbesondere das Verfor-
mungsverhalten nicht linear mit der GroRRe. Bei grof3en Bauteilen kann am Initiierungs-
ort kurz vor dem Bruch eine wesentlich groRere Spannungsmehrachsigkeit auftreten
/SIM 11/. Fur grof3e Bauteile ist weiterhin mit zunehmender Materialtiefe ein starker Ab-
fall der Abschreckgeschwindigkeit verbunden, was zu einer inhomogenen Verteilung
der Mikrostruktur und damit der Festigkeit und Zahigkeit fuhrt (vgl. /AZO 95/). Eine wei-
tere mogliche Ursache ist der Umstand, dass bei groReren Bauteilen eine starkere
Streubreite von lokalen Bereichen mit vom Mittel abweichenden Versagensdehnungen

vorliegt, an deren Minimum der Bruch jeweils auftritt.

Eine Streuung der Versagensdehnung innerhalb von hinsichtlich der Randbedingungen
identischen Versuchen mit Material der gleichen Schmelze wurde in /KRI 04/ fir den
ferritischen Druckbehalterwerkstoff 22NiMoCr37 untersucht. Dabei wurden Abwei-
chungen von + 35 % festgestellt (Abb. 4.2).
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Abb. 4.2  Untersuchung zur Streuung der Versagensdehnung /KRI 03/

Um experimentell ermittelte Versagensdehnungen in Versagenskriterien nutzen zu
kénnen, werden die Datenpunkte Ublicherweise anhand empirischer und phdnomeno-
logischer Ansatze gefittet. Oft wird dabei nur die Spannungsmehrachsigkeit als Haupt-
einflussfaktor berlcksichtigt, da die Einsatztemperatur in vielen Anwendungsbereichen
400 °C nicht Ubersteigt.

Ein grundlegendes Kriterium wurde anhand von Betrachtungen zum Porenwachstum
von Rice und Tracey /RIC 69/, /BON 97/ hergeleitet. Fur den einzigen Parameter a
existieren halbempirische Abschatzungen basierend auf der initialen und kritischen Po-
rengrofRe (vgl. /ISCH 96/).

2 0’") (4.5)

Eof = A *exp (_ga_e

Da das Kriterium die Versagensdehnung aufgrund der Nichtbetrachtung der Interaktion
zwischen den Poren mehr oder weniger tUberschatzt, wurde es um einen Parameter (3
erweitert /SCH 96/, /LOU 12/.

Eof = @ *exp (—ﬁ —) (4.6)
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Zur korrekten Bertcksichtigung der Zeitabhéngigkeit der Spannungsmehrachsigkeit
kann insbesondere bei Implementierung in Rechenprogrammen auf die Integraldarstel-

lung (hier modifiziertes Rice-Tracey-Kriterium) zuriickgegriffen werden.

f;ef exp (ﬁ 2_2‘) de, = a 4.7)

Tab. 4.2 enthalt weitere Ansatze aus der Literatur. FUr die Konstanten existieren teils
phanomenologische Abschatzungen. Vergleiche zwischen den Ansatzen finden sich
fur spezifische Materialien in /BAO 04/, /[LOU 12/ und /SCH 96/. Dabei zeigte sich, dass
sich fur unterschiedliche Materialien und Wertebereiche der Spannungsmehrachsigkeit
die Ansétze unterschiedlich gut eignen und keine einzelne optimale Darstellungsform
besteht. Nur wenige Ansatze, wie der nach Johnson und Cook /JOH 85/, berlicksichti-
gen neben der Spannungsmehrachsigkeit weitere Parameter, wie Temperatur und Ver-

formungsgeschwindigkeit.
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Tab. 4.2  Ansatze zum Fitting der Versagensdehnung
Name Formel
. . l
Equivalent strain gof = C

Cockroft-Latham?

Eef
J o1de, =C
0

Cockroft-Latham-Oh*?

Eefo.
J —1d£e =C

Oe

0
Oyane-Sato® &f [0
y f _m + Cl] dSe == CZ
o LOe
Ko-Huh? ef g o
f —1<<1 + 3—m))dse ¢,
o Oe O¢
(x) =xwennx >0,0wennx <0
Lou? Eef DTy G . C,
— —(1+3— ) de, = C
fo ( O ) (2< ae) e = L3
(x) =xwennx >0,0wennx <0
mit Tp,q, maximale Scherspannung
Shockey*® Eef o
y f de, =C
o Oe
Clift*? f‘gef
o.de, =C
0
Brozzo'? 20,

de, =C

Eef
v[(; 3 (0-1 - Um)

General Rice-Tracey"

Eef ] 30, 30,
f [0.558 * sinh (——) + 0.008v * cosh (——)] de, =C
0 2 g, 2 o,

LeRoy* Eef
y [ o= omz =
0
Tai® Eef Om\?
0.434 + 0.6 (—) de, =C
0 O¢
McClintock*

301 — 0y
4 o,

Eef \/§ ) \/§ O'1+O'2 _
fo [—2(1—Cl)smh<2(1—61) o >+ ]dee—Cz

Johnson-Cook*

gef = [C1 + Czexp(C3ae)][1 + Cyln(e,)[1 + C5T]]

mit Temperatur T

AW N P

vgl. /BAO 04/
vgl. /LOU 12/
vgl. /SCH 96/
vgl. /JJOH 85/
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4.4 Plastische Instabilitat

Plastische Instabilitat ist eine haufige Form des Versagens unter (zugférmigen) Primar-
lasten bzw. lastkontrollierten Situationen. Der Mechanismus basiert dabei nicht auf
dem Verlust der inneren Kohasion des Materials, etwa durch Porenbildung, sondern
auf einer mit einer Einschniirung verbundenen prinzipiellen makroskopischen Instabili-

tat durch die Bericksichtigung von Termen héherer Ordnung /SWI 52/.

Das Prinzip des Versagensvorgangs kann anhand des einachsigen lastgesteuerten
Zugversuchs und des dazugehorigen technischen Spannungs-Dehnungs-Diagramms
(Abb. 4.3) gut verdeutlicht werden.

Abb. 4.3 Schematische Darstellung eines technischen Spannungs-Dehnungs-

Diagramms

Im technischen Spannungs-Dehnungs-Diagramm werden die Werte fur die Spannun-
gen und Dehnungen auf den Ursprungsquerschnitt bezogen, daher ist die hier aufge-
tragene technische Spannung direkt proportional zur auf3eren Last. Diese Last kann
gesteigert werden, bis die technische Spannung die Zugfestigkeit R,, erreicht. Bei einer
Erhéhung dartiber hinaus kann kein Gleichgewicht mehr zwischen &uf3eren und inne-
ren Kraften hergestellt werden. Der Scheitel der Kurve markiert den Ubergang zur In-
stabilitat. Spatestens hier setzt eine Einschnirung des Materials ein. Das Durchlaufen
des abfallenden Astes bis zur Versagensdehnung und dem Restgleitbruch kann man-

gels Kraftegleichgewicht nicht mehr mit quasistatischen Methoden beschrieben werden
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und verlauft dynamisch und innerhalb kirzester Zeit. Auch fir eine quasistatische FE-

Modellierung existiert ab dem Scheitelpunkt keine Lésung mehr.

Plastische Instabilitat ist demnach kein Versagensmodus im engeren Sinne, sondern
markiert den Beginn des Ubergangs in die dynamische Phase, auf die ein Versagen
durch (Rest-)Gleitbruch unmittelbar folgt. Notwendig fiir ein Versagen aufgrund plasti-
scher Instabilitt ist eine steigende zugférmige Primarlast oder alternativ eine durch

Temperaturanstieg sinkende Festigkeit des Materials.

/JUF 84/ enthalt eine mathematische Ableitung eines Kriteriums fir den einaxialen und
mehraxialen Fall. Fir den einaxialen Fall wird zunachst der Extremwert der Last P ge-
sucht, indem die nichttriviale Nullstelle der Ableitung bestimmt wird. Eine Anderung der
Last P kann entweder durch Veradnderung der Flache A oder Veranderung der Normal-

spannung innerhalb des Materials erfolgen.
dP =0dA+ Ado =0 (4.8)

Inkompressibilitat vorausgesetzt gilt gemaf Volumenerhaltung mit Lange L.:
— = —— = —(d¢ (49)

Nach Einsetzen ergibt sich folgende Differentialgleichung:

do

a(sef) = [E (4.10)

]Ezfef

Durch Einsetzen einer Spannungs-Dehnungs-Korrelation kann nun die entsprechende

Versagensdehnung ermittelt werden. Fur den mehraxialen Fall gilt nach /JUF 84/:

1_ldo (4.11)
Z o,de, '
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Dabei ist Z eine Subtangente, fir die Einzelldsungen existieren /JUF 84/. Eine rein
analytische allgemeine Behandlung plastischer Instabilitat ist nicht mdglich /SWI 52/,
/DAN 88/.

In der Praxis kann die Divergenz der numerischen FE-Rechnung nach stark asympto-
tisch ansteigender Deformation in Verbindung mit einer ausreichend kleinen Schrittwei-
te als Indiz fir Versagen gewertet werden /CHA 94/. Wichtig ist dabei, dass die Rech-
nung geometrisch nichtlinear erfolgt, da sonst beliebige Dehnungen ohne Ruckwirkung

der Querschnittsabnahme auf die Spannung erreicht werden kdnnen.

Das Kriterium ist eine Funktion lediglich des Spannungs-Dehnungs-Verhaltens des
Werkstoffs und bedarf keiner weiteren Materialdaten /SWI 52/. Im einaxialen Fall ist

das Kriterium aquivalent zum Uberschreiten der Zugfestigkeit Ryy.

01 > Ry (4.12)

Im Falle mehrachsiger Belastungen konnen FlieBbedingungen ndherungsweise auf

Versagen angewandt werden, so z. B. die FlieRbedingung nach Tresca (vgl. /JJUF 84/).

max(|oy — a3, |0y — 03], |0y — 03]) > R (4.13)

Zu beachten ist, dass in seltenen Fallen auch bei Primarlasten bzw. lastkontrollierten
Situationen ein Gleitbruch (vgl. Kapitel 4.3) noch vor plastischer Instabilitdt méglich ist,
insbesondere bei hoher Spannungsmehrachsigkeit oder wenig duktilen Materialien
IMAR 97/.

Plastische Instabilitat hangt mit dem Ph&nomen der Einschniirung zusammen, ist damit
jedoch nicht gleichzusetzen. Einschniirung kann sowohl bei Primarlasten bzw. lastkon-
trollierten Belastungen als auch bei Sekundarlasten bzw. wegkontrollierten Belastun-
gen auftreten und beginnt an geometrischen Diskontinuitéaten und Fehlern bereits vor
der oben beschriebenen Instabilitat bei Gleichmaliddehnungen zwischen 10 % und
50 %. Treibende Kraft ist die positive Rickkopplung zwischen Spannung bzw. Verfor-
mungsverhalten und Querschnitt. Spatestens beim Erreichen der oben beschriebenen
Instabilitdt setzt eine finale Einschnirung ein und die weitere Verformung konzentriert

sich auf diesen Bereich.
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4.5 Kriechbruch

45.1 Phanomenologie des (Kurzzeit-)kriechens

Kriechverformung stellt einen zeit-, temperatur- und spannungsabhangigen Prozess
dar, der ab einer homologen Temperatur T/T, von etwa 0,4 (mit T,, = Schmelztempera-
tur) ablauft und auch bei Belastungen unterhalb der Warmstreckgrenze irreversible
Verformungen hervorruft. Mikromechanisch sind dafir Diffusionsprozesse, Verset-
zungskriechen und Versetzungsgleiten verantwortlich. Der Prozess der Kriechverfor-
mung kann in drei Stadien unterteilt werden: dem zeitlich degressiven Primarkriechen,
dem Sekundarkriechen mit konstanter Dehnrate und dem progressiven Tertidrkriechen.
Wahrend bis zum Sekundarkriechen hauptsachlich eine Verformung des Materials zu
beobachten ist, wird das Tertiarkriechen durch &uf3ere und innere Schadigungsmecha-
nismen hervorgerufen, die Uberwiegend erst bei fortgeschrittener Verformung auftre-
ten. Kriechbruch wird daher einerseits durch die GesetzmalRigkeiten zur Beschreibung
der Entwicklung der Verformung und andererseits durch die GesetzmaRigkeiten zur
Beschreibung der damit verbundene Entwicklung der inneren und duf3eren Schadigung
determiniert /ROE 12/, /ASH 84/.

Der Grolfteil technischer Anwendungen von Berechnungen zur Kriechverformung sind
Lebensdauerabschatzungen von Komponenten im Bereich > 10* h, beispielsweise fiir
Energiewandlungsmaschinen. Demgegentiber kénnen Belastungen von druckfihren-
den Komponenten in Kernschmelz-Szenarien innerhalb von wenigen Minuten bis
Stunden zu grofRen viskoplastischen Verformungen bis hin zum Versagen der Kompo-
nente fihren. Um diesen bisher wenig betrachteten Bereich der Modellierung zugang-
lich zu machen, werden im Folgenden die wesentlichen Kriechdeformations- und
Kriechschadigungsphanomene diskutiert und Uberlegungen zur Relevanz im Kurzzeit-
bereich angestellt. /ROE 12/ enthalt hierzu idealisierte materialunabhangige Diagram-
me, in denen einem normierten Last- und Temperaturbereich die jeweils dominanten
Verformungs- und Bruchmechanismen zugeordnet sind (Abb. 4.4, Abb. 4.5.). /ASH 84/
sowie /YAO 07/ enthalten alternative Verformungsmechanismen- und Bruchmecha-
nismen-Diagramme, in denen die Mechanismen anderen Parametern, wie der Versa-
gensdehnung, der Verformungsgeschwindigkeit, dem Kriechexponenten oder Kenn-

zahlen, welche sich aus den vorgenannten ableiten, zugeordnet sind.
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Abb. 4.5 Idealisiertes Bruchmechanismen-Diagramm /ROE 12/

Bei hohen Temperaturen fuhrt Diffusion als eigenstandiger Prozess in Form von Volu-
mendiffusion (Nabarro-Herring-Kriechen) und Korngrenzendiffusion (Coble-Kriechen)
zu signifikanter Verformung. Die Prozesse skalieren schwach mit der Spannung und
dominieren unterhalb etwa 20 — 40 % der FlieRspannung (vgl. Abb. 4.4 rechts unten,
IYAO 07/, IXUQ 13/). Diffusionskriechen verliert bei grof3en Verformungsgeschwindig-
keiten stark an Bedeutung gegeniiber anderen Prozessen. Es ist daher bei Lebens-
dauerbetrachtungen der dominierende Prozess und Gegenstand des Grof3teils der

Forschungsarbeiten zum Thema Kriechen, im Bereich des Kurzzeitkriechens jedoch
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weniger relevant. Diffusionskriechen wird nach einer gewissen Verformung durch die
Bildung und das Wachstum von Kavernenporen an den Korngrenzen begleitet. Das
Versagen findet in der Regel in Form eines verformungsarmen interkristallinen Bruchs
statt, welcher in der Literatur mit dem Begriff Kriechbruch oft gleichgesetzt wird (vgl.
Abb. 4.5 rechts unten, /ROE 12/, IMPA 99/, IYAQO 07/, [YAT 00/).

Korngrenzengleiten bezeichnet die Bewegung der einzelnen Korner gegeneinander
(nicht in Abb. 4.4 enthalten). Der Anteil dieses Prozesses an der Gesamtverformung ist
fur Metalle in allen Belastungssituationen in der Regel gering, spielt aber eine wichtige
Rolle beim Ausgleich interner Verspannungen. Der Spannungsexponent liegt moderat
zwischen 2 und 3 und damit geringfligig Uber dem des Diffusionskriechens /ROE 12/.
Korngrenzengleiten ruft an den Punkten, an denen sich drei Korngrenzen treffen, so-
genannte Keilporen hervor (vgl. Abb. 4.5 Mitte oben). Dort kommt es zu einer starken
Spannungsuberhéhung, die bei Uberschreiten der Spaltfestigkeit zum AufreiRen fiihren
kann. Korngrenzengleiten ist nur durch Diffusion sehr vieler Matrixatome mdglich und
hat daher bei gro3en Verformungsgeschwindigkeiten ebenfalls eine geringe Bedeutung
/ASH 84/.

Versetzungskriechen basiert auf den gleichen Mechanismen wie duktile Verformung
bei niedriger Temperatur. Anstelle einer Erhthung der Spannung zur Uberwindung ei-
nes Hindernisses wird dieses durch die thermisch aktivierte Anlagerung und Aussen-
dung von Leerstellen per Volumen- oder Versetzungskerndiffusion Uberwunden. Ver-
setzungskriechen ist weiterhin fir die Auspragung des Primérkriechens verantwortlich,
indem sich zunachst die Zahl der Versetzungen im Material erhdht, was zu einer ge-
wissen Verfestigung fiihrt, bis beim Ubergang zum Sekundarkriechen sich die Zahl der
neu entstehenden Versetzungen mit den nun ebenfalls immer starker ablaufenden An-
nihilierungsvorgangen (z. B. durch Klettern) die Waage halt /AZO 95/, /ROE 12/. Basie-
rend auf phanomenologischen Uberlegungen entwickelte /ROE 12/ zur Beschreibung
der Verformungsrate folgenden Zusammenhang:

Ao? +
&€ = ——Dyexp (— M) (4.14)
kT kT
A materialspezifische Konstante
k Boltzmannkonstante
T Temperatur

Do Diffusionskoeffizient

Qs,w Aktivierungsenergien
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In der Praxis beobachtete Spannungsexponenten liegen aufgrund zusatzlicher Effekte
typischerweise im Bereich 3 bis 8. Aufgrund der stark Uberproportionalen Skalierung
mit der Spannung dominiert Versetzungskriechen insbesondere bei hohen Spannun-
gen im Bereich > 50 % der FlieRspannung bis in die Nahe der Warmstreckgrenze (vgl.
Abb. 4.4 rechts halbhoch, /YAO 07/, /AZO 95/). Versetzungskriechen wird ab einem
bestimmten Verformungsgrad vom sogenannten plastifizierungskontrollierten Poren-
wachstum als Schadigungsmechanismus innerhalb des Materials begleitet. Dabei ist
sowohl interkristallines als auch transkristallines Porenwachstum mdglich. Bei magiger
langandauernder Belastung wachsen insbesondere die durch vorherige Diffusionspro-
zesse an den Korngrenzen gebildeten Poren bis zum interkristallinen Bruch. Bei hthe-
ren Spannungen ist ein transkristalliner Bruch analog dem Gleitbruch mdglich (vgl.
Abb. 4.5 Mitte oben). Die Phdnomenologie ist dabei identisch mit dem Porenwachstum
bei rein duktiler Verformung (vgl. Kapitel 4.3). Ahnlich wie dort und anders als bei inter-
kristallinem Porenwachstum sind in diesem Fall vor dem Verlust der inneren Festigkeit,
grofRe Verformungen mdglich /XUQ 13/, /ROE 12/. Dieser Belastungsbereich tritt typi-
scherweise bei auslegungsuberschreitenden Belastungen in Kernschmelz-Szenarien

auf.

Bei sehr hohen Spannungen und sehr hohen Temperaturen kann eine Porenbildung
auch vollstandig ausbleiben (vgl. Abb. 4.5 rechts oben, /ASH 84/, IMPA 16/).

Erlaubt die Art der Schadigung wie bei dem zuvor beschriebenen interkristallinen Po-
renwachstum eine grofRe Verformung, erfolgt die Einleitung des Versagensprozesses,
ahnlich wie beim Gleitbruch, oft noch vor dem Verlust der inneren Koh&sion durch
makroskopische Gestaltdanderung. Dabei nimmt der tragende Querschnitt unter Zug ab
und erhdht die Spannung, welche sich bei konstanter oder progressiver Belastung wie-
derum positiv riickkoppeind auf die Dehnrate auswirkt. Dieser makroskopische Schadi-
gungsprozess tritt anders als die mit Porenbildung verbundenen Schadigungsprozesse
bereits zu Beginn der Kriechverformung auf. /ASH 84/ unterscheidet eine makroskopi-
sche Verformung mit und ohne Einschnirung. Unterbleibt eine Einschnirung, kann das
Material bis zu einem beliebig kleinen Querschnitt mit unendlich kleiner Versa-
gensdehnung gedehnt werden, was nach /BUR 75/ nur flr Materialien mit linearer Vis-
kositat mdglich ist. Insbesondere Metalle zeigen jedoch in der Regel eine ausgepragte
Einschnlrung. Anders als die in Kapitel 4.4 beschriebene Einschnirung tritt diese nicht
instantan durch plastische Deformation, sondern zeitabhangig durch Kriechdeformation
bei Spannungen unterhalb der Zugfestigkeit auf. Das finale Versagen kann nach hin-

reichender makroskopischen Verformung auch durch andere Modi, wie Gleitbruch
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(Abb. 4.5 oben, vgl. Kapitel 4.3) oder plastische Instabilitat (Abb. 4.5 oben, bezeichnet
als dynamischer Gewaltbruch, vgl. Kapitel 4.4) eingeleitet werden /YAO 07/, /ASH 84/,
/SP1 04/. Die Versagenszeit wird dennoch im Wesentlichen durch den vorangegange-

nen Prozess der makroskopischen Gestaltanderung bestimmt /DAN 88/, /IMPA 16/.

/ASH 84/ gibt eine Reihe weiterer Schadigungsmechanismen an, die im Rahmen von
Kriechverformung auftreten konnen. So kdnnen Sekundarphasen, welche zur Erho-
hung der Kriechfestigkeit in die Metalle eingebracht wurden, durch thermische Alterung
vergrobern. Der Effekt ist allerdings meist gering und tritt eher bei geringen Spannun-
gen und interkristallinen Schadigungen auf. Hochtemperaturwerkstoffe, wie Nickelba-
sislegierungen, kénnen wahrend des Kriechvorgangs ihre Mikrostruktur andern. Die
genauen Prozesse sind in /ASH 84/ und /ROE 12/ beschrieben. Schadigungen durch
bereits im Material befindliche Makrorisse sowie interne und externe Oxidation kénnen
ebenfalls das Versagensverhalten beeinflussen. Eine in /YAO 07/ beschriebene Scha-
digung durch sogenanntes Constraint-Porenwachstum tritt nur bei uneinheitlicher De-

formation, insbesondere im Bereich niedriger Spannungen, auf.

Insgesamt kann die typische Versagensphdnomenologie bei Kernschmelz-Szenarien
exemplarisch anhand des 1988 durch die Materialpriifungsanstalt Stuttgart durchge-
fuhrten maR3stablichen GroRversuchs /MPA 88/ veranschaulicht werden. Dabei wurde
ein Rohr mit Durchmesser DN700, welches einem Teil der Hauptkihlmittelleitung
nachempfunden war, durch Luftdruck bei 16,1 MPa und induktive Beheizung Belastun-
gen ausgesetzt, wie sie typischerweise bei Kernschmelz-Szenarien auftreten (vgl. Ver-
suchsbeschreibung in Kapitel 6.1). Eine signifikante Kriechverformung sowie das da-
rauf folgende Versagen fanden im Temperaturbereich um ca. 700 °C statt. In
unverformtem Zustand lastet auf der Rohrwand eine Tangentialspannung von etwa
130 MPa, die sich mit der Dehnung und der Aufbldhung des Rohrs gegen Ende des
Versuchs vergrof3ert. Der Elastizitatsmodul des ferritischen Stahls 20MnMoNi5-5 be-
tragt in diesem Temperaturbereich ca. 75 GPa, die Schmelztemperatur des Materials
liegt um ca. 1500 °C. Die homologe Temperatur T/T,, mit T, T, in [K] betragt somit et-
wa 0,55, die relative Last o/E =1/G zu Beginn der Verformung etwa 1,7e-3. Nach
Abb. 4.4 und Bertlcksichtigung der Abhangigkeit der Mechanismen von der Verfor-
mungsgeschwindigkeit findet somit Uberwiegend Versetzungskriechen statt. Insbeson-
dere aufgrund der mit der Aufblahung wachsenden Spannung und der mit der Tempe-
ratur sinkenden Festigkeit findet parallel zum Versetzungskriechen auch

Versetzungsgleiten, d. h. klassische duktile Verformung, statt. Die beiden Verfor-
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mungsmechanismen sind in diesem Bereich weder theoretisch noch experimentell

sauber voneinander zu trennen /AZO 95/.

Nach Abb. 4.5 ist im beschriebenen Fall ein transkristalliner Bruch zu erwarten. Kurz-
zeitstandversuche an Kleinproben des Werkstoffs 20MnMoNi5-5 in /MPA 99/ und
IMPA 05/ zeigen in diesem Belastungsbereich flr den Kriechbruch dieselbe duktile
Wabenstruktur wie beim Gleitbruch im Warmzugversuch. Eine interkristalline Schéadi-
gung wurde dagegen nur bei sehr geringen Lasten und sehr hoher Temperatur beo-
bachtet. Aufgrund der Lastsituation ist weiterhin vor dem finalen Versagen durch trans-
kristallinen  Bruch ein Versagen durch makroskopische Gestaltdnderung
wahrscheinlich. Darauf deuten die in /MPA 99/ an Proben beobachteten grofl3en Bruch-
einschnirungen (vgl. Kapitel 4.8) hin. Auch bestéatigen Beobachtungen bei Durchfiih-
rung des GroRversuchs /MPA 88/ diese Vermutung. Die letzte Messung der Wegauf-
nehmer vor der Zerstérung zeigten eine Aufblahung und damit korrespondierende
Dehnung von ca. 38 %, wahrend am zerstdérten Prifkérper durch Messungen der ver-
bleibenden Materialdicke eine lokale Dehnung von 86 % ermittelt wurde. Das Rohr
blahte sich daher vermutlich durch Versetzungskriechen und Anteilen duktiler Verfor-
mung auf, woraufhin sich eine oder mehrere lokale (Kriech-)Einschnirungen bildeten
bis der Punkt plastischer Instabilitéat erreicht wurde und nach der anschlie3enden dy-
namischen Phase eine Materialauftrennung durch transkristallinen Restbruch folgte.

45.2 Modellierung

Zur Modellierung der Verformung, z. B. in FE-Programmen, muss auf eine funktionale
Form zurtickgegriffen werden, die alle gleichzeitig stattfindenden mikroskopischen Ver-
formungsprozesse ausreichend genau abbildet und in einer Formulierung vereint. Die
zeitabhangigen und zeitunabhéngigen Anteile werden in den meisten Modellansatzen
getrennt betrachtet. Die zeitunabhangigen Anteile werden dabei Ublicherweise durch
eine Spannungs-Dehnungs-Beziehung reprasentiert. Geht man von einer Deformation
allein durch Versetzungskriechen aus, ist eine Modellierung der zeitabhangigen Antei-
le, angelehnt an Gleichung 4.14, durch folgenden Zusammenhang nach Norton mog-
lich:

C
€=C *0% xexp (— ?3) (4.15)
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Zur exakteren Anpassung an die real beobachteten Verformungen kénnen die Parame-
ter temperatur- und spannungsabhangig gestaltet werden. Bewegen sich Spannung
und Temperatur nur innerhalb eines engen Intervalls, kbnnen die Abhangigkeiten ver-
nachlassigt werden. In einigen FE-Programmen ist eine bezlglich der Temperatur ab-
schnittsweise Modellierung blich. Neben dem phanomenologisch begrindeten Ansatz
nach Norton existieren zahlreiche weitere Formulierungen zur Darstellung der Dehnra-

te.

In /MPA 05/ wurde ein komplexer viskoplastischer Ansatz gewaéhlt, um auch die Aus-
wirkungen des Porenwachstums auf die effektive Spannung zu berticksichtigen. Das
Materialmodell zeigte gute Ubereinstimmungen mit den Experimenten. Insbesondere
bei Berechnungen der Versagenszeit kann der Einfluss des Porenwachstums jedoch in
erster Naherung vernachlassigt werden, da im hier betrachteten Anwendungsfall bis
zum Einsetzen signifikanter makroskopischer Gestaltanderung allenfalls ein mafiges

Porenwachstum stattgefunden hat.

Viele Stéhle zeigen oberhalb von etwa 700 °C Phasenumwandlungen, die sowohl das
Werkstoffverhalten beeinflussen als auch zusatzliche Umwandlungsspannungen her-
vorrufen kénnen. In diesem Bereich endet die Wirksamkeit zahlreicher Verfestigungs-
mechanismen, sodass oft ein Steilabfall der duktilen und Kriechfestigkeit zu beobach-
ten ist (vgl. IMPA 99/).

Bei der experimentellen Ermittlung von Materialdaten in /MPA 91/, IMPA 99/, IMPA 05/
wurde fur den ferritischen Werkstoff 20MnMoNi5-5 nur ein gering ausgepragter Pri-
marbereich beobachtet. Ursache ist vermutlich, dass dieser Bereich bereits im Zuge
der Lastaufbringung durchschritten wurde und somit auch im Spannungs-Dehnungs-

Zusammenhang des Warmzugversuchs enthalten ist /AZO 95/.

Tertidres Kriechen wird bei schneller Verformung Uberwiegend durch makroskopische
Gestaltdnderung getragen. So zeigen spannungskontrollierte Versuche zum Kurzzeit-
kriechen in /MPA 99/ einen kaum ausgeprégten Tertidrbereich. Tertiares Kriechen
muss daher bei den hier betrachteten Zeitraumen nicht im Materialmodell betrachtet
werden und kann allein mit der Theorie grol3er Verformungen abgebildet werden. In
Verbindung mit dem bereits im Spannungs-Dehnungs-Diagramm enthaltenen Primé&r-
bereich kann die Modellierung der Kriechverformung somit insgesamt auf den Sekun-
darbereich beschrankt werden.
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Eine Herleitung der Kriechdehnrate aus der Mikrostruktur ist im Allgemeinen nicht mog-
lich. Die funktionalen Zusammenhange mussen empirisch durch Versuche ermittelt
werden. Eine Extrapolation aus Daten, die urspringlich flr Langzeitkriechen ermittelt
wurden, ist aufgrund der abweichenden Verformungs- und Schadigungsmechanismen
schwierig. Eine weitere Unsicherheit ergibt sich aus der Ubertragbarkeit der Probe auf
den wirklichen Materialzustand der Komponente, da die Proben nicht immer zerstérend
aus Komponenten entnommen werden kdnnen. Die Dicke der Komponenten und der
unvermeidbare Temperaturgradient bei Warmebehandlungen und Abschrecken flihren
zu einem inhomogenen Gefiige mit unterschiedlichen Festigkeits- und Zahigkeitsei-
genschaften. Nahere Erlauterungen zur Mikrostruktur in Komponenten der druckfiih-

renden Umschliel3ung finden sich in /AZO 95/.

Im Folgenden sollen die in der Literatur verfigbaren Versagenskriterien, welche meist
fur Lebensdauerbetrachtungen entwickelt wurden, dargestellt und auf Verwendbarkeit
im hier betrachteten Anwendungsfall diskutiert werden. Die Kriterien lassen sich in
zeitbasierte Kriterien und dehnungsbasierte Kriterien fir Kriechbruch gliedern. Dariber
hinaus gibt es einzelne Kriterien zur Vorhersage des Beginns von

(Kriech-)Einschnirung.

Zeitbasierte Kriterien lassen sich ohne vorgeschaltete Errechnung des Dehnungszu-
stands direkt zur Vorhersage der Versagenszeit verwenden und folgen meist empiri-
schen oder halbempirischen GesetzmaRigkeiten. Oft zielen diese darauf ab, mit mog-

lichst geringer Datenbasis eine breite Anwendbarkeit zu erlauben.

Eine erste Gruppe von zeitbasierten Kriterien stellen ingenieurméRige Parameter, wie
z. B. der Parameter Py nach Larson-Miller /LAR 52/ mit Kriechbruchzeit tg [h], Tempe-

ratur T [K] und der Materialkonstante C dar:
2 4.16
tB =10l T ( . )

Hintergrund ist die Beobachtung, dass die einzelnen diffusionskontrollierten Kriechpro-
zesse jeweils einer Arrhenius-Funktion beziglich der Temperatur folgen. Die Material-
konstante C liegt fir Lebensdauerbetrachtungen von Komponenten aus Eisen-, Nickel-
und Kobaltwerkstoffen bei ungefahr 20. Der Larson-Miller-Parameter (LMP) selbst
kann wiederum spannungsabhéangig gestaltet werden. Dazu sind mehrere Mdglichkei-

ten funktionaler Anpassungen verbreitet, z. B.:

35



Py =a; +a,*log(o) (4.17)

Piy=a+ \/az + a3 x log(o) (4.18)

Alternativ ist, komponentenspezifisch, eine Abhéngigkeit von duf3eren Lasten maglich.
Um auch transiente Lasten bewerten zu kénnen, werden ingenieurmafige Parameter
Ublicherweise mit linearen Schadensakkumulationshypothesen kombiniert. Ein Versa-

gen tritt dabei ein, wenn D = 1 erreicht ist.

At
D= z —— (4.19)

D Schadigungsparameter
At Zeitschrittweite

ts Versagenszeit

Die beispielhaft durchgefiihrte Bestimmung von LMP ist in Kapitel 5.3.4 beschrieben.
Derartige Parameter stoRen an Grenzen, wenn sie weite Bereiche mit verschiedenen
dominanten Kriechmechanismen abbilden muissen. In /SAN 15/ wurden daher be-
reichsweise abweichende Formulierungen fir P_y verwendet. Der Komplexitdt des
Kriechprozesses, insbesondere der geometrischen und werkstofftechnischen Nichtli-
nearitaten sowie maglicher Interaktion mit plastischer Verformung bei Spannungen
oberhalb der Streckgrenze, werden derartige Formulierungen nur nédherungsweise ge-
recht, sie haben sich jedoch fiir einfache analytische Abschatzungen bewahrt. Ahnliche
Parameter wurden durch Manson-Haferd, Sherby-Dorn und Manson-Brown aufgestellt
ICHA 94/, IMAN 53/, /[ENO 08/.

Dem Ansatz nach Wilshire /WIL 08/ liegt die Idee zugrunde, dass die Verformung von
der Hohe der Spannung in Bezug zur Flie3grenze fir die jeweilige Temperatur ab-
hangt. Damit lassen sich insbesondere versetzungsorientierte Kriechprozesse gut be-
schreiben /MPA 16/.

-z |-+ e (72)] | (4.20)

m
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Die Aktivierungsenergie Q. kann aus der minimalen Kriechgeschwindigkeit ermittelt
werden. Fur ferritische Werkstoffe wurde ein Wert von 300kJ/mol vorgeschlagen. Die
Parameter k; und u kénnen nach zweifachem Logarithmieren der Gleichung durch Re-
gression basierend auf Versuchsdaten bestimmt werden. R bezeichnet die Gaskon-
stante, R,, die Zugfestigkeit. /WIL 08/ zeigte, dass die Ubereinstimmung zwischen
Nachrechnungen und Messwerten im Bereich 10%-10% h besser war als im Langzeitbe-
reich dartiber. Ob diese Aussage auch flr den Bereich < 1 h gilt, ist bisher nicht unter-

sucht worden.

Der Ansatz nach Monkman-Grant /MON 56/ sowie die Omega-Methode /CLE 05/,
/PRA 95/, /PRA 00/ fuhren die Versagenszeit auf die minimale oder durchschnittliche
Kriechgeschwindigkeit zuriick. Dadurch kénnen insbesondere die Effekte des priméaren
und/oder tertiaren Kriechens sowie die bei lAngeren Standzeiten kleineren Versa-
gensdehnungen berlcksichtigt werden. Eine Bewertung der Ansétze erfolgte in
/LIN 14/.

Dehnungsbasierte Kriterien beriicksichtigen, analog zum Gleitbruch, den Einfluss der
Spannungsmehrachsigkeit auf Schadigungsmechanismen, die auf Porenwachstum ba-
sieren, indem die mehraxiale (Kriech-)Versagensdehnung zu der einaxialen
(Kriech-)Versagensdehnung in Bezug gesetzt wird. Ein weit verbreitetes Kriterium wur-
de von Cocks und Ashby /COC 80/ hergeleitet:

& _h[Z(n—O.S)] [2<n—0.5>am 401
& I FA VY / n+ 0.5/ o, (4.21)

&~ Mehraxiale Versagensdehnung
& Einaxiale Versagensdehnung

n Spannungsexponent des Kriechgesetzes

Weitere Kriterien finden sich in der Literatur /XUQ 13/, /YAT 00/, /YAQO 07/, /SPI 94/,
wobei die Zusammenhange oft einem einzelnen Kriechmechanismus und damit einem
spezifischen Gilltigkeitsbereich bezlglich Spannung und Temperatur zugeordnet sind.
Fur plastifizierungskontrolliertes Porenwachstum kénnen auch die Zusammenhange,
welche fir Gleitbruch Anwendung finden, herangezogen werden (vgl. Tab. 4.2), insbe-
sondere das Kriterium nach Rice und Tracey /RIC 69/, /YAO 07/, /ISPI 04/. Das Poren-
wachstum aufgrund von Diffusion und andere zuséatzliche zeitabhéngige Prozesse

werden dabei vernachlassigt.
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&g* 0521

& W (4.22)

/WIL 05/ schlagt zur Bertcksichtigung sowohl der plastischen Verformung als auch der
Kriechschadigung ein kombiniertes Modell basierend auf einer Addition der Schadi-

gungsgrade vor:

n
D= z AD; (4.23)
i=1
AD hef’ | Al 2 (1 4v) +3(1—2v) (Um)z 4.24
P = * — — * | —
Yo |egf@T) Pyl 3 Y "\, (4.24)
D Schéadigungsparameter
n Anzahl der Zeitschritte

AeP' zusétzliche Kriech-/plastische Vergleichsdehnung im Zeitschritt

e ™ Kriech-/plastische Versagensdehnung

v Querkontraktionszahl

Dabei werden fur jeden Belastungsschritt die zusatzlichen Dehnungsanteile separiert
nach plastischer Verformung und Kriechverformung zu ihren jeweiligen Versagensdeh-
nungen in Bezug gesetzt, mit einem Spannungsmehrachsigkeitsfaktor nach /LEM 96/
multipliziert und aufaddiert. Neben der Bewertung des Versagens ist somit auch eine

guantitative skalare Bewertung des Schadigungszustands mdglich.

/IBUR 75/ stellte mit Hilfe numerischer Methoden eine Abschatzung fur die Dehnung

auf, bei der makroskopische (Kriech-)Einschniirung zum ersten Mal beobachtet wird.

(4.25)

S~
f T n-1

Dabei ist n der Spannungsexponent des Kriechgesetzes. Setzt man die fur Verset-
zungskriechen in der Praxis beobachteten Werte von 3 bis 8 ein, erhalt man Dehnun-

gen von ca. 30 bis 100 %.

38



4.6 Lokales Versagen

Lokalem Versagen wird in Abb. 4.1 Low cycle fatique/Ratcheting, Gleit-/Kriechbruch

mit lokaler Last und der Verlust von Kraft- oder Formschluss zugeordnet.

Durch die Uberlagerung statischer Belastung aus dem Innendruck mit einer zusatzli-
chen dynamischen Last, beispielsweise aufgrund eines Erdbebens, kann sich aufgrund
der Nichtlinearitat der plastischen Verformung eine zyklische plastische Dehnungsak-
kumulation ausbilden, was als Ratcheting bezeichnet wird. Eine exemplarische Unter-
suchung an einem Rohrkrimmer findet sich in Kapitel 10.1. In /SCH 16/ wird derzeit
ein Grenzdehnungskonzept entwickelt, welches Kriterien fur derartige Belastungen

enthalt.

Um globalen von lokalem Gleit- oder Kriechbruch unterscheiden zu kénnen, muss bei
der Nutzung von FE-Simulationen eine Funktion implementiert werden, die einzelne
Elemente, welche das Versagenskriterium erreicht haben und nicht mehr zum Tragen
der Last zur Verfligung stehen, aus dem Verbund herauslost. Wahrend sich der Defekt
beim lokalen Bruch dann auf ein definiertes Gebiet beschrankt, erfolgt beim globalen
Bruch nach Umlagerung der Last eine Fortpflanzung des Defekts durch das gesamte
Bauteil hindurch. Ein lokaler Gleit- oder Kriechbruch kann ebenfalls als wegkontrollierte
Belastungssituation gedeutet werden, wobei der Weg in diesem Fall durch die Verfor-

mung benachbarter, weniger belasteter Areale bestimmt wird.

Kriterien fir den Verlust von Kraft- oder Formschluss kénnen situationsbedingt erstellt
werden, etwa indem lokale Kraftgleichgewichte aufgestellt oder geometrische Zusam-

menhange in Relation gesetzt werden.

4.7 Unzuléssig grof3e Verformungen

Unzuldssig groRRe Verformungen beinhalten im Wesentlichen Phanomene, die aus ei-
nem nichtlinearen Zusammenhang zwischen Geometrie und Last entstehen und einer
Theorie II. Ordnung bedurfen. Dazu gehdrt Knicken in Form eines Versagens von Sta-
ben unter Druckkraften, deren Wirkungslinie in der Stabachse liegt, Beulen in Form ei-
nes Ausweichens von Schalen oder Platten aus dem ebenen Spannungszustand und
Kollaps als sich fortpflanzendes Versagen von Strukturen, meist unter Schwerkraftein-
fluss. Eine Instabilitédt kann durch eine steigende Kraft, eine erzwungene Verformung

oder eine aufgrund von Temperatur verminderte Tragfahigkeit erreicht werden. In der
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Literatur existieren zahlreiche Naherungsformeln, um fir derartige Situationen die
Punkte der Instabilitat zu berechnen. Genauere Ergebnisse lassen sich in FE-
Modellierungen erzielen, da hier nichtlineares Materialverhalten, Vorbelastungen und
weitere Randbedingungen abgebildet werden kdnnen. Es existieren spezielle Solver
fur Beul- und Knickanalysen basierend auf der Berechnung der Eigenmoden. Daneben
sind quasistatische Berechnungen mit geeignet eingebrachter Imperfektion mdglich,
wobei die Divergenz der Losung als Anhaltspunkt flr ein Versagen gedeutet werden

kann.

4.8 Duktile Versagensdehnungen typischer Reaktorwerkstoffe

Im Folgenden sollen fiur die Werkstoffe 20MnMoNi5-5, 22NiMoCr3-7 und Al-
loy 800 (mod.) duktile Versagensdehnungen zur Verwendung in Versagenskriterien

hergeleitet werden.

Mal3stabsgetreue Grof3versuche stellen die zuverlassigste Methode zur Ermittlung der
Versagensdehnung dar, sind allerdings mit einem hohen Aufwand verbunden, daher

finden Versuche in der Regel an genormten Proben statt.

Um aus den im Experiment an Kleinproben gemessenen Daten, wie Bruchdehnung
oder Brucheinschniirung, auf die (wahre) lokale Versagensdehnung sowie die Span-
nungsmehrachsigkeit, schlieen zu kénnen, bedarf es geeigneter Berechnungsmodel-
le. Theoretische Betrachtungen flhren zu den sogenannten Bridgman-Formeln
/ALV 97/, IBAO 05/. Die (wahre) Versagensdehnung lasst sich aus der Durchmesser-

kontraktion d/d, und damit der Brucheinschniirung Z ableiten als:

d, 1

Eof = —2In—=-2In| |[— (4.26)

Weiterhin lasst sich die Spannungsmehrachsigkeit einer Probe, die eine kinstliche
Einkerbung oder eine Einschnirung aufgrund der fortgeschrittenen Duktilitat aufweist,

wie folgt anndhern:
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o, 1 2 4 2aR — 72
m +m<u> (4.27)

2aR

Dabei ist a der Radius an der schmalsten Stelle der Einkerbung bzw. Einschniirung (in
der Ebene orthogonal zur Langsachse), R der Kerbradius und r die radiale Koordinate

(in einer der Ebenen, die die Langsachse enthalt). Das Maximum liegt bei:
a
= otin(14 o) (4.28)

Seit der Verfiigbarkeit leistungsfahiger Rechnersysteme ist man vermehrt dazu Uber-
gegangen, die Versuche mit FE-Methoden nachzurechnen und so die Verteilung der
Spannungsmehrachsigkeit zu bestimmen. Dabei zeigte sich, dass FE-Methoden ge-
genuber den vereinfachten Bridgman-Formeln Uber eine héhere Genauigkeit verfligen
[ALV 97/, IOHC 07/. Es existieren weiterhin Sonderverfahren, mit denen die Kennwerte
anhand der Verformung charakteristischer Geometriemerkmale ermittelt werden kon-
nen /KRI 04/. FUr den hier vorliegenden Anwendungsfall werden vereinfacht die Bridg-

man-Formeln herangezogen.

Um mehrachsige Spannungszustande abbilden zu kdnnen, existieren verschiedene
Moglichkeiten. Dazu gehort insbesondere die Verwendung gekerbter Proben mit unter-
schiedlichen Kerbradien. Bei ungekerbten Proben ist durch die Einschniirung kurz vor
dem Bruch ebenfalls eine Verdnderung der Spannungsmehrachsigkeit gegeben
IMAR 97/. Um die Streuung abzubilden, sind Wiederholungsversuche notwendig
/IKRI 04/.

IMPA 05/ enthalt fir den Werkstoff 20MnMoNi5-5 umfangreiche Daten zu Streckgren-
ze, Zugfestigkeit R, Bruchdehnung und Brucheinschnirung Z in Abhangigkeit der
Temperatur. Die Daten wurden an ungekerbten Kleinproben im einachsigen Zugver-

such ermittelt.

Z(T) = 04331 0.9799
() = (T — 464.64 °C) + 0. (4.29)
1+ exp 104.42

41



701.05

R, (T) = T —596.75°0) + 20.38 | MPa (4.30)
1+exp

94.14

Abb. 4.6 zeigt beispielhaft Aufnahmen des Bruchs bei einer Temperatur von 700 °C. Zu
erkennen sind die groRen makroskopischen Verformungen sowie der dazu im Ver-

gleich geringe Restbruchquerschnitt mit [Anglichen transkristallinen Poren /MPA 05/.

Abb. 4.6  Rasterelektronenmikroskopische Aufnahmen (Vergré3erungen 10, 200)
einer Warmzugversuchsprobe bei 700°C des Werkstoffs 20MnMoNi5-5
IMPA 05/

Unter Anwendung von Gleichung 4.26 lasst sich die Temperaturabhéngigkeit der (wah-

ren) Versagensdehnung naherungsweise berechnen (Abb. 4.7).
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Abb. 4.7  Errechnete temperaturabhangige Versagensdehnung des Werkstoffs
20MnMoN:i5-5

Aufgrund der Einschniirung ist unweigerlich auch ein Mehrachsigkeitseinfluss vorhan-
den. Da jedoch der Radius an der schmalsten Stelle der Einschniirung a meist klein
und der Kerbradius R im Vergleich dazu meist grof3 ist, kann nach Gleichung 4.28 der

Einfluss in erster Naherung vernachlassigt werden.

Vergleichbare Uberlegungen lassen sich auch fiir die in /MPA 05/ enthaltenen Daten
fur den Werkstoff 22NiMoCr3-7 (siehe Gleichung 4.31 und Abb. 4.8) durchfuhren.

Z(T) = 0.7298 +0.9484
(1) = (T — 582.42°C) : (4.31)
1+exp 55.97
729.85
R, (T) = +24.88 | MPa (4.32)

T—517.88°C
1+ expl{ 130.60 )
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Abb. 4.8 Errechnete temperaturabhangige Versagensdehnung des Werkstoffs
22NiMoCr3-7

IMPA 16/ enthalt mechanische Kennwerte fur den Werkstoff Alloy 800H (Abb. 4.9).
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Abb. 4.9 Mechanische Kennwerte des Werkstoffs Alloy 800H /MPA 16/

Dabei zeigt sich eine temperaturunabhangige Versagensdehnung mit einem rapiden
Abfall oberhalb von 800 °C (Abb. 4.10). Dies ist ein Hinweis darauf, dass bei diesem
Werkstoff weitere Formen der Kriechschadigung wie z. B. eine Veranderung der Mikro-
struktur (vgl. Kapitel 4.5) stattfinden.

44



35

2.5 -

1.5 -

Wahre Versagensdehnung [abs.]
N

1 A A A A A

0.5 -

0 e A
300 400 500 600 700 800 900 1000 1100

Temperatur [°C]

Abb. 4.10 Errechnete temperaturabhangige Versagensdehnung des Werkstoffs Al-
loy 800H

4.9 Empfehlungen zur Verwendung von Versagenskriterien

Vor der Auswahl geeigneter Versagenskriterien zur Bewertung der Integritat metalli-
scher Komponenten bei auslegungsiberschreitender Belastung sollte zunachst an-
hand der Art der auslegungsiuberschreitenden Belastung und der in Kapitel 4.1 ge-
nannten Unterscheidungsmerkmale ermittelt werden, welche Versagensmodi in
Betracht kommen und welche Interaktionen zwischen den Versagensmodi mdglich

sind.

Fur eine Belastung von Komponenten unter kombinierter Temperatur- und Innendruck-
belastung, wie fir Kernschmelz-Szenarien typisch, sollte die Mdglichkeit des Versa-
gens aufgrund des Verlusts von Kraft- oder Formschluss, Knicken sowie Beulen an-
hand der Geometrie und Belastungssituation geprift werden. Liegt eine lokale
Belastung oder eine komplexe Geometrie vor, kann ein Versagen lokal beschrankt
bleiben und in einem Leck begrenzter Grof3e resultieren. In diesem Fall sind im Rah-
men von FE-Berechnungen zusatzliche Malinahmen, wie die sogenannte ,Nodal-
Release“-Technik, anzuwenden. Da fir die typischerweise raschen Verformungen bei
hoher Belastung die Verformungs- und Schadigungsmechanismen durch Kriechsché-
digung und plastische Verformung identisch sind, kann die Prifung der inneren Festig-
keit anhand eines einzelnen Kriteriums fur (transkristallinen) Bruch (vgl. Kapitel 4.3) er-
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folgen. Basierend auf den Uberlegungen in /WIL 05/ (vgl. Gleichung 4.23 und 4.24) ist

beispielsweise folgendes Kriterium maglich:

n
D= z AD; (4.33)
i=1
AD =2 L2 1y 31— 20) (0’")2
. = * — v —2V) x |—

Dabei kann fur typische Reaktormaterialien auf die in Kapitel 4.8 ermittelten duktilen

Versagensdehnungen zurickgegriffen werden.

Fur die durch den Innendruck typischerweise unter Primarlasten bzw. lastkontrollierten
Situationen stehenden Komponenten geht, insbesondere bei hoher Temperatur, dem
Verlust der inneren Festigkeit meist ein Versagen aufgrund makroskopischer Gestal-
tanderung voraus. Nach signifikanter Verformung durch Versetzungskriechen, z. B. in
Form von Aufbldhung, setzen Kriecheinschniirungen ein, die bei Erreichen der plasti-
schen Instabilitdt eine dynamische Phase einleiten, auf die Materialauftrennung durch
transkristallinen Restbruch folgt. In der Regel muss daher ein Kriterium fir
(Kriech-)Einschniirung oder plastische Instabilitét als zusatzliches Versagenskriterium
herangezogen werden. In quasistatischen FE-Rechnungen kann die Divergenz der
numerischen FE-Rechnung nach asymptotisch ansteigender Deformation in Verbin-
dung mit einer ausreichend kleinen Lastschrittweite als notwendige Bedingung und In-
diz fur Versagen gewertet werden /CHA 94/. Eine zusétzliche Uberprufung kann an-
hand des Spannungsniveaus oder empirischen Naherungsformeln (vgl. Kapitel 4.4 und
4.5) erfolgen.
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5 Weiterentwicklung des Modells einer DWR-Kuhlkreislauf-
schleife

5.1 Portierung des Modells auf aktuelle Analysetechnik

Fur Berechnungen zum Verhalten einer Kihlkreislaufschleife der DWR-Baureihe Kon-
voi (Abb. 5.1) wurde im Rahmen vorangegangener Arbeiten ein Analysemodell basie-
rend auf einer reinen Netztopologie in Verbindung mit dem FE-Code ADINA /ADI 17/
entwickelt und exemplarisch fir unterschiedliche Belastungsszenarien angewendet
IGRE 94/, IGRE 95/, IGRE 99/, /|GRE 01/.

Quelle: KWU

Abb. 5.1  Kuhlkreislaufschleife eines DWR vom Typ Konvoi

Im Rahmen eines vorlaufenden Vorhabens /SIE 15/ wurde damit begonnen, dieses
Analysemodell mit Geometrieinformationen zu versehen und fir Analysen im
FE-Programm ANSYS Mechanical /ANS 16/ mit verbesserter Flexibilitdt nutzbar zu
machen (Abb. 5.2). Diese Arbeiten wurden hier fortgefihrt.
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Abb. 5.2 Geometriemodell der DWR-KUuhlkreislaufschleife in ANSYS Mechanical

Das Gesamtmodell ist aus Einzelkomponenten zusammengesetzt, deren Netze mit
festen Kontaktmodellen untereinander verbunden sind. Die Fixierung des Modells im
Raum orientiert sich in ihren Freiheitsgraden an den realen Aufhdngungen der Kihl-
kreislaufschleife. Zur Fixierung des RDB sind die Bewegungen orthogonal zu den drei
Schnittflachen gesperrt. Die Freiheitsgrade an den drei Tragpratzen des Druckhalters
sind an der Auflageflache in alle Bewegungsrichtungen mit Ausnahme der radialen un-
terdriickt, um die Lagerung auf zylindrischen Walzen nachzubilden. Die Aufhangung
der Hauptkihlmittelpumpe und des Dampferzeugers erfolgt mit Staben, die an den
Komponenten und einem Punkt im Raum jeweils drehbar befestigt sind und die Auf-
hangungen der Komponente, welche lediglich Langskréafte aufnehmen, repréasentieren.
Die Fixierung der Speisewasserleitung und der Frischdampfleitung erfolgt tGber zwei-
dimensionale Schalen, die entsprechend der realen Lagerungsbedingungen entweder
direkt in Freiheitsgraden gesperrt oder wiederum Uber Stabe im Raum fixiert sind. Zur
Simulation der Erdbebenabstiitzungen wurden nichtlineare Anschlagkontakte an den
Dampferzeugerpratzen hinzugefiigt, die separat aktiviert werden kénnen und eine Be-

wegung der Komponenten Uber eine festgelegte Flache verhindern.
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Die Basisvernetzung orientiert sich an den erwarteten Temperatur-, Spannungs- und
Verformungsgradienten. Gegenilber dem in vorangegangenen Arbeiten entwickelten
Analysemodell kann die Netzfeinheit je nach Anwendungsfall mehr oder weniger stark
erhoht werden (Abb. 5.3). Die ausreichende Feinheit des Netzes wurde durch entspre-
chende Netzstudien zur Konvergenz relevanter Ergebnisse in Abhangigkeit von der

Elementgrofie gepruft.

Abb. 5.3 Basisvernetzung der DWR-Kuhlkreislaufschleife in ANSYS Mechanical

Die Hauptkomponenten der Kuhlkreislaufschleife bestehen aus dem ferritischen Werk-
stoff 20MnMoNi5-5, die Volumenausgleichsleitung aus dem austenitischen Werkstoff
X10CrNiNb18-9. Die Plattierung wurde zunéachst vernachlassigt und deren Dicke dem
Grundwerkstoff zugeschlagen. Fir die Beschreibung der plastischen Verformung wur-
de ein multilinear isotropes Verfestigungsmodell gewahlt. Die Daten fir die plastische
Verformung sowie Daten fir den temperaturabhéngigen Warmeausdehnungskoeffi-
zient wurden aus vorangegangenen Analysen tbernommen /GRE 99/, /GRE 01/.

Kriechverformungen wurden in den vorangegangenen Arbeiten teilweise nur in Form
einer konstanten Kriechdehngeschwindigkeit abhdngig von Spannung und Temperatur
berticksichtigt. Die Daten entstammten Untersuchungen in /MPA 91/, /MPA 99/ und
IMPA 05/. Die jeweilige Dehngeschwindigkeit wurde aus einer Datenmatrix linear inter-
poliert. Dabei zeigten sich einige Nachteile dieser Methode. So entstanden durch die
lineare Interpolation der einem nichtlinearen Trend folgenden Daten Ungenauigkeiten,
insbesondere, wenn die Stitzstellen weit auseinanderlagen. Dariiber hinaus konnten

statistische Abweichungen einzelner Datenpunkte nicht kompensiert werden, da fir je-
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de Spannungs-/Temperatur-Kombination nur eine Messung vorlag. Die Vorgehenswei-

se zeigte sich weiterhin anfallig flir numerische Instabilitaten.

Die Interpolation in einer Matrix wird daher fir die Analysen durch eine bezogen auf die
Spannung kontinuierliche Funktion ersetzt. Gemaf Gleichung 4.15 ist die Dehnrate flr
Versetzungskriechen phdnomenologisch anhand der Norton-Form darstellbar. Fiur die
praktische Darstellung wird allerdings auf eine modifizierte Garofalo-Form (Gleichung
5.1) zurlckgegriffen, die gegeniber der Norton-Darstellung im Datenfitting aufgrund
des zusatzlichen Freiheitsgrads eine geringere Abweichung zu den in der Praxis ermit-

telten Messdaten zeigt.

¢ = Cy[sinh(C,0)]% (5.1)

Priméares und tertidres Kriechen wird wegen der in Kapitel 4.5 erlauterten Umstande im
Materialmodell vernachlassigt. Die Temperaturabhéngigkeit wird weiterhin durch ab-
schnittsweise lineare Interpolation berlcksichtigt, allerdings wurden zur Erhéhung der
Genauigkeit zwischen den Messdaten weitere Stitzstellen eingefligt, die einer Arrheni-
us-Funktion folgen. Abb. 5.4 zeigt das Fitting fur den Werkstoff 20MnMoNi5-5 und Abb.
5.5 fur den Werkstoff X10CrNiNb18-9. Dabei wurde mit einer zusatzlichen Gewichtung
der Stutzstellen gearbeitet, um den fiur den Anwendungsfall besonders relevanten Be-
reich groRer Dehnraten und hoher Spannungen, der unmittelbar vor Versagen erreicht
wird, besser abbilden zu kdnnen. Dieser Bereich wird teilweise nicht von Messdaten
abgedeckt, d. h. die Berechnungen stiitzen sich auf die Extrapolation der jeweiligen

modifizierten Garofalo-Form.
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5.2 Validierung des Modells

Zur Validierung des Modells im Bereich linearelastischer Verformungen werden Daten
aus Temperatur- und Verschiebungswegemessungen an mehreren Stellen des Pri-
markreises wéhrend des Anfahrvorgangs einer Vor-Konvoi- und einer Konvoi-Anlage in
unterschiedlichem Detaillierungsgrad herangezogen /HOE 96/, /GRS 97/. Daneben er-
folgt ein Vergleich mit bereits in ahnlicher Weise validierten Vorgdngermodellen
/HOE 96/, IGRE 99/.

Ausgangspunkt der Simulation dieses Anfahrvorgangs ist der Zustand ,unterkritisch
kalt“ mit einem Primarkreisdruck von 3,5 MPa, einem druckfreien Sekundarkreis und
einer homogenen Temperatur aller Komponenten von 50 °C. Im Endzustand werden
ein Primarkreisdruck von 16,2 MPa und ein Sekundéarkreisdruck von 7,2 MPa erreicht.
Weiterhin wird im Endzustand zur Vereinfachung fir das gesamte Modell mit Ausnah-
me des Druckhalters, der Speisewasserleitung und der Aufhdngungselemente eine
Temperatur angenommen, die der Betriebstemperatur des Primarkreises von 297 °C
entspricht. Die Druckhaltertemperatur wird gemafd den Messungen davon abweichend
mit 345 °C, die Temperatur der Speisewasserleitung mit 150 °C festgelegt. Im Stutzen-
bereich erfolgte jeweils eine Interpolation. Fir die Aufhdngungselemente wird eine
Temperatur von 50 °C festgelegt. Abb. 5.6 und Abb. 5.7 zeigen die Messstellen der
Verschiebungswegemessung. Die Messwerte wurden relativ zu fixen Anschlagpunkten

gewonnen.
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Abb. 5.6  Orte der Verschiebungswegemessung an einer Vor-Konvoi- Anlage
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Abb. 5.7  Orte der Verschiebungswegemessung an einer Konvoi- Anlage /GRE 99/
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Tab. 5.1 und Tab. 5.2 zeigen die gemessenen und berechneten Werte an den Mess-
stellen. Zuséatzlich sind Ergebnisse eines 3D-FE-Vorgangermodells (siehe /GRE 99/)
und eines vereinfachten Rohrmodells aus /HOE 96/ aufgefihrt, die mit einer friiheren

Version des Rechenprogramms ADINA /ADI 17/ erzielt wurden.

Tab. 5.1  Verschiebung der Messstellen an einer Vor-Konvoi-Anlage

Messstelle Messung Rohrmodell ADINA ANSYS
[mm] /HOE 96/ /IGRE 99/

1 -0,50 0,10 -8,70 -10,64
3 0,60 0,10 -5,90 -6,25
5 -38,80 -44,60 -44,50 -46,41
6 -0,30 -2,90 -2,03
8 -1,10 -2,15
16 -42,50 -46,20 -46,90 -41,14
18 10,00 15,80 10,30 18,54
21 -16,00 -30,20 -40,10 -40,00
22 -1,00 -8,80 -8,85

Tab. 5.2  Verschiebung der Messstellen an einer Vor-Konvoi-Anlage

Messstelle Messung [mm] ANSYS
JEA20V101 -1,70 3,48
JEA20V102 43,90 46,12
JEA20V103 4,50 5,34
LAB70V101 -9,20 -12,33
LAB70V102 19,40 14,86
LAB70V103 44,30 45,88
LBA20V101 4,20 1,78
LBA20V102 -1,30 2,23
LBA20V103 73,10 79,67
JEF10V101 -1,20 0,51
JEF10V102 -3,00 -4,25
JEF10V103 -44,30 -39,71

Die Ubereinstimmung zwischen Rechnung und Verschiebungswegmessung an der
Vor-Konvoi-Anlage ist gut erkennbar. Sie deckt sich weitgehend mit den Abweichungen
des vereinfachten Rohrmodells und des ADINA-Modells. Verbleibende Abweichungen

konnen teils auf geometrische Unterschiede zwischen der Vor-Konvoi-Anlage und dem
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Konvoi-Analysemodell zurlickgefiihrt werden. Die grof3e Abweichung bei der vertikalen
Ausdehnung der Volumenausgleichsleitung (Messstelle 21) und der horizontalen Ver-
schiebung der Tragpratzen des angrenzenden Druckhalters (Messstelle 22) kénnen
durch eine bereits zu Beginn des Versuchs erhdhte Temperatur an diesen Stellen so-
wie eine unbekannte Temperaturschichtung in der Volumenausgleichsleitung erklart
werden /HOE 96/.

Der Vergleich mit den Messungen an der Konvoi-Anlage zeigt eine gute Ubereinstim-
mung, insbesondere bei einer genldgend groRen Auslenkung. Die Abweichung betragt
bei Messstellen mit Auslenkungen tber 40 mm im Schnitt nur etwa 7 %. Der verblei-
bende Fehler resultiert moéglicherweise aus messtechnischen Ungenauigkeiten, aus
den Vereinfachungen des Modells oder der vereinfachten Beaufschlagung der Kompo-

nenten mit Temperaturen und Lasten aufgrund unbekannter Detailinformation.

5.3 Erganzung von Modellen der Dampferzeugerheizrohre, der DE-
Entwasserung und des DE-Mannlochs

Die DfU besteht neben grofzen Komponenten, die bereits im Modell der Kihlkreislauf-
schleife enthalten sind, aus zahlreichen Kleinkomponenten und Komponentendetails.
Deren Einbezug in die Betrachtung auslegungsiberschreitender Lasten ist zur genau-
en Prognose des Versagensverhaltens wichtig, da Zeitpunkt und Gradient der Dru-
ckentlastung durch die zuerst versagende Komponente bzw. durch mdgliche friihe Le-
ckagen festgelegt werden. Unter diesen Detailkomponenten nimmt das Dampf-
erzeugerheizrohr eine herausragende Stellung ein. Neuere Untersuchungen zeigen,
dass in Kernschmelz-Szenarien unter bestimmten Umstanden eine starke Erhitzung
der Dampferzeugerheizrohre mdoglich ist /SAN 15/. Deren Versagen wirde eine Frei-
setzung der heil3en Gase und der Radionuklide zur Sekundarseite hin ermdéglichen. Im
Rahmen dieses Vorhabens wurde daher mit der Erstellung von Detailmodellen begon-
nen. Diese wurden so angelegt, dass sie bei Bedarf per Submodeling in das Global-
modell eingeschnitten werden kénnen und von dort Verschiebungsrandbedingungen
an den Schnittflachen Gbernehmen. Daneben wurde eine Materialmodellierung des
Dampferzeugerheizrohrwerkstoffs Alloy 800 (mod.) analog zu den bereits bestehenden
Materialmodellen typischer Reaktorwerkstoffe erstellt und Versagenszeitflachen sowie
Larson-Miller-Parameter zur vereinfachten Versagensabschatzung abgeleitet.
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531 Geometriemodelle der Komponenten

Abb. 5.8 zeigt die generierten Komponentenmodelle und die Orte, an denen diese op-

tional in das Globalmodell eingeschnitten werden.

Dampferzeuger-
heizrohr,
Gesamtmodell

Dampferzeuger-
heizrohr,
Teilmodell

B ] Mannloch
Entwdsserungsleitung

Abb. 5.8 Gesamtmodell des Heizrohrs mit dem kleinsten Biegeradius

Geometriemodelle der Dampferzeugerheizrohre wurden in zwei Detaillierungsstufen
erstellt. In einem Gesamtmodell wurde die reale Lagerungssituation des Heizrohrs mit
dem kleinsten Biegeradius nachempfunden, indem die Seitwartsbewegung des Rohrs
an dedizierten Kontaktstellen begrenzt wurde. Im unteren Bereich wurde die Einwal-
zung in den Rohrboden modelliert. Ein Teilmodell bildet nur den kritischen Bereich im
Ubergang zwischen Zwangung im Rohrboden und freier Ausdehnung ab. In diesem
Bereich treten die héchsten Temperaturen und zudem oft Schadigungen auf, welche
hier repréasentativ fir Wastage-Schéadigung in Form einer in Ausdehnung und Tiefe pa-
rametrisierbaren umlaufenden Mulde mit grof3ztigiger Fase (vgl. /VGB 09/) zuschaltbar

modelliert wurde.

Weitere Modelle betreffen die in der unteren Kalotte des Dampferzeugers befindlichen
Details in Form der Strukturbereiche einer Entwasserungsleitung und eines Mannlochs.

Der Stutzen der DE-Entwésserungsleitung ist in der Bohrung frei verschieblich und an
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der Stelle der oberen Schwei3naht mit dem Grundkdrper verbunden. In den Schéften
der Schrauben des DE-Mannlochmodells wurden Vorspannungen entsprechend dem

vorgeschriebenen Anzugsdrehmoment eingebracht.

5.3.2 Materialmodell fur den DE-Heizrohrwerkstoff Alloy 800 (mod.)

Da insbesondere fur hohe Temperaturen gegenwartig keine ausreichende Datenbasis
fur die in deutschen Druckwasserreaktoren fur die Dampferzeugerheizrohre verwende-
te Nickelbasislegierung Alloy 800 (mod.) vorliegt, musste teils auf Daten flr die ahnli-
chen Werkstoffe Alloy 800 und Alloy 800H innerhalb der Werkstofffamilie zurtickgegrif-
fen werden. Tab. 5.3 enthdlt die linearelastischen Eigenschaften von Alloy 800H
/ISMC 04/. Werte bis 1000 °C wurden fur die Verwendung in FE-Rechnungen zusétzlich

linear extrapoliert.

Tab. 5.3 Linearelastische Eigenschaften von Alloy 800H /SMC 04/

Temperatur Elastizitatsmo- | Schubmodul Poissonzahl

[°C] dul [GPa] [GPa]
20 196,5 73,4 0,339
100 191,3 71,2 0,343
200 184,8 68,5 0,348
300 178,3 66,1 0,357
400 171,6 63,0 0,362
500 165,0 60,3 0,367
600 157,7 57,4 0,373
700 150,1 54,3 0,381
800 141,3 50,7 0,394

(900) 132,5 47,1 0,407

(1000) 123,7 43,5 0,42

Ausgangspunkt fur die Konstruktion von Spannungs-Dehnungs-Kurven sind Messun-
gen an Proben aus Originaldampferzeugerheizrohren (siehe /MPA 13/) fir Raumtem-
peratur und 300 °C (Abb. 5.9).
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Die Kurve fir 300 °C wurde mit Hilfe von Daten fir die Zugfestigkeit aus /SMC 04/

(Abb. 5.10) fur andere Temperaturen proportional angepasst. Der Verlauf der Zugfes-

tigkeit ist grundsatzlich abhangig von der Warmebehandlung des Stahls. Hier wurde

auf Daten von warmgewalztem, unbehandeltem Werkstoff zurtickgegriffen.
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Abb. 5.10 Elastoplastische Eigenschaften von Alloy 800H /SMC 04/

Abb. 5.11 zeigt die so konstruierten Spannungs-Dehnungs-Kurven, wobei die Kurven

fir 300 °C und 400 °C keine nennenswerten Unterschiede zeigen.
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Abb. 5.11 Konstruierte Spannungs-Dehnungs-Kurven von Alloy 800 (mod.)

Das Vorgehen scheint in erster Naherung gerechtfertigt, da insbesondere ein Versagen
aufgrund plastischer Instabilitdt im einaxialen Fall allein durch die Zugfestigkeit deter-
miniert ist und der genaue Verlauf der Kurve daneben einen untergeordneten Einfluss
auf die Simulation hat. Zum Vergleich sind in Abb. 5.12 gemessene Spannungs-
Dehnungs-Beziehungen des Werkstoffs Alloy 800H aus /WRI 10/ und /ROY 05/ ge-
zeigt.
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Abb. 5.12 Spannungs-Dehnungs-Kurven von Alloy 800H /WRI 10/

Bei Temperaturen oberhalb von ca. 800 °C gibt es eine zufriedenstellende Uberein-

stimmung, wahrend bei niedrigeren Temperaturen deutliche Unterschiede existieren.
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In Abb. 5.13 sind Kriechdehnraten basierend auf Literaturwerten im Temperaturbereich
zwischen 800 und 1000 °C dargestellt.
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Abb. 5.13 Spannungsabhéangigkeit inter- bzw. extrapolierter Kriechdehnraten basie-

rend auf verfligbaren experimentellen Daten fir Alloy 800H

Da fir die im Kurzzeitbereich auftretenden hohen Spannungen keine Kriechdehnraten
vorliegen, wurden vorhandene Daten entsprechend gefittet und extrapoliert. In
Abb. 5.14 ist dies exemplarisch fir eine Temperatur von 900 °C dargestellt. Anhand ei-
ner Trendanalyse unter Verwendung des Kriechgesetzes nach Norton-Bailey (Formel
5.2) werden die Koeffizienten ¢; = 2,0E — 09 und ¢, = 3,48 hier fur 900 °C bestimmt.

& =cy 0% (é: Kriechdehnrate, o: Spannung, ¢; und c,: konst.) (5.2)

Entsprechende Werte c¢; und c, wurden fir samtliche Temperaturstufen bestimmt.
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Inter- bzw. Extrapolation einer Kriechdehnratenkurve fur Alloy 800H

(900 °C) basierend auf verfiigbaren experimentellen Daten

Zusatzliche Temperaturstufen wurden mit Hilfe einer Arrhenius-Beziehung (vgl. Formel

4.15) generiert.

In Abb. 5.15 sind die erzeugten kinstlichen Kurven dargestellt.
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Abb. 5.15 Spannungsabhangigkeit inter- bzw. extrapolierter Kriechdehnraten basie-

rend auf verfligbaren experimentellen Daten fiir Alloy 800H

Fur Berechnungen zur Integritatsbewertung von DEH unter Belastungen infolge von

Kernschmelz-Szenarien (siehe Abschnitt 6.3.2) sind Kriechdaten insbesondere auch
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fur hohe Temperaturen und hohe Spannungen erforderlich. Abb. 5.15 zeigt, dass fur
den DEH-Werkstoff Alloy 800 (mod.) die verfigbaren experimentellen Kriechdaten
nicht ausreichend sind und die zusétzlichen erforderlichen Daten nur durch Inter- und
Extrapolation erzeugt werden kénnen. Die Unsicherheit der Daten und somit auch der
Integritatsbewertungen sind fir den Werkstoff Alloy 800 (mod.) daher vergleichsweise
hoch.

5.3.3 Generierung von Versagenszeitflachen fur DE-Heizrohre

Fur verschiedene Schadigungsgrade der Dampferzeugerheizrohre (Tab. 5.4), welche
in Form von Wanddickenschwéchung beispielsweise durch Flachenkorrosion, Abrasion
oder Fremdkorperfretting hervorgerufen werden koénnen, wurden mit Hilfe von FE-
Rechnungen Versagenszeitflachen erzeugt. Im Bericht /SPE 12/ wird im Kapitel 4.5 die
Methodik zur Erzeugung der Versagensflachen ausfiuhrlich erlautert. Die im Folgenden
betrachteten Versagensflachen beziehen sich einheitlich auf die Druckstufen 9, 11, 13,
15 und 18 MPa. Als Temperaturstufen werden 25 Abstufungen zwischen 660 °C und

900 °C verwendet, welche sich jeweils um 10 °C unterscheiden.

Tab. 5.4  Angenommene Schadigungsstufen und Bauteilgeometrie des Dampfer-

zeugerheizrohres (DEH)

Wandstéarken- AufRRendurch- Innendurch- Wandstarke t
schadigung [%0] messer d, [mm] messer d;[mm] [mm]

0 22,000 19,54 1,230

5 21,877 19,54 1,169

10 21,754 19,54 1,107

15 21,631 19,54 1,046

20 21,508 19,54 0,984

In Abb. 5.16 wird die errechnete Versagenszeitfliche exemplarisch fir die Schadi-
gungsstufe 0 % dargestellt. Ein mégliches Versagen oberhalb von 80.000 s wird nicht
betrachtet und aus praktischen Grinden mit einer Versagenszeit von 80.000 s gleich-

gesetzt, da die FE-Rechnungen nur bis zu diesem Zeitpunkt durchgefihrt wurden.

Es wird deutlich, dass eine Erhéhung des Drucks oder der Temperatur eine Verringe-
rung der Versagenszeit zur Folge hat. Mit steigender Schadigung (reduzierter Wand-

starke) sinken die Versagenszeiten bei unveréanderten Druck- und Temperaturlasten.
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Abb. 5.16 Versagenszeitflache des Dampferzeugerheizrohrs (ohne Schadigung)
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5.34 Generierung von Larson-Miller-Parametern

Im Folgenden wird die Generierung von Larson-Miller (LM) Parametern gemaf des in

Kapitel 4.5 (Gleichung 4.16, 4.17, 4.18) beschriebenen Ansatzes zusammengefasst.

Die werkstoffspezifischen Koeffizienten a;, a, und az (siehe Gleichung 4.17 und 4.18)
sowie der Parameter C (siehe Gleichung 4.16) sind in Tab. 5.5 fur verschiedene Werk-
stoffe zusammengestellt. Mit Hilfe von numerischen Ausgleichsrechnungen wurden die
entsprechenden Werte aus den Versagensflachen fir den Werkstoff Alloy 800 (mod.)
sowie als Referenz aus vergleichbaren Versagenszeitflachen fiur den Werkstoff
20MnMoNi5-5 abgeleitet. Dazu wurde aus der Differenz der Versagenszeiten zwischen
Versagenszeitflachen der mit einem Parametersatz (a;, a, und ggf. a; sowie C) berech-
neten Werte ein Fehler ermittelt: r; = tz — t. Ziel der numerischen Optimierung ist die
Minimierung der Summe der Fehlerquadrate minY;r?. Dazu wird der in Microsoft

Excel integrierte Solver verwendet.

Zum Vergleich sind in Tab. 5.5 auch Ergebnisse aus dem Bericht GRS-A-2598
/BOE 98/ fiur die Werkstoffe 22NiMoCr37 und X10CrNiNb18-9 aufgenommen /AZO 98/.
Die Spalte mit der Bezeichnung ,Anpassung"“ gibt Auskunft Uber den bei der Ableitung
der LM-Parameter verwendeten Temperatur- und Druckbereich. Bei Verwendung der
aufgelisteten LM-Parameter missen folgende Einheiten verwendet werden: Spannung
[MPa], Zeit [h] und Temperatur [K]. Systemcodes, wie ATHLET oder MELCOR, bein-
halten oft Versagensmodelle basierend auf dem LM-Ansatz, wobei zu beachten ist,

dass die Programmeingaben teils in anderen Einheitensystemen erfolgen /CAD 94/.

Fur den Werkstoff Alloy 800 (mod.) sind fiir die Geraden- und die Parabelanpassung
jeweils zwei Parametersatze angegeben. Der erste Parametersatz wurde unter der
Randbedingung einer kleinstmdéglichen Abweichung von den Versagenszeiten (Mini-
mierung der Summe der Fehlerquadrate) berechnet. Der zweite Parametersatz wurde
unter der zusatzlichen Randbedingung C = 15 berechnet, welche sich an Literaturwer-
ten orientiert. In diesem Fall erhéht sich die Summe der Fehlerquadrate der Geraden-
anpassung um etwa das Finffache und bei der Parabelanpassung sogar um das

Zehnfache.

Zur Bestimmung von LM-Parametern fir Alloy 800 (mod.) aus einer entsprechenden

Versagensflache wurde der zugrunde liegende Belastungsbereich auf Temperaturen
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von 690 °C bis 930 °C und Driicke von 9 MPa bis 18 MPa beschrénkt, da diese Belas-
tungen fir Kernschmelz-Szenarien in DWR typisch sind. Es ist mdglich, Versagenszei-
ten fir niedrigere Driicke und Temperaturen zu berechnen, allerdings ist dabei ein
Trend zu groReren Abweichungen zwischen FE-Rechnung und LM-Abschéatzung zu
beobachten. Die Parabelform ermdglicht in der Regel eine Anpassung mit geringerem
Fehler, nachteilig ist jedoch eine notwendige Beschrankung auf einen Spannungsbe-
reich, da der Wurzelausdruck bei hinreichend kleinen Werten negativ werden kann. Es
sei betont, dass die hier angegebenen LMP nur fiir den betrachteten Belastungsbe-

reich verwendet werden sollten.

Tab. 5.5 Zusammenstellung von LM-Parametern fur verschiedene Werkstoffe

Werkstoff Bauteil Anpassung a; a, as C

20MnMoNi5-5 HKL, DH | Gerade 2,7e4 |-6,4e3 15
610 — 1300 °C
0,5-18 MPa

20MnMoN:i5-5 HKL, DH | Parabel 79e3 |2,3e8 |-9,3e7 |15
610 — 1300 °C
0,5-18 MPa

22NiMoCr37* RDB Gerade 3,8e4 -9,3e3 19
500 — 1140 °C
1-16 MPa

X10CrNiNb18-9* | VAL Parabel 1,5e4 |4,3e8 |-1,6e8 |22
500 — 1140° C
1-16 MPa

Alloy 800 (mod.) | DEH Gerade 4,84 |-8,9e3 28
690 — 930 °C 2,5e4 |-4,8e3 15
9 - 18 MPa

Alloy 800 (mod.) | DEH Parabel 1,6e4 |4,3e8 |[-1,6e8 |25
690 — 930 °C 19e4 |5,6e8 |-1,5e8 |15
9 - 18 MPa

! /BOE 98/

Zur Berechnung der Umfangsspannung, aus der sich wiederum der LMP berechnen
lasst, wird in der Regel die ,Kesselformel* fir dickwandige Rohre fur die maximale

Tangentialspannung o; (an der Innenseite des Rohres) verwendet:

o = (12 + r2)p; — 212D,
b (g +7r)g—1)

(5.3)

Ot Tangentialspannung an der Innenseite des Rohres
pia  Innen-/Auendruck

lia Innen-/AuRendurchmesser
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Die maximale Spannung (omax), Welche mit Hilfe der Kesselformel fur dickwandige Roh-

re berechnet wurde, tritt an der inneren Oberflache auf. FUr dinnwandige Rohre lasst

sich die Formel vereinfachen zu:

Ta+1;

Z(ra - ri) (54)

ot = (Pa — Pi)

Die Vorschaden in Dampferzeugerheizrohren kdnnen in Form einer Schwachung der
Wandstarke in [%] bezogen auf die urspriingliche Wandstarke berticksichtigt werden.
Hierbei wird eine von der AulRenwand ausgehende Schadigung angenommen,
wodurch der duRere Durchmesser (Da) und somit die Wandstéarke (t) reduziert werden.
Dies fuhrt bei unveranderter Innendruckbelastung zu einer erhdéhten Spannung. In
Tab. 5.6 sind vergleichend Spannungen bei einem Innendruck (p;) von 16,1 MPa flr
verschiedene Schadigungsstufen von 0 % (ohne Schadigung) bis 40 % gegenuberge-

stellt.

Tab. 5.6  Einfluss der Schadigung auf die max. Spannungen an der Innenseite

Bauteil/Schéadigung D; D, t pi Omax (iNNen)
[%] [mm] [mm] [mm] | [MPa] [MPa]
DEH /0 19,54 22,00 1,23 16,1 136,4
DEH /5 19,54 21,88 1,17 16,1 142,7
DEH/ 10 19,54 21,75 1,11 16,1 150,1
DEH/ 15 19,54 21,63 1,05 16,1 158,4
DEH /20 19,54 21,51 0,98 16,1 167,8
DEH /40 19,54 21,02 0,74 16,1 220,9

Es ist zu beobachten, dass eine Wandstarkenschwachung von 40 % bezogen auf die
urspriingliche Wandstarke ohne Schadigung eine Erh6hung der maximalen Spannung
um ca. 62 % verursacht. Dabei werden Spannungen erreicht, die insbesondere bei ho-
hen Temperaturstufen mit signifikanten plastischen Dehnungen verbunden sind (siehe
Abb. 5.11).

In Abb. 5.17 und Abb. 5.18 werden zur Validierung fir DEH aus dem Werkstoff Al-
loy 800 (mod.) fir die beiden Schadigungsstufen 0 % und 20 % die mit Hilfe der beiden
LM-Parametersatze berechneten Versagenszeiten fur die Druckstufe 16,1 MPa den

diskreten Versagenszeiten aus der mit FEM berechneten Versagenszeitflache gegen-
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Ubergestellt. Infolge der angenommenen 20%-Schadigung sinkt z. B. die Versagens-
zeit eines DEH bei 750 °C von ca. 3 h auf ca. 45 min. Die Werte liegen in der logarith-
mischen Darstellung annahernd auf einer Linie und weichen nur bei hohen Temperatu-
ren in Richtung kurzerer Zeiten stark ab. Ein wesentlicher Grund fur die Abweichung
bei hoheren Temperaturen ist, dass dort aufgrund der niedrigeren Zugfestigkeit und der
groReren Kriechdehnrate der progressive Versagensvorgang gegenuber der anfangli-
chen kontinuierlichen Aufblahung einen gréRBeren Zeit- bzw. Dehnungsanteil bean-
sprucht. Die Nichtlinearitaten in den Materialeigenschaften, insbesondere das friihe
Einsetzen signifikanter plastischer Dehnung sowie die nichtlineare Riickkopplung der
Aufblahung und Wanddickenschwéchung mit der Spannung, welche den progressiven
Versagensvorgang verursachen, werden im vereinfachten LMP-Ansatz ebenfalls nicht

bertcksichtigt.
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Abb. 5.17 Versagenszeiten der DEH (Schadigungsstufe 0 %) fur den Differenzdruck
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Abb. 5.18 Versagenszeiten der DEH (Schadigungsstufe 20 %) fur den Differenzdruck

16,1 MPa (Sekundéarseite druckentlastet)

Abb. 5.19 und Abb. 5.20 zeigen, dass sowohl die Parameterbeschreibung mit Hilfe der

Parabelform als auch die mit der Geradenform innerhalb des hier betrachteten Belas-

tungsbereichs durch Temperatur- und Drucklasten die berechneten diskreten Versa-
genszeiten bei 0% Schadigung bis ca. 830 °C und bei 20 % Schadigung bis ca.
790 °C gut darstellen.
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Abb. 5.19 Vergleich der Versagenszeiten der DEH fir die Schadigungsstufen 0 % —

20 % (Geradenanpassung, Differenzdruck 16,1 MPa)
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Abb. 5.20 Vergleich der Versagenszeiten der DEH fir die Schadigungsstufen 0 % —

20 % (Parabelanpassung, Differenzdruck 16,1 MPa)

In Abb. 5.21 werden Ergebnisse mit verschiedenen LM-Parametersitzen der GRS,
welche aus den Versagenszeitflachen abgeleitet wurden, zusammen mit Literaturwer-
ten /KFA 85/, IMPA 16/, IMAR 99/, /SAN 15/, /SMC 04/ dargestellt, welche sich einer-
seits durch die Auswahl verschiedener C-Werte (C=15, C=28, C=30) sowie die Wahl

von Geradenanpassung (G) bzw. Parabelanpassung (P) unterscheiden.
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Es ist zu beobachten, dass die berechneten Versagenszeiten, die mit Hilfe der in
Tab. 5.5 angegebenen Parametersatze ,Geradenanpassung (G), C=28" und ,Para-
belanpassung (P), C=30“, welche die geringsten Abweichungen von den Werten der
Versagenszeitflachen basierend auf FEM aufweisen, innerhalb des Streubandes ent-
sprechender Werte basierend auf Parameterséatzen der Literaturquellen liegen. Weiter-
hin lassen sich grol3e Unsicherheiten in der Quantifizierung von Versagenszeiten ba-

sierend auf LM-Parameterséatzen erkennen.

1,0E+02 GRS-800mod-G-C=28
= = = GRS-800mod-P-C=25
—_— = .« =Alloy 600 /SAN15/
=
.*5 === Alloy 600(-0.95) /SAN15/
N
[7,}
£ 1,0e+01 Alloy 600(+0.95) /SAN15/
&
4 = == Alloy 800H /SMC04/
()]
>
= == Alloy 800 /MAR99/
Alloy 800H /MAR99/
1,0E+00 Alloy 800H /ROES5/
600 700 800 900

Temperatur [°C]

Abb. 5.21 Vergleich der berechneten Versagenszeiten mit LM-Parametersétzen der
GRS und aus der Literatur (Betriebsdruck 16,1 MPa)

In Abb. 5.22 ist die Abhangigkeit des LM-Parameters von der Nennspannung darge-
stellt. Hierbei werden die Parametersatze der GRS fir C-Werte von 28 mit Ergebnissen
aus /MPA 16/ verglichen. Die GRS-Daten decken einen Spannungsbereich von
25,4 MPa bis 152,5 MPa ab, wahrend durch die MPA-Daten Nennspannungsbereiche
von 1 MPa bis ca. 300 MPa abgedeckt werden. Insgesamt ist eine zufriedenstellende
Ubereinstimmung zwischen dem besten GRS-Parametersatz (Geradenanpassung,
C=28) und den Ergebnissen der MPA-Stuttgart zu beobachten. Im besonders relevan-
ten Bereich zwischen ca. 50 und 150 MPa ist die Ubereinstimmung zufriedenstellend.
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Abb. 5.22 Vergleich der Abhangigkeiten des LM-Parameters von der Nennspannung
fur Alloy 800mod (GRS) mit Alloy800H aus /MPA 16/
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6 Parameterstudien zum Komponentenverhalten bei
Kernschmelz-Szenarien

6.1 Nachrechnung eines GroRversuchs zum Versagen einer HKL

6.1.1 Beschreibung des Versuchs

1988 fuhrte die MPA der Universitat Stuttgart einen Grol3versuch zum Verhalten einer
DWR-Hauptkihimittelleitung  unter  auslegungstiberschreitenden Lasten durch
IMPA 88/. Der Versuchskorper (Abb. 6.1) bestand aus einem Versuchsrohr, welches
sich in Geometrie und Werkstoff an Hauptkihlmittelleitungen deutscher DWR anlehnte,
sowie zwei daran angeschweil3ten Verlangerungsrohren mit gréReren Wandstéarken,
die jeweils mit Boden druckdicht verschlossen wurden. Ultraschallmessungen ergaben
Wanddicken zwischen 47,0 und 47,3 mm. An einem Ende des Prifkérpers wurden
Osen angebracht, um diesen in aufrechter Position hangend und somit frei von auRe-

ren Lagerungskraften an einem mechanisch steifen Fixpunkt befestigen zu kénnen.

Verlangerungsrohr  Versuchsrohr Verlangerungsrohr  Aufhangung

Te] P wy
T T i R * dm
i l | 1 i t T 1 |
[=] =| 1 [=] I = |
0 2 I U I SO OO - O
a o 1 o \ a
v L it | e e s
2700 2700 2700
- - L]
Boden Boden

Abb. 6.1 Geometrie des Versuchskorpers /IMPA 88/

Als Material wurde der ferritische Werkstoff 20MnMoNi5-5 verwendet. Der Versuchs-
korper wurde 6.5 h bei 920 °C, 7.5 h bei 640 °C und 8 h bei 660 °C Warmebehandlun-
gen unterzogen. Eine Plattierung wurde nicht aufgebracht. Bei Ultraschallmessungen

wurden keine Rissanzeigen dokumentiert.

Der Prufkorper wurde Belastungen ausgesetzt, wie sie fur Kernschmelz-Szenarien bei
hohem Druck typisch sind. So wurde ein Innendruck durch komprimierte Luft Gber ei-
nen Kompressor und eine Anschlussleitung an der unteren Endkappe aufgebracht.

Das Volumen der Verlangerungsrohre und ein Drucklufttank sollten dabei eine Volu-
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menzunahme durch Verformung kompensieren. Eine Beheizung erfolgte durch Indukti-
onsschleifen mit einer Maximalleistung von 1120 kW, die rund um das zentrale Pruf-
rohr angebracht wurden. Die Beheizung wurde nach au3en zusétzlich isoliert. Der Ver-
such wurde mit einem Manometer, mehreren innen- und aul3enliegenden
Temperatursensoren, mehreren radialen und axialen Wegaufnehmern sowie Be-

schleunigungssensoren instrumentiert.

Nach einer Auffullphase befand sich der Versuchskérper bei t = 0 s auf einem Druckni-
veau von 12,7 MPa. Innerhalb von ca. 4300 s wurde der Druck auf ein Niveau von
16,54 MPa +0,13/-0,31 MPa angehoben (Abb. 6.2).

20

Innendruck [MPa]
>

0 2000 4000 6000 8000 10000 12000 14000
Zeit [s]

Abb. 6.2 Innendruck wahrend des Experiments /IMPA 88/

Abb. 6.3 zeigt die gemessene Temperatur auf der Hohe der axialen Symmetrieebene
fur jeweils vier auRen und innen entlang des Umfangs angebrachte Temperatursenso-
ren. Die Induktionsspulen wurden manuell gesteuert und die Temperatur mit einem
Gradient von ca. 4 K/min (Phase |), spater 7 K/min (Phase Il) erhdéht und dann anna-
hernd konstant belassen (Phase IIl). Aufgrund der au3eren Beheizung stellte sich tber
die Wand ein Temperaturgradient ein. Die Temperaturverteilung war in axialer Rich-
tung Uber das Versuchsrohr annahernd gleich und fiel zum Ubergang zu den Verlange-

rungsrohren hin ab. Die Genauigkeit der Temperatursensoren betrug +2 °C.
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Temperatur in der axialen Symmetrieebene
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Abb. 6.3 Gemessene Temperatur an den Sensoren entlang der axialen Symmetrie-
ebene /MPA 88/

Abb. 6.4 und Abb. 6.5 zeigen die radiale und axiale Aufweitung in der axialen Symmet-
rieebene bzw. die daraus errechneten durchschnittlichen Umfangsdehnungen und
axialen Dehnungen. Die radiale Aufweitung wurde Uber Drahte erfasst, die radial an
der Oberflache befestigt und mit Wegaufnehmern verbunden waren. Die axiale Aufwei-
tung wurde Uber Drahte mit einer Lange von 400 mm erfasst, die an zwei Oberflachen-

punkten jeweils 200 mm Uber und unter der axialen Symmetrieebene befestigt waren.
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Radiale Aufweitung in der axialen Symmetrieebene
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Abb. 6.4 Gemessene radiale Verschiebung und entsprechende durchschnittliche

Dehnung an den Sensoren entlang der axialen Symmetrieebene /MPA 88/

Axiale Aufweitung zwischen + 200 mm und - 200 mm
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Abb. 6.5 Gemessene axiale Verschiebung und entsprechende durchschnittliche

Dehnung im Bereich der Symmetrieebene /MPA 88/

Eine signifikante Verformung zeigte sich erst gegen Ende des Versuchs. Der Ver-
suchskdrper blahte sich dabei mittig bis zu einer Verformung von etwa 30 % auf, bevor
er nach etwa 12476 s durch einen zentral liegenden Riss versagte, welcher sich langs
ausbreitete und nach Umlenkung an der Schwei3naht zu einem Abriss eines Verlange-
rungsrohrs fihrte (Abb. 6.6). Das explosionsartige Versagen zerstdrte den Versuchs-

aufbau vollstandig.
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Abb. 6.6  Testkorper nach dem Versagen /MPA 88/

6.1.2 2D-Analysemodell

Das 2D-Analysemodell nutzt die Symmetrie des Experiments bezlglich Geometrie und
Belastung. Die (geringe) Temperaturabhangigkeit in Axial- und Umfangsrichtung wird
dabei vernachlassigt. Obwohl in diesem Fall ein 1-dimensionales Modell grundsatzlich
ausreichen wirde, wurde aus praktischen Grinden ein zweidimensionales Netz von
4x40 quadratischen Elementen gewahlt (Abb. 6.7, Abb. 6.8).
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Abb. 6.7  Simulierter Ausschnitt als Teil des Gesamtrohrs

g
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Abb. 6.8 Vernetzung des 2D-Modells

Das verwendete Materialmodell fur den Werkstoff 20MnMoNi5-5 wurde in Kapitel 5.1

beschrieben.

Das Temperaturfeld wurde rekonstruiert, indem der mechanischen Rechnung eine
thermische Rechnung basierend auf den Sensormessungen vorgeschaltet wurde. Um
die Frage zu untersuchen, welche Temperatursensoren idealerweise zur Reproduktion
des Versagens herangezogen werden sollen, wurden vier verschiedene Satze von
Randbedingungen erzeugt (Tab. 6.1). Fir TH1 wurde die Temperatur an der spateren
Versagensstelle anhand der acht umliegenden Sensoren ermittelt, indem je vier Sen-
soren auf3en und innen gewichtet nach Abstand interpoliert wurden. TH2 nutzt eine
Mittelung von je 12 Sensoren innen und auf’en im zentralen Rohrbereich
schen -320 mm und +320 mm bezogen auf die axiale Symmetrieebene), TH3 verwen-
det jeweils die Sensoren innen und aul3en mit den globalen Maxima gegen Ende des
Versuchs. Theoretisch sind dabei noch hdhere Temperaturspitzen zwischen den Sen-
sormessstellen mdglich, die hier nicht abgedeckt werden. TH4 nutzt die interpolierte

Temperatur an dem im 3D-Modell (Abschnitt 6.1.3) vorhergesagten Versagensort.
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Tab. 6.1  Ubersicht tiber die in den verschiedenen Rechnungen verwendeten Rand-

bedingungen beziglich der Temperatur

Simulation Randbedingungen beziglich der Temperatur

TH1 Lokale Interpolation an der spateren Versagensstelle

TH2 Arithmetische Mittelung der Sensoren in der Rohrmitte

TH3 Temperaturen des Sensors mit globalem Maximum

TH4 Lokale Interpolation an der Versagensstelle des 3D Modells

Randbedingungen fur die mechanische Analyse (Abb. 6.9) sind das in der thermischen
Rechnung ermittelte Temperaturfeld, der Innendruck sowie eine konstante Ersatzkraft
in Axialrichtung. Eine Erhdhung der Axialkraft durch die Aufweitung des Versuchskor-
pers und eine dadurch bedingte Vergrol3erung der wirksamen Flache in der Endphase
des Versuchs wurden vernachlassigt. Die Fixierung des Modells erfolgt Giber eine Fixie-
rung der Translation der Knoten an der Oberseite in Y-Richtung und eine Kopplung der

Translation der Knoten an der Unterseite in Y-Richtung.

. Temperatur Y
. Innendruck: 16,4 MPa
. Ersatzspannung: -57,1 MPa @ X

@ Bewegung in Y-Richtung gesperrt
‘ E‘ Bewegung in Y-Richtung gekoppelt

0 10 20 (_mm)

5 15

Abb. 6.9 Randbedingungen fir die strukturmechanische Rechnung

Die Unterteilung der Zeitschritte wurde entsprechend den Beobachtungen im Experi-
ment zu Beginn gréber und in der Phase mit signifikanter Verformung feiner gewahlt.
Die Rechnung wurde ferner unter Berlicksichtigung gro3er Verformungen durchge-
fuhrt. Als Versagenskriterium wird das Instabilitatskriterium nach /CHA 94/ (vgl. Kapitel

4.4) verwendet.

Bis 10500 s sind mit Ausnahme der thermischen Dehnung keine signifikanten Verfor-

mungen zu beobachten. Danach beginnt eine kriechdehnungsgesteuerte Aufblahung
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des Rohres, bis eine signifikante plastische Dehnung einsetzt und schnell zu plasti-
scher Instabilitat fihrt. Neben der nichtlinearen Lastriickkopplung durch Aufblahung
des Rohres und Wanddickenminderung tragen auch die Uberproportionale Span-
nungsabhangigkeit der Kriechdehnungsgeschwindigkeit, die nichtlineare Spannungs-
Dehnungs-Kurve sowie die hier zunachst nicht betrachtete Temperaturerhohung durch
Energiefreisetzung im Material (vgl. Kapitel 6.2.3) zum progressiven Charakter des

Versagensvorgangs bei.

Abb. 6.10 stellt die gemessenen sowie die simulierten radialen Aufweitungen fir die

vier Satze von thermischen Randbedingungen dar.
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Abb. 6.10 Vergleich der radialen Aufweitung zwischen Experiment und 2D-

Nachrechnungen mit unterschiedlichen Randbedingungen

Trotz geringfugiger Unterschiede zwischen den Temperatursensoren weichen die er-
rechneten Versagenszeitpunkte stark voneinander ab. Die berechnete radiale Aufwei-
tung von TH1 (interpolierte Temperatur am spateren Versagenspunkt) ist in sehr guter
Ubereinstimmung mit den experimentellen Werten. Die Verwendung einer arithmeti-
schen Mittelung mehrerer Sensoren (TH2) fiihrt wie vermutet zu einem spater voraus-
gesagten Versagen. Die Wahl der Temperatursensoren mit dem globalen Maximum
gegen Versuchsende (TH3) ist Uberraschenderweise nicht konservativ bezuglich der
Versagenszeit. Dies spricht dafiir, dass statt dem Temperaturwert gegen Versuchsen-
de vielmehr der Verlauf der Temperatur in der gesamten Endphase ausschlaggebend
ist. Die Randbedingungen TH4 zeigen sich konservativ. Schon geringe Einflisse, bei-
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spielsweise Abweichungen der Wanddicke oder ein friheres Einsetzen von Verfor-
mung an einer anderen Stelle kdnnen der Grund sein, warum an der bezlglich der
Temperatur konservativen Stelle nicht auch im Experiment ein Versagen erfolgte. Die

radiale Aufweitung bei Versagen stimmt insgesamt gut mit dem Experiment Uberein.

Abb. 6.11 zeigt die gemessene und die simulierte axiale Aufweitung gegen Ende des

Versuchs fur die vier Satze von thermischen Randbedingungen.
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Abb. 6.11 Vergleich der axialen Aufweitung zwischen Experiment und 2D-

Nachrechnungen mit unterschiedlichen Randbedingungen

Ab ca. 10500 s unterscheiden sich die simulierten und die experimentellen Werte der
Sensoren 2, 3 und 4 stark. In der Simulation Gberwiegt die Querkontraktion aus der
Aufwélbung die Kriechverformung in Axialrichtung. Eine Ursache daflr kdnnte eine
Beeinflussung der Wegaufnehmer durch die Aufwélbung sein, sodass die axiale Auf-
weitung falsch wiedergeben wird. Die abweichenden Daten des Sensors 1 lassen eine
asymmetrische Aufwoélbung mit einer Art bananenférmiger Verformung des Versuchs-
korpers vermuten. Weiterhin fiihrt die Annahme einer konstanten axialen Ersatzkraft im
Modell ohne Beriicksichtigung einer VergroRerung durch Aufblahung moglicherweise

ebenfalls zu einer Unterschatzung der axialen Dehnung gegen Versuchsende.

Die axiale Aufweitung bis etwa zum Zeitpunkt 1000 s (Abb. 6.12) wird durch thermi-

sche Dehnung aufgepragt und ist, unter Bericksichtigung einer notwendigen Straffung
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des Seils zum Wegaufnehmer, in guter Ubereinstimmung mit den experimentellen

Werten.
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Abb. 6.12 Vergleich der axialen Aufweitung zwischen Experiment und 2D-

Nachrechnungen im Bereich bis etwa 10000 s

Tab. 6.2 enthalt die errechneten Versagenszeiten fur die verwendeten Randbedingun-

gen sowie die Zeitdifferenzen zur gemessenen Versagenszeit.

Tab. 6.2  Vergleich der Versagenszeiten zwischen Experiment und Nachrechnung

Randbedingungen |Versagenszeit [s] | Zeitdifferenz [s]
Experiment 12476 0

TH1 12471 -5

TH2 12677 +201

TH3 12625 +149

TH4 12247 -229

Abb. 6.13 zeigt die radiale Aufweitung der durchgeflihrten Parameterstudie bezlglich
der initialen Wandstarke unter Verwendung der Randbedingungen TH1. Die initiale

Wandstarke wurde jeweils um +5 % bzw. +2,35 mm ver&ndert.
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Abb. 6.13 Vergleich der radialen Aufweitung zwischen Experiment und 2D-

Nachrechnungen mit unterschiedlichen Wandstarken

Die Wanddicke beeinflusst die Spannung in der Wand und damit die Versagenszeit.
Tab. 6.3 enthalt die entsprechenden Versagenszeiten und die Zeitdifferenzen zwischen

berechneten Werten zur gemessenen Versagenszeit.

Tab. 6.3  Vergleich der Versagenszeiten fur verschiedene Wanddicken

Randbedingungen | Versagenszeit [s] | Zeitdifferenz [s]
Experiment 12476 0

TH1 12471 -5
Wanddicke +5 % 12781 +305
Wanddicke -5 % 12223 -253

Abb. 6.14 zeigt die radiale Aufweitung der durchgefuhrten Parameterstudie bezuglich

des Innendruckniveaus.
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Abb. 6.14 Vergleich der radialen Aufweitung zwischen Experiment und 2D-

Nachrechnungen mit unterschiedlichen Druckniveaus

Da sich das Druckniveau ebenso wie die Wandstarke auf die Spannung in der Wand
auswirkt, zeigt sich eine ahnliche Abhangigkeit. Tab. 6.4 enthalt die entsprechenden

Versagenszeiten.

Tab. 6.4  Vergleich der Versagenszeiten fiir verschiedene Druckniveaus

Randbedingungen |Versagenszeit | Zeitdifferenz[s]
Experiment 12476 s 0

TH1 12471 s -5
Druckniveau +5% 12229 s -247
Druckniveau -5% 12812 s +336

Die Ergebnisse des vereinfachten 2D-FE-Modells stimmen gut mit dem Experiment
Uberein, hangen aber stark von den gewahlten Randbedingungen fir die Temperatur
ab. Neben Temperaturniveau als Haupteinfluss haben auch die Wanddicke und das

Druckniveau signifikanten Einfluss auf die Versagenszeit.

6.1.3 3D-Analysemodell

Das komplexere 3D-FE-Modell berlcksichtigt die lokale Abhangigkeit der Temperatur.

Dazu werden drei aufeinanderfolgende Berechnungen durchgefihrt. In einer ersten
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thermischen Berechnung wird das Temperaturfeld an der Innen- und Au3enflache des
Rohres aus den Angaben der Temperatursensoren rekonstruiert (Abb. 6.15). In einer
zweiten thermischen Berechnung werden diese Temperaturfelder als Randbedingun-
gen verwendet, um die Temperatur im gesamten Kérpervolumen zu errechnen. Im letz-
ten Schritt wird diese Temperatur auf eine mechanische Rechnung neben Innendruck
und Ersatzkraft als Randbedingung angewendet (Abb. 6.16). Dabei wird nur ein Teil
des Versuchskorpers modelliert. Die Befestigung des Modells erfolgt an einer Schnitt-

flache derart, dass keine unphysikalischen Effekte in das Modell eingebracht werden.

Temperature

Unit: °C

Time: 12476
732.7
72247
712.23
702
691.77
681.53
6713
661.07
650.83
640.6

Abb. 6.15 Oberflachentemperatur zum Zeitpunkt des Versagens

. Innendruck: 1648 MPa
E Bewegung in Z-Richtung gesperrt
[C Bewegung in X-Richtung gesperrt

[D Bewegung in Y-Richtung gesperrt

. Ersatzkraft: 57.501 N

Abb. 6.16 Randbedingungen des 3D-Analysemodells

Die Feinheit der Vernetzung wurde so gewabhlt, dass Uber die Rohrwand mindestens
vier Elementschichten entstehen, was in Vorstudien als Kompromiss zwischen numeri-
scher Genauigkeit und notwendiger Ressourcen zur Berechnung ermittelt wurde. In
Bezug auf den Diskretisierungsfehler schneidet das 3D-Modell gegeniber dem 2D-

Modell somit etwas schlechter ab.
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Abb. 6.17 zeigt die maximale radiale Aufweitung des komplexen 3D-Modells im Ver-
gleich zu den Ergebnissen des vereinfachten 2D-Modells mit verschiedenen thermi-

schen Randbedingungen und des Experiments.
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Abb. 6.17 Vergleich zwischen Simulationen und Experiment fir die maximale radiale

Aufweitung

Die experimentell ermittelte Aufweitung kann gut rekonstruiert werden. Dabei entfallt
die Problematik der Wahl der Randbedingungen gegenuber der 2D-Modellierung. Die
radiale Aufweitung bei Versagen ist signifikant gro3er. Mdglicherweise beeinflussen

sich benachbarte Bereiche mit unterschiedlichen Kriechgeschwindigkeiten gegenseitig.

Im Vergleich zum Experiment kann die Asymmetrie der radialen Aufweitung nicht in der
Simulation reproduziert werden, das axiale Maximum ist jedoch wie im Experiment et-
was verschoben. Der Punkt des Versagens in der Simulation ist nahe dem rekonstru-
ierten Punkt des Versagens im Experiment. Abb. 6.18 zeigt die Vergleichskriechdeh-

nung kurz vor Versagen.
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Equivalent Creep Strain
Unit: mm/mm
Time: 12426

0.97
. 0.86
— 075
0.65

. 0.54
| 043
= 033

0.22
I 0.11
0.011

Abb. 6.18 Falschfarbendarstellung der Vergleichskriechdehnung kurz vor Versagen

mit Darstellung der Verformung im Originalverhaltnis

In Abb. 6.19, Abb. 6.20 und Abb. 6.21 werden die radialen Aufweitungen an verschie-
denen axialen Positionen (+850 mm, 0 mm und 1050 mm) zwischen Experiment und

Nachrechnung verglichen.
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Abb. 6.19 Vergleich zwischen Simulation und Experiment fur die radiale Aufweitung

bei £0 mm axialer Lange
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Abb. 6.20 Vergleich zwischen Simulation und Experiment fur die radiale Aufweitung

Radiale Aufweitung [mm]

bei +850 mm axialer Lange
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Abb. 6.21 Vergleich zwischen Simulation und Experiment fur die radiale Aufweitung

bei -1050 mm axialer Lange

Wahrend die Aufweitungen an den Positionen £0 mm und +850 mm gut reproduziert

werden kénnen, wird die radiale Aufweitung bei -1050 mm Uberschatzt.
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Abb. 6.22 zeigt den Verlauf der axialen Aufweitung im Vergleich zwischen Experiment

und Nachrechnung. Die Ergebnisse sind denen des 2D-Modells sehr ahnlich.
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Abb. 6.22 Vergleich der axialen Aufweitung zwischen Experiment und 3D-

Nachrechnungen an unterschiedlichen Umfangspositionen

Tab. 6.5 enthalt den errechneten Versagenszeitpunkt des 3D-Modells im Vergleich

zum Experiment und zum 2D-Modell mit Randbedingung TH1 (siehe Abschnitt 6.1.2).

Tab. 6.5 Vergleich der Versagenszeiten fur verschiedene Druckniveaus

Randbedingungen

Versagenszeit

Zeitdifferenz [s]

Experiment 12476 s 0
2D-Modell (TH1) 12471 s -5
3D-Modell 12426 s -50

Obwohl der Verlauf der Aufweitung und der Versagenszeitpunkt sowohl im 2D- als

auch im 3D-Modell gut reproduziert werden konnten, bleiben Unsicherheiten in den Be-

reichen Materialmodell, Komponentenbeschaffenheit und Belastung. Neben der prinzi-

piellen Vernachlassigung von porenbedingtem Tertiarkriechen sowie Abhangigkeiten

von der Verformungsgeschwindigkeit entsteht insbesondere beim Fitting der (mdglich-

erweise ebenfalls mit einem Fehler erfassten) Materialdaten eine gewisse Abweichung.

Die Streuung innerhalb einer Materialcharge wurde nicht beriicksichtigt. Inter- und Ext-

rapolation sind unter Umstéanden fehlerbehaftet. So wurde die nichtlineare Abhangig-
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keit der Kriechverformung von der Temperatur durch eine lineare Inter-/Extrapolation
mit Stltzstellen angenahert. Insbesondere in der Phase kurz vor dem Versagen liegen
die Belastungsparameter aufRerhalb des Bereichs, welcher durch Kriechversuche mit
Standardproben abgedeckt wurde (Abb. 6.23). Die Kriechdehnrate steigt stark an mit

zunehmender Temperatur und auch mit zunehmender Spannung.

Spannung [MPa]
4 |
__35 %/h : Temperatur bei Versagen
|
X, .
300 + X !
:
|
/ | 11209
4,1 %/h . U
200 5 . X7 /?- Lo X—— 2,869
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4 X |
100 / 9 !
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| L I >
| | I
600 °C 700 °C 800 °Cc  Temperatur

Abb. 6.23 Vergleich der Belastungen im GroRRversuch bei Versagen mit experimentel-

len Daten zu Kriechdehnraten (schwarz) und extrapolierten Daten (grau)

Die Komponentenbeschaffenheit bezuglich Geometrie sowie Fehler und Anomalien im
Material konnten im Experiment zwar sehr gut bestimmt werden, oft sind diese Infor-
mationen jedoch unbekannt. Der GroReneinfluss auf Kriechdehnrate und Versa-
gensdehnung wurde nicht beachtet. Die Belastungen selbst sind in der Regel ebenfalls
mit einer gewissen Unsicherheit belastet. Gravitation wurde hier vernachlassigt, mogli-
che Umwandlungsspannungen durch Umwandlungen des Materialgefiiges wurden
ebenfalls nicht beachtet. Eine ganzheitliche Analyse mit allen Unsicherheiten bedarf

daher insgesamt einer vorgeschalteten Sensitivitats- und Unsicherheitsanalyse.

90



6.2 Analyse eines Kernschmelz-Szenarios nach Station-Blackout

In /GRE 01/ wurden anhand eines ausgewahlten thermohydraulischen Szenarios einer
Kernschmelze unter hohem Druck (HD-Pfad) und dem Modell einer Kihlkreislauf-
schleife durch Anwendung einer friiheren Version des FE-Programms ADINA /ADI 17/
Zeit und Ort des Versagens der druckfiihrenden UmschlieRung bestimmt. Die ther-
mohydraulischen Lasten entstammten einer Rechnung mit dem Integralcode MELCOR
/IMEL 00/ (siehe /GRS 01/). Zur Vereinfachung der strukturmechanischen Berechnun-
gen wurden dabei Kriecheffekte und die Ruckwirkung von Verformungen auf die Lastsi-
tuation zunachst vernachlassigt. Im Ergebnis wurden Versagenstemperaturen von ca.
820 °C fur die Hauptkuhlmittelleitung und ca. 980 °C fir die Volumenausgleichsleitung
bestimmt. Handabsch&tzungen ergaben eine signifikante Verschiebung zu geringeren

Temperaturen, wenn Kriechphanomene bei der Rechnung bertcksichtigt werden.

Nachfolgend werden daher zunachst die Ergebnisse des Berichts /GRS 01/ aufgegrif-
fen, mit aktueller Analysetechnik basierend auf ANSYS Mechanical /ANS 16/ reprodu-
ziert, und der Unterschied zu einer Rechnung mit Berticksichtigung von Kriecheffekten
und unter Einbezug der Theorie grof3er Verformungen wird quantifiziert. Dies beinhaltet
Abschatzung der Wéarmefreisetzung durch Dehnung, Untersuchungen zum Einfluss
von Ausdehnungsbehinderungen sowie zur Mdglichkeit, das Verhalten der komplexen
Komponenten mit vereinfachten Modellen zu reproduzieren. Daran anschlie3end wer-
den der Einfluss der Plattierung quantifiziert sowie erste Uberlegungen zum Verhalten
von Kleinkomponenten und Komponentendetails angestellt.

6.2.1 Beschreibung des Szenarios und der Lastannahmen

Den Lastannahmen zugrunde liegt das unwahrscheinliche Szenario eines Station-
Blackouts in einem DWR, bei dem weder die externe Stromversorgung noch die Die-
selgeneratoren verfligbar sind /GRS 01/. Eine sekundarseitige Notbespeisung der
Dampferzeuger findet nicht statt. Weiterhin wurde angenommen, dass die vorgesehe-
ne manuelle Druckentlastung, welche die Transiente in den Niederdruckpfad tberfuhrt

hatte, nicht erfolgreich war.

Nach Auslosung der Reaktorschnellabschaltung sinkt die Warmeerzeugung auf das
Niveau der Nachzerfallsleistung, die zu Beginn etwa 5 % der Nennleistung betragt. In
der ersten Stunde kann die Warme durch den Naturumlauf im Primérkreis und das

verdampfende Wasserinventar des Sekundarkreises abgefihrt werden. Bei fehlender
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Notbespeisung fallen die Dampferzeuger ca. 1 h nach Beginn der Transiente trocken
und der Primarkreis heizt sich kontinuierlich auf. Bei Erreichen der Sattdampftempera-
tur, die dem Offnungsdruck der S&E-Ventile entspricht, 6ffnen diese periodisch und
setzen Wasserdampf ins Containment frei. Nach etwa 2 h ist das Wasser soweit ver-
dampft, dass die Oberkante des Kerns freigelegt wird. Ca. Y2 h spéter beginnen die
ersten Brennstédbe zu versagen. Nach fast 3 h wird die Kernschmelze stark durch die
Zirkoniumoxidation der Hullrohre beschleunigt. Bis zu 2000 °C hei3e Gase, bestehend
aus Dampf und Wasserstoff, steigen auf und werden Uber den Entlastungsstrang, be-
stehend aus Teilen von Hauptkthlmittelleitung, Volumenausgleichsleitung, Druckhalter
sowie Sicherheits- und Entlastungsventile, abgeleitet. Nach Beendigung dieses Pro-

zesses flacht die Aufheizung merklich ab.

Abb. 6.24 zeigt die fur die zuvor genannten druckfiihrenden Komponenten errechneten
reprasentativen Temperaturverlaufe. Der Primardruck betrdgt wahrend des Prozesses
annahernd konstant 16,6 MPa, der Sekundardruck — abhangig von einer erfolgreichen
Druckentlastung — 7,5 MPa oder 0,3 MPa, entsprechend dem Niveau des Contain-

mentdrucks.
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Abb. 6.24 Temperaturverlaufe druckfiihrender Komponenten wéahrend eines postu-

lierten Station-Blackouts mit Kernschmelz-Szenario
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6.2.2 Reproduktion der Ergebnisse aus dem Vorhaben SR 2306

Zur Reproduktion der Ergebnisse aus dem Vorhaben SR 2306 /GRS 01/ werden die
Komponenten des Modells einer Kihlkreislaufschleife (vgl. Kapitel 5) jeweils homogen
mit den entsprechenden Temperaturen und Dricken sowie der Gewichtskraft beauf-
schlagt. In den Grenzbereichen zwischen den Temperaturzonen sind Ubergangsberei-
che mit Temperaturgradienten implementiert. Der Gradient senkrecht zur Rohrwand

wird mit Blick auf die gute Isolierung vernachlassigt.

Um die Simulation zu beschleunigen und Konvergenzprobleme durch unphysikalische
Spannungsspitzen zu vermeiden, wird die Modellierung von Plastifizieren und Kriechen
auf Bereiche eingeschrankt, an denen aufgrund von Spannung und Temperatur eine
solche Verformung erwartet wird. Dazu gehoéren insbesondere Hauptkiihimittelleitung,
Volumenausgleichsleitung sowie der primarseitige untere Teil des Dampferzeugers.
Abb. 6.25 zeigt im Vergleich den Verlauf der Gesamtvergleichsdehnung der Rechnung
aus /GRS 01/ und der Nachrechnung. Die Auswertung erfolgte in /GRS 01/ an festge-
legten kritischen Knoten, wahrend in der Nachrechnung das Maximum uber die Kom-
ponenten ermittelt wurde, wodurch bei ca. 11200 s eine Unstetigkeit im Verlauf ent-
steht. Dabei zeigt sich ein nahezu konstanter Anstieg der Gesamtvergleichsdehnung.
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Abb. 6.25 Vergleich der Gesamtvergleichsdehnung zwischen den Ergebnissen aus
SR 2306 /GRS 01/ und der Nachrechnung
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Abb. 6.26 zeigt die Gesamtvergleichsdehnung gegen Ende der Rechnung in Falsch-
farbendarstellung und Originalverformung. Das Maximum liegt wie auch in /GRS 01/ im

Bereich des an den Dampferzeuger angrenzenden Krimmers der heil3seitigen HKL.
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Abb. 6.26 Falschfarbendarstellung der Gesamtvergleichsdehnung bei Versagen

6.2.3 Einfluss der Berticksichtigung groRRer Verformungen

Abb. 6.27 zeigt im Vergleich die Ergebnisse bei Berlcksichtigung grol3er Verformun-

gen.

Durch deren Berlcksichtigung kénnen die typischen in der Endphase des Versagens
ablaufenden Verformungsprozesse und deren Einfluss auf das Versagen besser re-
produziert werden. So steigt durch die Aufweitung des Rohrumfangs und die damit
verbundene VergrofRerung des Rohrdurchmessers und Verkleinerung der Wanddicke
die effektive Spannung stark mit der Dehnung an, was verstarkt durch das nichtlineare
Spannungs-Dehnungs-Verhaltnis zu einem stark progressiven bis asymptotischen Ver-
lauf der Gesamtvergleichsdehnung fihrt. Mit Eintreten des finalen Einschniirens durch
plastische Instabilitat bricht die Rechnung ab, da in der quasistatischen Rechnung kei-
ne Konvergenz mehr erreicht werden kann (vgl. Kapitel 4.4). Die fur das Versagen
notwendige Steigerung der Last relativ zur Festigkeit des Materials (vgl. Kapitel 4.4)
rihrt zum einen von der steigenden Belastung und zum anderen von der temperatur-

bedingten Absenkung der Festigkeit her.
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Abb. 6.27 Vergleich der Gesamtvergleichsdehnung zwischen den Ergebnissen aus

SR 2306 /GRS 01/ und Nachrechnung mit Einbezug grof3er Verformungen

Abb. 6.28 zeigt die Gesamtvergleichsdehnung zum Zeitpunkt des Versagens. Die Ver-

sagensstelle liegt nun vorzugsweise im an den RDB angrenzenden Geradrohrteil.
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Abb. 6.28 Falschfarbendarstellung der Gesamtvergleichsdehnung bei Versagen mit

Berucksichtigung grof3er Verformungen
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Eine zuséatzliche Beschleunigung erfahrt die Verformung, wenn die geleistete Verfor-
mungsarbeit in Form einer Temperaturerhéhung im Material beriicksichtigt wird. Diese
soll nachfolgend fir den adiabaten Fall, d. h. fur eine rasche Verformung ohne Wieder-
herstellung des stationdren Temperaturfeldes, abgeschéatzt werden. Unter Vernachlas-
sigung der Axial- und Radialdeformation gilt:

1 u
AT = deu=
0

1 &
d
o em " *p.foat & (6.1)

p

AT adiabate Temperaturédnderung

Cp spezifische Warmekapazitat
m Masse

u Verformungsweg

p Dichte

Die Umfangskraft kann naherungsweise mit der Kesselformel fir diinnwandige Behal-

ter berechnet werden. Der Druck ist aufgrund des grol3en Reservoirs annahernd kon-

stant.
bi * dm i 1
T mit dp,=0+¢)*dpo, und s= m * Sg (6.2)
1 . %k d Etx
AT = — 5 P2 Tmo J (1+ &)%de; (6.3)
PCp 259 0
pi Innendruck

dm Mittlerer Durchmesser
s Wanddicke

Werden nun Werte im Bereich der erwarteten Versagenstemperatur um 700 °C mit ei-
ner Dichte von p = 7600 kg/m3 und einer Warmekapazitat von c, = 800 J/kgK, ein In-
nendruck entsprechend dem Offnungswert der Sicherheits- und Entlastungsventile von
ca. 17 MPa sowie die Geometrie des an den RDB angrenzenden Geradrohrstiicks der
Hauptkuhlmittelleitung mit d, o = 807 mm und s, = 57 mm angenommen, ergibt sich der

in Abb. 6.29 dargestellte Verlauf der adiabaten Temperaturerhéhung.
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Abb. 6.29 Verlauf der adiabaten Temperaturerhéhung fur den betrachteten Fall des

an den RDB angrenzenden Geradrohrstiicks

Aufgrund der Uberproportionalen Abhangigkeit der Kriechdehnrate von der Temperatur
tragt die Temperaturerhbhung damit zusatzlich zum progressiven Charakter des Ver-
sagensvorgangs bei.

In einem né&chsten Schritt wird untersucht, wie sich eine Blockierung der Ausdehnung,
beispielsweise durch Fremdkorper zwischen den Anschlagpratzen eines Dampferzeu-
gers und den Erdbebenabstitzungen (Abb. 6.30), auf das Versagensverhalten unter

Berucksichtigung der Theorie grol3er Verformungen auswirkt.
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Abb. 6.30 Lagerung eines Dampferzeugers mit Anschlagpratzen und gedampften

Anschlagen zur Abstiitzung bei Erdbeben

In den Rechnungen wurden zusétzliche Kontakte hinzugeschaltet, die eine Ausdeh-
nung der Komponenten Uber eine festgelegte Flache (rote Linie in Abb. 6.30) unterbin-
den. Der Spalt bei Raumtemperatur zur Anschlagpratze wird einmal konservativ mit
0 mm und einmal entsprechend dem realen Kaltspiel ohne Berlcksichtigung des Ein-
federwegs der Dampfer mit 65 mm angenommen. Durch die Blockierung ergibt sich ei-
ne zusatzliche Belastung in der Hauptkihimittelleitung, die aber wahrend der gesamten

Transiente unterhalb plastischer Versagensdehnungen liegt (Abb. 6.31).
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Abb. 6.31 Vergleich der Gesamtvergleichsdehnung zwischen den Ergebnissen ohne

und mit Blockierung der Warmeausdehnung

Im Versagensverhalten ist kein Unterschied zum Fall ohne Blockierung der Waér-
meausdehnung festzustellen, da die zum Versagen fihrenden Dehnungen an anderer
Stelle auftreten. Abb. 6.32 zeigt eine Falschfarbendarstellung der Rechnung mit totaler

Blockierung der Warmeausdehnung zum Zeitpunkt 10340 s.
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Abb. 6.32 Falschfarbendarstellung der Gesamtvergleichsdehnung bei totaler Blockie-

rung der Warmeausdehnung zum Zeitpunkt 20340 s (100-fach Gberhéhte

Verformung)

Die verhinderte Ausdehnung resultiert in einem Einknicken der HauptkihImittelleitung

im zentralen Krimmer. Bei einer Rechnung ohne Kriechansatz und ohne Einbezug
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groBer Verformungen bewirkt die Blockierung der Warmeausdehnung zusétzliche
Spannungen in der gesamten Komponente, sodass Versagen unter Umstanden zu frih

prognostiziert wird.

6.2.4 Einfluss der Berticksichtigung von Kriechverformungen

Bezieht man Kriechverformungen in die Betrachtung mit ein, erhdlt man einen abwei-
chenden Verlauf der Gesamtvergleichsdehnung und ein wesentlich frilheres Versagen
(Abb. 6.33).
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Abb. 6.33 Vergleich der Gesamtvergleichsdehnung zwischen Nachrechnungen ohne

und mit Einbezug von Kriecheffekten

Das Versagen erfolgt ebenfalls durch plastische Instabilitdt bei &hnlichen Gesamtver-
gleichsdehnungen. Der Graph ist allerdings nicht perfekt asymptotisch, was moglich-
erweise der Zeitabhéngigkeit der Kriechdeformation und dem Wechsel des Interpolati-
onsbereichs der Temperatur im Materialmodell zugeordnet werden kann. Abb. 6.34

zeigt eine entsprechende Falschfarbendarstellung.
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Abb. 6.34 Falschfarbendarstellung der Gesamtvergleichsdehnung bei Versagen mit

Einbezug groRer Verformungen und von Kriecheffekten

Die Dehnungen am Stutzen und am Geradrohrabschnitt liegen sehr nahe beieinander,
sodass im Rahmen der Modellungenauigkeit nicht entschieden werden kann, an wel-
cher Stelle ein Versagen auftritt. Hier wirkt sich insbesondere der Umstand aus, dass
Komponenten gemal ihrer erwarteten Belastung konstruiert sind und die Sicherheits-
abstande daher teils nahe zusammen liegen. Rechnungen der US-NRC in /BRU 13/ fur
einen DWR in einem Station-Blackout-Szenario zeigen vergleichbare Ergebnisse fir

den Ort des Versagens.

CEEQ
(Avg: 75%)

PEEQ
(Avg: 75%)

Abb. 6.35 Falschfarbendarstellung von Kriechdehnung und plastischer Dehnung so-

wie Verformungen an der Versagensstelle /BRU 13/

Schaltet man nichtlineares Materialverhalten der Hauptkihimittelleitung aus, ist es
mdoglich, den Gesamtvergleichsdehnungsverlauf der Volumenausgleichsleitung bis

zum Versagen zu berechnen (Abb. 6.36). Obwohl die Volumenausgleichsleitung im
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Verlauf der Transiente hohere Temperaturen aufweist, setzt ihr Versagen aufgrund der
materialbedingt geringeren Temperaturabhéngigkeit der Festigkeits- und Kriecheigen-

schaften sowie des geringeren Spannungsniveaus spater ein.
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Abb. 6.36 Vergleich der Gesamtvergleichsdehnung zwischen Hauptkihlmittelleitung

und Volumenausgleichsleitung

Versagen wirde in diesem Fall vorwiegend an den 90°-Gelenken am Dampferzeuger
sowie im unteren Bereich der VAL stattfinden, da hier zusétzlich zum Innendruck die

Gewichtskraft als primére Last in gehebelter Form wirkt (Abb. 6.37).
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Abb. 6.37 Falschfarbendarstellung der Gesamtvergleichsdehnung bei Versagen der

Volumenausgleichsleitung (Versagen der HKL unterdriickt)

Um eine Reproduzierbarkeit der Ergebnisse an vereinfachten Modellen zu prifen, wer-
den im Folgenden zunachst Betrachtungen zu den einzelnen auf die Kudhlkreislauf-
schleife wirkenden Belastungen in Form von Gravitation, thermischer Zwangung und
Innendruck und den dadurch hervorgerufenen Spannungen durchgeftihrt. Dazu werden
unter Vernachlassigung der Wechselwirkung untereinander die Lasten einzeln auf die

Kihlkreislaufschleife aufgebracht.

Die Gravitation wirkt als konstante Volumenkraft homogen auf die Komponenten und
ruft insbesondere in den Aufhédngungen, die der Kompensation dieser Lasten dienen,
konstante Primarspannungen und Dehnungen hervor. Durch eine Verschiebung der
GroRkomponenten untereinander wirkt auf die Verbindungsleitungen, insbesondere die
HauptkUhimittelleitung und die Volumenausgleichsleitung, eine erzwungene Deformati-
on. Diese aufRert sich durch lokale Spannungsmaxima in den Kriimmerinnenseiten,
baut sich jedoch bei htheren Temperaturen durch plastische und Kriechrelaxation ab.

Insgesamt ist das Spannungsniveau in Relation zur Zugfestigkeit sehr niedrig.
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Equivalent Stress
Unit: MPa
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Abb. 6.38 Falschfarbendarstellung der durch Gravitation hervorgerufenen Spannun-

gen bei Raumtemperatur

Thermische Dehnungen wirken sich insbesondere auf lange Bauteile, wie die Haupt-
kuhlmittelleitung, aus. Das fiuhrt dazu, dass der Dampferzeuger aus der Ruheposition
ausgelenkt wird und dabei aufgrund der Lagerungssituation den Neigungswinkel ver-
andert. Dadurch werden wiederum auf den angrenzenden Krimmer der Hauptkihlmit-
telleitung eine erzwungene Drehung und ein daraus resultierendes Moment aufge-
bracht. Die verursachten Spannungen haben ein Maximum bei ca. 9840 s (Abb. 6.39)
und bauen sich danach durch plastische Verformung und Kriechrelaxation aufgrund
der steigenden Temperatur ab, sodass gegen Ende der Transiente nur noch geringe
Spannungen verbleiben. Die aus kriechfesterem Material gefertigte Volumenaus-
gleichsleitung weist zu diesem Zeitpunkt noch signifikante Spannungen auf
(Abb. 6.40).
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Abb. 6.39 Falschfarbendarstellung des Maximums der durch thermische Dehnung

hervorgerufenen Spannungen bei ca. 9840 s
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Abb. 6.40 Falschfarbendarstellung der durch thermische Dehnung hervorgerufenen

Spannungen gegen Ende der Transiente

Der Innendruck ist fur den betragsmafig groRten Teil der Spannungen verantwortlich
(Abb. 6.41). Anders als bei aufgepragten Verformungen findet zudem kein Abbau bei
hoherer Temperatur statt. Durch die Aufblahung in der Endphase des Versagens steigt
die Belastung sogar progressiv mit der Verformung. Das Spannungsmaximum wird am
Geradrohr der HKL nahe dem RDB erreicht.
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Equivalent Stress
Unit: MPa
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Abb. 6.41 Falschfarbendarstellung der durch den Innendruck hervorgerufenen Span-

nungen bei Raumtemperatur

Da die Spannung betragsmafRig durch den Innendruck dominiert wird, sich die thermi-
schen Zwangungen und gravitationsinduzierten Spannungen mit steigender Tempera-
tur abbauen und sich der Ort des Versagens im Bereich eines geometrisch einfachen
Rohrstiicks befindet, liegt die Vermutung nahe, dass sich die Ergebnisse auch mit ver-
einfachten Modellen ohne Beriicksichtigung von Gravitation und thermischer Zwéan-
gung reproduzieren lassen. Dazu wurden die Berechnungen mit Modellen bestehend
allein aus den einseitig befestigten Komponenten Hauptkihlmittelleitung und Volumen-
ausgleichsleitung sowie mit sehr einfachen Rohrmodellen (siehe Abschnitt 6.1.2) ver-
glichen (Abb. 6.42, Abb. 6.43). Die beobachteten Unterschiede liegen dabei innerhalb

der Unsicherheit aus anderen Quellen (z. B. Netzfeinheit, Time Stepping).
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Abb. 6.42 Vergleich der Gesamtvergleichsdehnung zwischen Modellen verschiede-

ner Detaillierungsgrade fir die HKL
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Abb. 6.43 Vergleich der Gesamtvergleichsdehnung zwischen Modellen verschiede-

ner Detaillierungsgrade fur die VAL
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6.2.5 Einfluss der Plattierung

Um den Einfluss der austenitischen Plattierung auf der Innenseite der ferritischen
Rohrleitungen zu quantifizieren wurden Rechnungen des einfachen Rohrmodells mit
und ohne Modellierung der Plattierung durchgefiihrt. Anstelle des zur Plattierung ver-
wendeten Werkstoffs X6CrNiNb18-10 wurde bei der Berechnung der ahnliche Werk-
stoff X10CrNiNb19-9 verwendet. Abb. 6.44 zeigt das vereinfachte Rohrmodell mit Ver-
netzung. Die Plattierung befindet sich links an der Rohrinnenseite. Das Modell ist
axialsymmetrisch zu einer sich links nicht im Bild befindlichen Achse parallel zur Y-
Achse (vgl. Kapitel 6.1.2).

- N

0.0 10.0 20.0(mm)

Abb. 6.44 Vereinfachtes rotationssymmetrisches Rohrmodell der Hauptkihlmittel-

leitung mit Beriicksichtigung der Plattierung

Abb. 6.45 zeigt den Verlauf der Gesamtvergleichsdehnungen. Fir die Rechnung ohne
Plattierung wurde fur die Dicke des Modells einmal die verbleibende Dicke des Ferrits
und einmal, so wie in den bisherigen Analysen, die Gesamtdicke des Rohrs ange-
nommen. Die ermittelten Versagenszeiten unterscheiden sich um bis zu 3 Minuten. Die
Berlcksichtigung der Plattierung ist daher fir eine genaue Abschéatzung des Versa-

genszeitpunkts durchaus relevant.
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Abb. 6.45 Vergleich der Gesamtvergleichsdehnung zwischen Modellen mit und ohne

Bertcksichtigung der Plattierung

6.2.6 Erste Uberlegungen zum Einfluss von Komponentendetails

Das schwéchste Glied entlang der druckfiihrenden Barriere bestimmt tber das Versa-
gen oder frihe Leckagen. Daher ist fir eine Best-Estimate-Betrachtung auch die Be-
trachtung von Kleinkomponenten und Komponentendetails von Interesse. Modelle flr
das Dampferzeugerheizrohr sowie Details der Dampferzeugerkalotte in Form der Ent-
wasserung und des Mannlochs wurden im Rahmen dieses Vorhabens modelliert und

mit den Belastungen des Kernschmelz-Szenarios beaufschlagt.

Die Dampferzeugerheizrohre zeigen bei der betrachteten Transiente keinen signifikan-
ten Temperaturanstieg, daher ist, selbst fir ein geschadigtes Rohr mit 40 % Wand-

dickenschwachung (Abb. 6.46), kein Versagen zu erwarten.
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Abb. 6.46 Falschfarbendarstellung der Spannungsverteilung im unteren Abschnitt ei-

nes geschadigten Dampferzeugerheizrohrs

Zum Zeitpunkt des berechneten Versagens am Globalmodell weisen auch die Detail-
modelle im Bereich der Dampferzeugerkalottte (Abb. 6.47) Spannungen auf, welche
unter Bericksichtigung der Temperatur der Dampferzeugerkalotte zu keinen signifikan-
ten plastischen und Kriechverformungen fiihren. Ein Versagen noch vor der Haupt-
kihlmittelleitung ist daher unwahrscheinlich.
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Abb. 6.47 Falschfarbendarstellung der Spannungsverteilung in Details der Dampfer-

zeugerkalotte (Mannloch und Entwasserungsstutzen)

Neben dem Versagen der druckfiihrenden UmschlieBung selbst besteht grundséatzlich

auch die Moglichkeit des Versagens der Lagerung der Komponenten, was durch Ab-
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sturz und daraufhin auftretenden Kraften zu einem indirekten Versagen der druckfih-
renden UmschlieBung fihren kann. Als mdgliche Orte zu nennen wéaren hier insbeson-
dere die Tragpratzen des RDB und des Druckhalters sowie die Pendelstiitzen von
HauptkUhImittelpumpe und Dampferzeuger. Auf die Lagerungen wirkt lediglich die Ge-
wichtskraft als primére Last. Nachfolgend soll exemplarisch die Vergleichsspannung in
der Dampferzeugeraufhangung (vgl. Abb. 6.30) abgeschéatzt werden. Mdglicher Versa-
gensort der Pendelstitze des Dampferzeugers ist entweder das am Dampferzeuger-
korpus angeschweil3te Profil oder das Pendel selbst. Fir die Leermasse des Dampfer-
zeugers wird ein Gewicht von 440t angenommen. Der Durchmesser des Pendels
betragt fir Anlagen vom Typ Konvoi ca. 147 mm. Das Vierkantprofil hat eine Abmes-
sung von 620 x 650 mm und ist aus Blechen mit Dicke 90 mm zusammengesetzt. Der

Abstand zwischen Dampferzeuger und Aufhdngung betragt ca. 325 mm.

m=g

Querkraft 2 *AProfil ( )
F+xa H
JBiegung :I—*E: 21 MPa (65)
y
L= 2 4 3Thiegung) . = 22 MP (6.6)
UGEH,Prole (UQuerkraft + TBlegung) a '
Ozug,pendel = 2 ~ 127 MPa (6.7)
Pendel
m Masse des Dampferzeugers

g Erdbeschleunigung
A Flache

Wahrend die Vergleichsspannung am Profil vergleichsweise niedrig liegt, ist die Span-
nung im Pendel etwa auf dem Niveau der Umfangsspannungen in der HKL durch In-
nendruck. Durch den Abstand zur Innenoberflache und Warmeabgabe nach auf3en ist
die Temperatur dort allerdings wesentlich geringer als in den Rohrleitungen und ein

Versagen vor der DfU daher unwahrscheinlich.

Schweil3nahtwerkstoffe weisen gegentiber dem Grundwerkstoff in der Regel eine ho-

here Festigkeit und Temperaturbesténdigkeit auf. Die Dehnung in Langsrichtung ist
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weiterhin mit der Dehnung des angrenzenden Grundmaterials gekoppelt. Ein Versagen
ist daher vorzugsweise bei Kraften senkrecht zur Schwei3naht mdglich. Aufgrund des
Uberwiegenden Verzichts auf Langsnahte wirken hier in der Regel nur die niedrigeren
Axialkrafte. In Mischnahten wird die Differenz in der Warmeausdehnung als Sekundar-
last bei hohen Temperaturen von der hohen Duktilitaét und Kriechverformung aufgefan-
gen und abgebaut. Ein Versagen von Schwei3nahten ist allerdings mdglich, wenn aus-

legungs-, prozess- oder fertigungsbedingt Schwachstellen vorhanden sind.

Neben SchweilRverbindungen sind auch Flanschverbindungen innerhalb der DfU Ub-
lich, beispielsweise als Verbindungselement zu Armaturen. Grol3e Blindflansche exis-
tieren am Dampferzeuger, am Druckhalter und in Form des Deckelflanschs am RDB,
um Wartungsoffnungen zu verschlie3en. Die Verschraubung der Flansche kann durch
Druck- und Temperaturbelastungen gedehnt werden, sodass je nach Fertigung und
Dichtungsmaterial ein Entweichen von Gas oder gar ein Herauspressen der Dichtung
denkbar ist. Durch ein Leck kann wiederum die Verschraubung zusatzlich erhitzt wer-

den.

Die DfU von DWR und SWR wird von zahlreichen Durchfihrungen penetriert, um
Hilfs-, Uberwachungs-, und Wartungsfunktionen zu erfullen. Dazu gehoren:

e RDB-Deckel- und Bodendurchfiihrungen

e Kerninstrumentierungen

e Entwéasserungsstutzen, beispielsweise an Dampferzeuger und Druckhalter

e Stutzen an der HKL, beispielsweise fur Volumenregelsystem, Mess- und Reserve-
blindstutzen

e Sprihleitungen, beispielsweise im Druckhalter oder im RDB von SWR

e Sonstige Durchfiihrungen, beispielsweise fur Druckhalterheizung oder weiterer In-

strumentierungen

Diese Schwachstellen der DfU kénnen zu Spannungsspitzen und inhomogenen Tem-
peraturverteilungen, beispielsweise durch Stromungsumlenkung mit Ausbildung lokal
stark angestromter Bereiche, fiihren. Auch ein Versagen der Anschlussleitungen ab-
seits der DfU ist moglich. Durchfihrungen an der HKL wurden bei Konvoi DWR durch
Aufdickungen des Materials in der Regel konstruktiv verstarkt. Fur eine weitere Unter-
suchung sind jedoch Detailmodelle notig.
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Weitere Schwachstellen sind an den Armaturen selbst zu finden. So verfugt die DfU
mindestens Uber Absperrventile sowie Sicherheits- und Entlastungsventile. Die Funkti-
onsfahigkeit der Sicherheits- und Entlastungsventile bei hohen Temperaturen ist bisher
nur durch probabilistische Abschatzungen anhand der Betriebserfahrung bei Normal-
temperatur abhéngig von den Ventilzyklen betrachtet worden. /SAN 15/ gibt an, dass
ab einer Gastemperatur von ca. 1000 K mit einem Verklemmen oder Versagen des

Ventils gerechnet werden muss.

Je nach Ausflihrung und Anlagentyp stellt auch die Dichtung der Kihlmittelpumpe eine
Schwachstelle der DfU dar. In deutschen Anlagen wird an dieser Stelle durch das Auf-
setzen der Kihlmittelpumpen eine dichte Verbindung hergestellt, was in Verbindung
mit den dort im Kernschmelzfall erwarteten niedrigen Temperaturen ein Versagen un-

wahrscheinlich erscheinen lasst.

6.3 Analyse eines Kernschmelz-Szenarios mit potenziellem Versagen der
Dampferzeugerheizrohre

6.3.1 Beschreibung des Szenarios und der Lastannahmen

Im Folgenden wird ein alternatives Unfallszenario betrachtet, bei dem es zu einer Um-
laufstromung durch die Dampferzeugerheizrohre (Reflux-Condenser-Mode) kommt.
HeiRes Gas fliel3st an der Oberseite der HKL in den Dampferzeuger, gelangt durch ei-
nen Teil der DEH in die kaltseitige DE-Kalotte und stromt von dort Giber den anderen
Teil der Dampferzeugerheizrohre sowie an der Unterseite der HKL zuriick (Abb. 6.48).
In der hei3seitigen Dampferzeugerkalotte findet eine teilweise Mischung der Strome
statt. An diesem Szenario sind zwei Effekte aus strukturmechanischer Sicht besonders
relevant: Zum einen herrscht in der HKL eine Schichtung von gegenlaufigen Strémen
unterschiedlicher Temperatur vor, sodass diese thermisch asymmetrisch belastet wird,
zum anderen kommt es zu einer signifikanten Aufheizung der diinnen Dampferzeuger-

heizrohre, welche so mdglicherweise noch vor der HKL versagen kdnnen.
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Abb. 6.48 Schematische Darstellung der Umlaufstromung aus /MER 02/

Abb. 6.49 zeigt die Nodalisierung des zur Berechnung der Temperaturen verwendeten
ATHLET-Modells /MAY 15/. Darin wurde die HKL in zwei separate Leitungen aufgeteilt,

um eine Gegenstromung des Kihlmittels zu erlauben.
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HKL Oberseite

s = = ’."'\._; . | TR FUEAINALT :I
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Abb. 6.49 Nodalisierung des ATHLET-Modells /MAY 15/

Abb. 6.50 zeigt den Verlauf der Komponententemperaturen wahrend des Szenarios,
wobei nur jeweils ein reprasentativer Temperaturknoten je (Teil-)Komponente darge-

stellt wurde.
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Abb. 6.50 Verlauf der Komponententemperaturen /MAY 15/

Nach einer langen Phase bei Sattdampftemperatur erhéht sich die Temperatur durch
Gase aus dem Kernschmelzvorgang, wahrend sie bei ca. 13100 s schlagartig mit der
einsetzenden Zirkon-Reaktion ansteigt. Danach stellt sich der urspriingliche Gradient
wieder ein, der bei ca. 1100 °C in eine Sattigung Ubergeht. Die Komponententempera-
turen folgen alle einem gemeinsamen Trend, wobei nach Beginn der Kernschmelze die
Dampferzeugerheizrohre, inshesondere die erste Halfte des Vorlaufs aufgrund ihrer
geringen thermischen Tragheit, gefolgt von VAL und HKL das héchste Temperaturni-
veau aufweist. Der Druck im Primarkreis betragt konstant 18 MPa. Der Druck im Se-

kundarkreis wird zunachst mit 9 MPa angenommen.

6.3.2 Modellanpassungen und Ergebnisse

Zur Modellierung der unterschiedlichen Temperaturzonen wurde die Innenseite der
HKL und der heil3seitigen Dampferzeugerkalotte des Modells der DWR-
Kuhlkreislaufschleife zusatzlich in Felder aufgeteilt, auf welche die jeweiligen Tempera-
turen der ATHLET-Zonen aufgebracht wurden (Abb. 6.51). Durch groRziigige Uber-
gangsbereiche ergibt sich ein annahernd stetiger Temperaturgradient. Die Berechnung

des Dampferzeugerheizrohrs erfolgte in separaten Modellen (vgl. Kapitel 5.3.1).

115



Abb. 6.51 Anpassung der Innenseite des Modells der Hauptkihlmittelleitung

Abb. 6.52 zeigt die errechnete Temperaturverteilung in der Kuhlkreislaufschleife zum
Zeitpunkt 13320 s, dem spater errechneten Versagenszeitpunkt der HKL. Der Weg der
Gase entlang der Oberseite der HKL sowie der VAL ist gut zu erkennen. Die Kalotte
bleibt im Vergleich dazu kuhler, die Dampferzeugerheizrohre (nicht im Bild) weisen

aufgrund geringerer thermischer Tragheit eine héhere Temperatur auf.

Abb. 6.53 zeigt den Verlauf der Gesamtvergleichsdehnung in Falschfarbendarstellung
im letzten Zeitschritt vor Versagen zusammen mit einer 10-fach tUberhdhten Darstel-
lung der Verformung.

Temperature
Unit: °C
Time: 13320
767
687.3
= 6076
528
4483
368.6
| 289
209.3

129.6
501

Abb. 6.52 Temperaturverteilung zum Zeitpunkt 13200 s
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Abb. 6.53 Falschfarbendarstellung des Gesamtvergleichsdehnungsverlaufs bei Ver-

sagen (10-fach Uberhdhte Darstellung der Verformung)

Aufgrund der unterschiedlichen thermischen Dehnung auf der Ober- und Unterseite
knickt die HKL etwas nach unten ab. Die Oberseite wolbt sich kurz vor Versagen auf.
Der Versagensmodus unterscheidet sich allerdings nicht signifikant von dem in Kapitel
6.2 fur eine homogene Erwarmung beobachteten Modus, au3er dass sich die Dehnung

auf die Halbschale beschréankt.

Abb. 6.54 zeigt den Verlauf der Gesamtvergleichsdehnung der HKL im Vergleich zu
Rechnungen mit einem intakten Heizrohr, einem zu 40 % in der Wanddicke geschadig-
tem Heizrohr sowie unter einem Differenzdruck von 18 MPa, d. h. es wird eine zuvor

erfolgte Druckentlastung des Sekundarkreises vorausgesetzt.
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Abb. 6.54 Verlauf der Gesamtvergleichsdehnungen des DEHEIRO fir verschiedene

Szenarien im Vergleich zur HKL

Ein Versagen des intakten Heizrohrs erfolgt bei etwa 14200 s und damit ca. 15 min
nach dem prognostizierten Versagen der HKL. Dem Versagen geht eine signifikante
Kriechverformung voraus. In den beiden anderen Fallen ist die Phase der Kriechver-
formung dagegen nicht oder nur schwach ausgepréagt, bevor ein Versagen durch dukti-
le Verformung und plastische Instabilitat erfolgt. Ein Versagen erfolgt dariiber hinaus
wesentlich friher, nahe des Versagenszeitpunkts der HKL. Es sei betont, dass quanti-
tative Aussagen beziglich des Versagenszeitpunktes abhéngig von den Daten zur Ma-
terialcharakterisierung, insbesondere den Kriechdaten, sind. Fir den DEH-Werkstoff

Alloy 800 (mod.) sind die verfugbaren Kriechdaten nicht ausreichend (siehe Abb. 5.15).

Insgesamt zeigen die Rechnungen, dass ein Versagen des Heizrohrs vor der HKL und
damit ein abweichender Entlastungsweg in die Sekundarseite des Dampferzeugers
sowie die prinzipielle Mdglichkeit eines Containment-Bypasses unter bestimmten Um-

standen, insbesondere einer entlasteten Sekundéarseite, nicht auszuschlieRen ist.
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7 Analysen zum Komponentenverhalten wéhrend des Un-
falls im Kernkraftwerk Fukushima Dai-ichi, speziell Block 1

Am 11. Marz 2011 ereignete sich vor der Kiste der japanischen Region Tohoku das
mit einer Starke von 9,0 My, zweitstarkste Erdbeben seit dem Beginn der weltweiten
Aufzeichnungen 1960. Die Erdbewegungen fuhrten zu gro3flachigen Zerstérungen und
Ausfallen der Stromversorgung. Die im Leistungsbetrieb befindlichen Reaktorblocke 1,
2 und 3 des Kernkraftwerks Fukushima Dai-ichi wurden auslegungsgemar durch eine
Schnellabschaltung abgeschaltet. Die Blocke 4, 5 und 6 befanden sich zum Zeitpunkt
des Ereignisses in Revision. Abb. 7.2 zeigt eine Schnittzeichnung einer mit Block 1

baugleichen Anlage mit Mark | Containment.

Abb. 7.1  Schnittzeichnung einer mit Block 1 baugleichen Anlage /NMD 16/

Ein durch das Erdbeben ausgeltster Tsunami zerstdrte ca. 50 min nach dem Erdbeben
beim Auftreffen auf die Kiuste grol3e Teile der Kihlwassersysteme der Anlage und
Uberflutete alle Dieselgeneratoren der Blocke 1 — 4, sodass die Nachwarmeabfuhr mit
den daflir vorgesehenen Systemen nicht mehr méglich war und in der Folge auch nicht
mehr wiederhergestellt werden konnte. Die Kilhlung mit dampfbetriebenen Hilfssyste-
men scheiterte durch die Nichtverfliigbarkeit der Batterien (Block 1) und der begrenzten
zeitlichen Einsatzfahigkeit der Systeme zusammen mit einer nicht rechtzeitigen
Hilfseinspeisung Uber Feuerldschpumpen (Block 2, 3). In der Folge entwickelten sich
Kernschéaden unterschiedlichen Ausmalf3es. Durch Undichtigkeiten des tber den Aus-

legungsdruck belasteten Containments sowie Ventingmaflnahmen wurde im Verlauf
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ein Teil des radioaktiven Inventars freigesetzt. Wasserstoffexplosionen in den Reaktor-
gebauden der Blocke 1, 3 und 4 flhrten zu Zerstérungen und beglnstigten die Freiset-
zung /GRS 15/, /LIU 13/, /MIL 14/, NAE 14/, ITEP 12/. Abb. 7.2 zeigt eine Ubersicht
Uber den rekonstruierten zeitlichen Verlauf der Kernkihlung und der Wassereinspei-

sung in den Blocken 1, 2 und 3.

15:36 15:36 11:01
14:46 Main peak Explesion Explosion
Earthquake of tsunami Unit 1 Unit 3

Local time
(ST=UTC+9 h)

‘ 110311y 1210311 1310311 14103111
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unit 2| —

U - ] _J |

i No cooling
- oc:r‘::::gor of reactor - Freshw ater injection Seawater injection
using system X {before alternative (effectivity unclear) (effectivity unclear)
cooling attempts)

Abb. 7.2  Ubersicht iiber die Kernkiihlung und Wassereinspeisung in den Blécken 1,
2 und 3 /MIL 14/

Im Folgenden wird zunachst ein Uberblick iber den Kenntnisstand zum Modus der
Druckentlastung gegeben. Die in Analysen aus der Literatur verwendeten mechani-
schen Leck- und Versagensmodelle werden gegentibergestellt und hinsichtlich Plausi-
bilitat und Aussagegenauigkeit bewertet. Dabei wird insbesondere auf die frei verfiig-
baren Informationen zum CSNI-Vorhaben BSAF /NEA 15/ zuriickgegriffen. Die in der
Regel auf vereinfachten analytischen Methoden und Expertenschatzungen basieren-
den Modelle werden in einem nachsten Schritt durch einzelne eigene Modelle und

Uberlegungen erganzt.

Ein Teil der vorliegenden Daten unterliegt einer Weitergabebeschrankung und ist daher
separat in der als Verschlusssache eingestuften Technischen Notiz /BLA 16a/ hinter-

legt.
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7.1 Aktueller Kenntnisstand zum Verlauf der Entlastung der DfU

Auch 6 Jahre nach dem Unfall ist der genaue Hergang der Ereignisse noch nicht voll-
ends verstanden. Ein Teil der Unklarheit betrifft dabei den Modus der Entlastung der
DfU mit RDB, Frischdampfleitung (FDL), Sicherheits- und Entlastungsventilen (S&E-
Ventilen), Kerndurchfiihrungen und kleineren Anschlussleitungen. Wahrend in der Lite-
ratur weitgehend Konsens herrscht, dass bei Block 2 die manuelle Entlastung zur Vor-
bereitung der hilfsweisen Einspeisung tber Feuerldschpumpen erfolgreich war, schlie-
Ben bei Block 3 nicht alle Publikationen eine Entlastung durch Versagen einer
Komponente, beispielsweise der Frischdampfleitung, aus /GAU 12/. Fir Block 1
herrscht derzeit die grof3te Unsicherheit bezuglich des Versagens von Komponenten
(Ort und Zeit). Eine manuelle Druckentlastung ist dort nachweislich nicht erfolgt
/LIU 13/.

Neben der Gewinnung von Informationen zum Verstandnis des Unfallhergangs hat die
Kenntnis des Versagensmodus auch fir die nachtragliche Abschatzung des Quellterms
und die Planung des Rickbaus seitens der japanischen Stellen hohe Relevanz. Das
potenzielle Versagen der RDB-Kalotte unter hohem Systemdruck kann mit einem Aus-
trag von Schmelze in Form eines Jets (High Pressure Melt Ejection) verbunden sein.
Die ausgetretene Schmelze hatte dann zu einer grof3flachigen Kontamination gefiihrt
und durch Wechselwirkung mit dem Containment dessen Standzeit signifikant verrin-
gert (Direct Containment Heating). Ein mogliches Versagen des Ventilmechanismus
der Sicherheits- und Entlastungsventile oder ein Offenbleiben der Ventile ware mit ei-
ner Freisetzung Uber den vorgesehenen Entlastungsweg in die Kondensationskam-
mer/Wetwell und daher mit einer signifikanten Auswaschung der Nuklide verbunden
gewesen, wahrend ein Versagen einer anderen Komponente zu einer direkten Freiset-
zung in den Drywell gefuhrt hatte. Wahrend unklar ist, ob kleinere Lecks in der DfU in
der Lage waren, eine vollstandige Druckentlastung herbeizufiihren, ist unstrittig, dass
durch diese friihzeitig Dampf und hei3e Gase freigesetzt und der Verlust des Wasse-

rinventars im RDB beschleunigt wurde /LIU 13/.

Block 1 des Kernkraftwerks Fukushima Dai-ichi wurde zwischen 1967 und 1970 von
General Electric erbaut. Der Siedewasserreaktor vom Typ BWR/3 hatte eine Leistung
von 460 MW.. Die Bloécke 2 und 3 wurden von einem Konsortium aus General Electric
und Toshiba (Block 2) bzw. Toshiba als alleinigem Lizenznehmer (Block 3) erbaut. Die
Reaktoren des Typs BWR/4 hatten jeweils eine Leistung von 784 MW.. Die Blocke 1 —

3 verfligen Uber ein Containment vom Typ Mark I, welches sich in den birnenférmigen
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Drywell um den RDB sowie den torusférmigen Wetwell unterteilt, der mit einer Wasser-
vorlage gefillt ist /MIL 14/. Abb. 7.3 zeigt im Detail den Aufbau des Containments so-
wie der Druckbarriere.

Abb. 7.3  Schematische Darstellung der Druckbarriere und des Containments
/IDAV 11/

Im Falle eines Station-Blackouts steigen aufgrund der Nachzerfallswarme Druck und
Temperatur solange, bis das Sicherheits- und Entlastungsventil mit dem niedrigsten
Offnungsdruck anspricht. Dampf wird dann aus dem oberen Bereich des RDB entlang
der Frischdampfleitung Uber das Sicherheits- und Entlastungsventil und die daran an-
schlielende drucklose Abblaseleitung uber Sparger in den Wetwell freigesetzt. Bei
nicht wiedereinsetzender Kernkihlung sinkt der Wasserspiegel im RDB weiter, bis der
Kern freigelegt wird. Die aus der daraufhin einsetzenden Kernschmelze stammenden
heiBen Gase nehmen ebenfalls den Weg Uber Frischdampfleitung, S&E-Ventile und
Abblaseleitung in den Wetwell. Die etwas unterhalb der Frischdampfleitungen an den
RDB anschlieBenden Speisewasserleitungen werden erst spater freigelegt, sodass
diese vermutlich erst nach der Frischdampfleitung und mangels Durchstrémung in ge-
ringerem Umfang thermisch belastet werden. Die noch weiter unten anschlielenden
Leitungen der externen Umwalzschleifen sind zum Zeitpunkt der beobachteten Dru-
ckentlastung vermutlich noch mit Wasser geflillt. Soweit bekannt, verfigt der RDB-
Deckel des Reaktors nicht Uber Durchfihrungen. Eine Leckage der Deckeldichtung

wird bisher nicht vermutet.
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Die Sicherheits- und Entlastungsventile sind anders als die durch Schwei3en verbun-
denen Rohrkomponenten der Frischdampfleitung auf einen Stutzen senkrecht stehend
aufgeflanscht. An den Flanschdichtungen wird bei hohen Temperaturen eine Leckage

vermutet, deren Leckflache bisher nur abgeschéatzt werden kann.

Aufgrund der Bauweise des Siedewasserreaktors werden Steuerstdbe und Instrumen-
tierungen von unten in den Kern eingefuhrt. Unter den Instrumentierungen befinden
sich die Neutronenflussmesssysteme SRM (Source Range Monitor) und IRM (Interme-
diate Range Monitor), welche in feste Rohre eingefuhrt werden, die einen Teil der
Druckbarriere darstellen und daher durch AuRendruck belastet werden (Abb. 7.4). Die
Instrumentierungsrohre ragen weit in den Kern hinein, sodass sie durch die am oberen
Kernrand beginnende Schmelze bereits erhitzt sowie beschadigt werden kénnen und

dadurch ebenfalls zu einer Leckage der Druckbarriere beitragen kdnnen.

Pu —{

P P,

Abb. 7.4  Schematische Darstellung des Verlaufs der Druckbarriere der SRM- und

IRM-Instrumentierung

Aufgrund der nicht verfigbaren Spannungsversorgung konnte der Druck im RDB von
Block 1 nur punktuell bestimmt werden, indem Spannung mit hilfsweise angeschlosse-
nen Autobatterien wiederhergestellt wurde. Bei Messungen um 20:07 Uhr Ortszeit am
11. Marz hat bei 7,04 MPa noch keine signifikante Druckentlastung stattgefunden. Der
nachste Messpunkt existiert erst wieder um 02:43 Uhr (am Folgetag) und liegt mit
0,83 MPa auf dem Niveau des Containmentdrucks. Die Druckentlastung muss dazwi-
schen stattgefunden haben /LIU 13/.
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Abb. 7.5 zeigt die von den Teilnehmern des BSAF Benchmarks errechneten RDB-
Druckverldufe im Best-Estimate-Szenario /PEL 15/. Der Verlauf ist unter anderem stark

abhangig von den Annahmen beziglich Leckagen bzw. Briichen von Komponenten.
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Abb. 7.5 Ubersicht Uber die errechneten RDB-Druckverlaufe in BSAF /PEL 15/

/BLA 16a/ enthdlt eine tabellarische Aufschlisselung der in den Rechnungen im Rah-
men von BSAF sowie weiterer Rechnungen aus der Literatur verwendeten Modelle
sowie der Zeitpunkte, zu denen ein Versagen oder die Offnung eines frilhen Lecks er-

rechnet wurde.

In der Mehrheit der Nachrechnungen fuhrt ein Versagen der Frischdampfleitung zur
Druckentlastung. Bei Rechnungen, in denen ein Hochdruckversagen des RDB prog-
nostiziert wurde, wurde in der Regel kein Versagensmodell fir die Frischdampfleitung
implementiert. Allgemeine Analysen in /ESM 03/ halten ein Hochdruckversagen des

RDB ebenfalls fur wenig wahrscheinlich.

/IGAU 12/, /IGAU 14/ geht von der grundsatzlichen Mdglichkeit des Offenbleibens eines
S&E-Ventils aus, das im Verlauf des Unfalls vielfach angesprochen hatte. Ein Offen-
bleiben des Ventils wirde zu einer Entlastung Uber die Abblaseleitung in den Wetwell
fuhren. Unklar ist allerdings, inwiefern der dabei entstehende Offnungsgrad fiir eine
schnelle und vollstandige Druckentlastung ausreichend ist. So ist bei einem Offnungs-
grad von unter 50 % ein Unterbleiben der Druckentlastung und ein darauffolgendes

Versagen der Frischdampfleitung moglich /GAU 14/. Eine angenommene Entlastung in
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den Drywell durch Lecks/Komponentenversagen korrespondiert allerdings besser mit
den gemessenen Daten, z. B. dem Containmentdruck /GAU 12/, /GAU 14/.

Die Existenz kleiner Lecks noch vor der vollstdndigen Druckentlastung, insbesondere
an der Anschlussflanschdichtung der S&E-Ventile sowie an den SRM/IRM in-core In-
strumentierungen, ist mittlerweile relativ gut bekannt /PEL 15/. Die offizielle Untersu-
chungskommission der japanischen Regierung halt daneben auch ein kleines erdbe-
benbedingtes Leck der Druckbarriere in Block 1 fir moglich /KUR 12/. Auch deutet die
gegen 21:51 Uhr im Reaktorgebdude gemessene Dosisleistung von 288 mSv/h eine

friihzeitige Leckage an /NAI 15/.

Eine Entlastung der Druckbarriere ausschlieZlich tGber die bekannten Lecks ist, abhan-
gig von der Leckgrof3e, prinzipiell moglich. Rechnungen des IAE in /NAI 13/ zeigen,
dass dazu Abweichungen von weniger als 50 % gegenilber der geschatzten Leckfla-
che notwendig sind. Die NRA halt ein Versagen ausschlieBlich tber Lecks fir das
wahrscheinlichste Szenario /PEL 15/. Fir einen Entlastungsweg Uber Lecks spricht
weiterhin die Tatsache, dass das Zerbersten einer mit hochgespanntem Dampf geflll-
ten Frischdampfleitung mit einem enormen akustischen Potenzial verbunden ware. Im
vorliegenden Fall ist nicht bekannt, dass ein Versagen von der anwesenden Betriebs-
mannschaft wahrgenommen wurde. Es ist zudem mdglich, dass erdbebenbedingte
Schadigungen die Entstehung von Lecks im Unfallverlauf beglnstigt haben. Um Unsi-
cherheiten der Aussagen zu verringern, bedarf es detaillierterer Modelle. Kameraopti-
sche Untersuchungen der entsprechenden Stellen lassen zukinftig mdglicherweise
weitere Informationen erwarten; bisherige zeigten keine grof3en Zerstérungen innerhalb

des Drywell.

Basierend auf den Protokollen und Messdaten gehen die meisten Quellen davon aus,
dass in Block 2 und 3 eine erfolgreiche manuelle Druckentlastung durchgefuhrt wurde.
Dennoch sind auch hier, &hnlich wie bei Block 1, bereits zuvor entstehende kleinere
Lecks, beispielsweise an den SRM-/IRM-Instrumentierungen und an den Dichtungen
der S&E-Ventile, mdglich und wahrscheinlich. Auch in den Nachrechnungen wurde
uberwiegend eine manuell ausgeldste Druckentlastung durch das Offnen aller S&E-
Ventile angenommen /PEL 15/. Einzig in den Nachrechnungen von SNL wird ein mog-
liches Versagen der Frischdampfleitung ca. 42 h nach der Schnellabschaltung grund-
satzlich in Betracht gezogen, wobei der prognostizierte Temperaturverlauf stark von
dem anderer Teilnehmer des BSAF-Benchmarks abweicht /GAU 12/, /PEL 15/.
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7.2 Bewertung der in Analysen verwendeten Strukturmodelle

Alle in der Literatur enthaltenen Nachrechnungen implementieren mindestens ein Mo-
dell fur globales Versagen. Als Versagensmodell fir die Frischdampfleitung wurden
Uberwiegend Larson-Miller-Beziehungen (vgl. Kapitel 4.5) verwendet. Als Material fur
die Frischdampfleitung von Block 1 wurde Karbonstahl vermutet /GAU 12/. Larson-
Miller-Beziehungen wurden, teils in einer ODER-Verkntpfung, mit dem Erreichen der
Schmelztemperatur auch fur die Versagensvorhersage des RDB eingesetzt. Derartige
einfache Modelle sind zwar fehlerbehaftet (vgl. Kapitel 8.4), im hier vorliegenden Fall
verhaltnismagig steiler Temperaturgradienten und im Vergleich zu anderen Unsicher-
heiten, insbesondere bezuglich thermohydraulischer Lasten und friher Lecks, fallt der

Fehler in dieser Stufe der Analyse jedoch weniger ins Gewicht.

Als Kriterium fir ein mogliches temperaturinduziertes Offenbleiben der S&E-Ventile
wurde aufgrund von Expertenschatzung und basierend auf Uberschlagigen Rechnun-
gen zu thermischer Ausdehnung vereinzelt eine Temperatur des durchstromenden Ga-
ses von 900 K als Versagenskriterium angenommen /GAU 12/. In anderen Analysen
wurde eine Zyklenzahl festgelegt, bei der ein Offenbleiben der Ventile erwartet wird.
Diese Annahmen entstammen Uberwiegend probabilistischen Betrachtungen bei
Raumtemperatur. Die Uberwiegende Zahl der Rechnungen implementierte kein Modell.
Die Phanomenologie des Versagens der S&E-Ventile bei Durchstromung mit hei3en
Gasen wurde bisher kaum untersucht, daher sind derartige Modelle moglicherweise mit
sehr grof3en Unsicherheiten behaftet.

Fur das Versagen und und die anschlieRende Leckbildung des Flanschs, an dem die
S&E-Ventile mit der Frischdampfleitung verbunden sind, wird in den Analysen Uber-
wiegend die Auslegungstemperatur des Dichtungsmaterials (723 K) herangezogen
INAI 13/. Die Leckflache wird beispielsweise geometrisch als Spalt von 0,2 mm Breite
abgeschatzt, der sich Uber 60° des Umfangs erstreckt /NAI 13/. Die Leckflache wurde
in einigen Fallen so festgelegt, dass Ergebnisse der thermohydraulischen Rechnungen
mit Messungen Ubereinstimmen. Auch hier fehlt eine genaue phdnomenologische Un-
tersuchung. Neben einer Spaltbildung oder dem Verlust des Dichtmaterials durch Ab-
sinken des Flachendrucks ist auch ein Aufschmelzen oder Zersetzen des Dichtungs-
materials denkbar. Ein Erhitzen der Flanschverschraubung durch ausstrémende Gase
wirde sich unmittelbar auf die SpaltgroRe auswirken. Die Versagensphanomenologie

ist insbesondere von dem eingesetzten Dichtungsmaterial abhangig. Auch in der Frage
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der Zahl der durchstrémten Strange und der Aufteilung des Massenstroms auf diese

Strange sind weitere Untersuchungen notwendig.

Leckagen der SRM/IRM wurden, sofern ein Modell implementiert ist, den jeweiligen
Positionen im Kern zugeordnet und gedffnet, wenn die Versagenstemperatur dort er-
reicht wurde. Diese wurde anhand einfacher analytischer Abschatzungen zum Beulen
errechnet, die moglicherweise Ungenauigkeiten, insbesondere durch die mangelnde
Berlicksichtigung nichtlinearer Materialeigenschaften, aufweisen (vgl. Kapitel 7.3.1).
Ein abweichender Ansatz wurde in /LIU 13/, /LIU 14/ basierend auf Arbeiten von
/STE 77/ verfolgt. Dort wird davon ausgegangen, dass der Betrag der (negativen) Ver-
sagensdehnung bei Druckbelastung durch AuZendruck in der GréRenordnung der Half-
te des Betrags der (positiven) Versagensdehnung bei Zugbelastung durch Innendruck
liegt. Damit ist die Verwendung von Larson-Miller-Parametern auch hier méglich. Eine
Validierung wurde in /OKA 15/ durchgefiihrt. Bezliglich der Leckflache gibt es sehr un-
terschiedliche Annahmen, die von Rissbildung Uber Freilegung des gesamten Quer-
schnitts bis hin zum spateren WiederverschlieRen des Querschnitts durch Schmelze

reichen.

Insgesamt zeigt sich, dass trotz des grof3en Einflusses, den friihe Lecks auf den Un-
fallhergang haben kénnen, nur sehr rudimentare und ungenaue Methoden zur Vorher-
sage des Versagens und der entstehenden Leckflache zur Verfigung stehen. Die
Phanomenologie friher Lecks wurde insgesamt bisher unzureichend untersucht. Mog-
licherweise wurden weitere Lecks an unbekannten Stellen oder Vorschadigungen
durch das Erdbeben nicht bericksichtigt (vgl. /GAU 14/). Die verwendeten Modelle
zum globalen Versagen zeigen sich demgegeniber maRig genau aber robust und sind
prinzipbedingt nicht mit der Problematik der Ungenauigkeit der Leckflache behaftet.

7.3 Eigene ergadnzende Untersuchungen

7.3.1 Leckage der Kerninstrumentierungen SRM/IRM in Block 1

Der RDB von Block 1 (Abb. 7.6) enthalt 4 Source-Range-Monitore (SRM), 8 Intermedi-
ate-Range-Monitore (IRM) sowie zahlreiche Power-Range-Monitore (PRM) an ver-
schiedenen radialen Positionen /LIU 13/. Die SRM/IRM bilden dabei einen Teil der
Druckbarriere.
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Abb. 7.6  Schematische Darstellung der Kerninstrumentierung, Positionen der
SRM (S), IRM (X) und PRM (O) im Reaktorkern von Block 1 /LIU 13/

Die Hullrohre der SRM/IRM-Instrumentierung bestehen aus drei Teilen mit unterschied-
lichen Durchmessern. Der erste Teil befindet sich aul3erhalb des Reaktordruckbehal-
ters, der zweite reicht bis zum Kern, der dritte erstreckt sich Uber die Kernhthe. Fir die
frihe Leckage ist letzterer relevant. Fir den AuRendurchmesser werden hier 17 mm,
fur die Wandstarke 2 mm, als Werkstoff SS316 rostfreier Stahl angenommen (vgl.
/IARA 99/). Im Rohr befindet sich die eigentliche Instrumentierung mit unbekanntem
Querschnitt, sodass die maximale Abstromflache einen Kreisring bildet. Unklar ist hier-

bei allerdings, ob sich die Instrumentierung bis in den oberen Kernbereich erstreckt.
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Abb. 7.7

Die SRM/IRM befinden sich auf Eckpositionen und grenzen an vier unmittelbar be-

Foto aus der baugleichen Anlage Peach Bottom aus /LEE 15/ (SRM links

im Vordergrund)

nachbarte Brennelemente (Abb. 7.8).
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Abb. 7.8 Schematische Darstellung von BE-Querschnitten mit Position eines SRM

im Zentrum zwischen 4 BE /LEE 15/

Zunachst kdénnen die Brennstdbe noch durch den aufsteigenden Dampf aus dem im
RDB befindlichen Restwasser gekuhlt werden. Bei weiter absinkendem Wasserspiegel

reicht die Aufwarmspanne des Dampfes nicht mehr zur Kihlung der Gesamtlange der
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freigelegten Brennstdbe aus und die Brennstdbe beginnen sich zunachst am oberen
Ende zu erhitzen. Ab ca. 1300 K setzt die Oxidation der Bauteile aus Zirkonium ein,
welche zusatzlich enorme Warmemengen freisetzt und zu einem weiteren rapiden
Temperaturanstieg fuhrt. Abb. 7.9 zeigt beispielhaft den von der GRS im Rahmen des

BSAF-Projekts errechneten Temperaturverlauf des oberen Plenums fur Block 3
/BAN 16/.

2500
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Abb. 7.9  Errechneter Temperaturverlauf des oberen Plenums (Block 3) /BAN 16/

Im Folgenden wird abgeschétzt, wie sich die Temperatur der SRM/IRM im Verlauf der
Kernschmelze relativ zur Temperatur der Brennstdbe verhalt. Dazu wird zuné&chst
durch die Wahl konservativer Randbedingungen eine obere Grenze der Temperaturdif-

ferenz ermittelt. Eine weitere Rechnung wird mit realistischeren Randbedingungen
durchgefuhrt.

Zwischen den Brennstdben und dem Brennelementkasten sowie zwischen dem
Brennelementkasten und der Instrumentierung findet Strahlungsaustausch statt.
Gleichzeitig geben die Bauteile Warme an das umstrémende Gas ab. Aufgrund der be-

trachteten Zeitrdume ist die thermische Tragheit der Strukturen vernachlassigbar.

Die quasistationdre 2D-FE-Rechnung (Abb. 7.10) bildet einen ausreichenden Bereich
der BE-Geometrie um die SRM/IRM-Position ab. Die Brennstdbe wurden als Kontinu-
um mit einer homogenen Temperatur modelliert. Zwischen Brennstaben und Brenn-

elementkasten sowie zwischen Brennelementkasten und SRM/IRM-Hillrohr findet
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Strahlungsaustausch statt, wobei eine Flache-zu-Flache-Berechnung ohne Berticksich-
tigung der Umgebung verwendet wurde. Der hemisphéarische Gesamtemissionsgrad
wurde zunachst konservativ mit 0,3 fir den Austausch zwischen Brennstaben und
Brennelementkasten sowie 0,2 fiir den Austausch zwischen Brennelementkasten und
SRM/IRM-Hullrohr nach unten abgeschatzt. Der Warmeilbergang zum Fluid wurde
nach VDI 2055 /VDI 08/ unter Annahme einer Gasgeschwindigkeit von 2 m/s mit
13,8 W/(m?*K) abgeschétzt. Fur die Temperatur des umstromenden Gases wird die

Siedetemperatur beim Offnungsdruck der S&E-Ventile mit 302 °C angenommen.

AN
¥

Abb. 7.10 2D-FE-Modell fir die Position eines SRM/IRM

Fir eine realistischere Rechnung werden Emissionsgrade von 0,4 und 0,3 sowie eine
Gasgeschwindigkeit von 1 m/s (entspricht einem Warmeibergang von 9,8 W/m2K) an-
genommen. Die Temperatur des Fluids zwischen Brennelementen und Brennele-
mentkasten wird basierend auf Schatzungen 100 K unterhalb der Brennstabtempera-
tur, mindestens jedoch mit 302 °C angesetzt. Abb. 7.11 zeigt die errechnete
Temperaturdifferenz zwischen Brennstaben und SRM/IRM fir den konservativen und
realistischen Fall abhangig von der Brennstabtemperatur. Die Differenz steigt zunachst
mit der Temperatur der Brennstdbe an und verringert sich aufgrund des besseren
Strahlungsaustauschs oberhalb von ca. 1000 °C wieder.
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Abb. 7.11 Verlauf der Differenztemperatur zwischen Brennstéaben und SRM/IRM

Nachfolgend soll der Einfluss nichtlinearer Materialeigenschaften auf die Versagenszeit
der SRM/IRM abgeschatzt werden. Im BSAF-Vorhaben wird dazu eine Formel fur Beu-
len nach Von-Mises verwendet.

3

t
pcr=0:27*E*(> <Pa—Di

r

Per Beuldruck
Pa AuRendruck
pi Innendruck
t Wanddicke

AuRerer Radius

(7.1)

Da fur den Werkstoff SS316 keine ausreichend validierten Daten fir den Kurzzeit-

kriechbereich vorliegen, soll

hier eine Analogiebetrachtung fur

den Werkstoff

20MnMoNi5-5 durchgefiihrt werden.

Nach Tab. 7.1 ist bei ca. 1296 °

von 7,1 MPa erreicht.

C ein kritischer Beuldruck kleiner der Druckdifferenz
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Tab. 7.1  Von-Mises-Beulen fur Analogiebetrachtung mit 20MnMoNi5-5

Temperatur [°C] E-Modul [GPa] P (t,r,E) [MPa]
800 50000 32
1000 30000 19,2
1100 20300 12,99
1200 15600 9,98
1296 11088 7,1
1300 10900 6,98

Zum Vergleich wurde ein FE-Modell erstellt, welches Lasten aus Plastifizieren und
Kriechen berticksichtigt (Abb. 7.12). Dieses wurde mit einem Differenzauf3endruck von
7,1 MPa und angelehnt an reale Versagensverlaufe mit einer Temperaturtransiente

von 0,2 K/s beaufschlagt.

Abb. 7.12 FE-Modell der SRM/IRM

Die Rechnung divergiert bei einer Temperatur von 964 °C, was als Beginn des Beulens
gedeutet werden kann. Damit versagt das SRM/IRM im Analogiefall fur den Werkstoff
20MnMoNi5-5 bereits 332 K unterhalb der mit Hilfe der analytischen Rechnung vorher-
gesagten Temperatur.

Analysen in der Literatur gehen teils davon aus, dass sich bei Versagen ein Riss mit
geringer Breite bildet, der sich Uber einen Teil des Umfangs erstreckt. In /NAI 13/ wird
mit Erreichen der Schmelztemperatur davon ausgegangen, dass der komplette Quer-
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schnitt fr die Abstrémung zur Verfligung steht. Die den einzelnen SRM/IRM zugeord-
neten Lecks werden gedffnet, wenn an der entsprechenden Position die Versagens-

bzw. Schmelztemperatur erreicht wird.

Ein Verformungsbild wéhrend des Iterationsprozesses im ersten nicht mehr konvergie-
renden Zeitschritt (Abb. 7.13) zeigt, dass der Beginn des Knickens an einer Stelle (hier
die Stelle der Modellfixierung als Imperfektion) zu einem Umschlagen der instabilen Si-
tuation entlang des gesamten Umfangs fuhrt. Es ist daher zu erwarten, dass sich das
Hullrohr an die im Inneren befindliche eigentliche Instrumentierung anlegt und aufgrund
der Auffaltung und der Duktilitat des Materials die méglicherweise entstandenen Risse
teilweise verschlie3t. In einer spateren Phase kann der Leckquerschnitt zusatzlich

durch schmelzendes Material verschlossen werden.

Abb. 7.13 Verformungsbild des Modells der SRM/IRM wahrend des ersten nicht mehr

konvergierenden Zeitschritts
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Nachfolgend soll ein oberer Grenzwert sowie ein realistischerer Wert fir den Massen-
strom errechnet werden. Die (kritische) Ausstrémung aus einer Blende errechnet sich

als:

= Axpx¥ s 2% p, (7.2)

=
lp:(x-zi-l) 1* ﬁ (73)

A Leckflache

W Reibungsbeiwert
Ausflussfunktion

pi Innendruck

p Dichte

K Isotropenexponent

Fur die konservative Rechnung wird zunachst von der vollen Abstromflache, p=1 und
Sattdampf bei 7,1 MPa ausgegangen. Damit ergibt sich ein Massenstrom von maximal
ca. 2,16 kg/s.

Fur eine realistischere Rechnung wird davon ausgegangen, dass eine Abstrdomung nur
Uber einen Kreisring zwischen Instrumentierungshullrohr und eigentlicher Instrumentie-
rung mit einer Spaltbreite von 3 mm erfolgt. Weiterhin wird davon ausgegangen, dass
dieser Querschnitt zu 75 % von duktilem oder abgeschmolzenem Material verschlos-
sen wird. Ob sich ggf. ein noch engerer druckbestandiger Querschnitt im Instrumentie-
rungsgehause aulRerhalb des RDB befindet, ist unbekannt. Ferner wird fir eine scharf-
kantige Abstromung p = 0,59 angesetzt und von einem jeweils héalftigen Gasgemisch
aus Wasserdampf und Wasserstoff bei ca. 800 °C ausgegangen. Damit ergibt sich eine
Abstromung von ca. 0,11 kg/s. Aufgrund des Dichteunterschieds zwischen Wasserstoff

und Wasserdampf hangt dieser Wert signifikant von der Gaszusammensetzung ab.

7.3.2 Versagen der Frischdampfleitung in Block 3

Die Frischdampfleitung zweigt im oberen Bereich des RDB ab (siehe Abb. 7.1) und be-
sitzt einen etwas dickeren Stutzen einer Lange von etwa 60 cm, an den die eigentliche
Frischdampfleitung anschliel3t. Die Leitung hat einen Auf3endurchmesser von 406 bzw.

624 mm (Blockl bzw. Block 2 und 3) und einen Innendurchmesser von 364 bzw.
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544 mm /TEP 16/. Als Werkstoff in der baugleichen Anlage Peach Bottom wurde
SA533B verwendet /ESM 05/.

Hier sollen die Aussagen von Sandia National Laboratories nachvollzogen werden,
wonach in Block 3 das Versagen der Frischdampfleitung schon vor der manuellen
Druckentlastung stattgefunden haben soll /GAU 12/. Damit nimmt SNL als einziger
Teilnehmer des BSAF-Benchmarks eine nicht erfolgreiche Druckentlastung an.
Abb. 7.14 zeigt thermohydraulische Rechnungen von SNL und GRS /BAN 14/.

Zur Nachrechnung wurde ein 2D-FE-Modell eines kurzen Rohrwandstiicks gewahlt.
Fur das Materialmodell wurde hilfsweise auf den ebenfalls ferritischen Werkstoff
20MnMoNi5-5 zurtickgegriffen. Damit konnten die Rechnungen von SNL insbesondere
beziglich des Versagenszeitpunktes im Rahmen der Modellunsicherheiten bestatigt
werden. Rechnungen mit den Randbedingungen der GRS zeigen demgegeniber weit-

gehend elastisches Komponentenverhalten.
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Abb. 7.14 Verlauf von Druck und Temperatur aus /GAU 12/ und /BAN 14/ sowie die

im Rahmen von RS1520 errechnete Versagenszeit

Die Rechnung von SNL kann daher aus rein strukturmechanischer Sicht nachvollzogen
werden, schon bei geringfligig geringeren Belastungen kommt es allerdings nicht mehr

zu einem Versagen der FDL.
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7.3.3 Offenbleiben eines S&E-Ventils

In amerikanischen Siedewasserreaktoren der Baureihe BWR/3 werden S&E-Ventile
der Hersteller Dikkers, Target Rock (2- und 3-stufig) sowie Crosby eingesetzt /BIX 93/.
S&E-Ventile des KKW Fukushima Dai-ichi stammen vom Hersteller Okano, der die
Ventile von Crosby in Lizenz baute /PEL 15/. Deutsche Siedewasserreaktoren der Bau-
reine SWR72 verfugen Uber S&E-Ventile des Herstellers Bopp & Reuther (Abb. 7.15).

Der Korper von Ventilen des Herstellers Target Rock ist aus ASTM A216 Gr WCB ge-
fertigt, Ventilstempel und Scheibe aus A276 Type 304 rostfreiem Stahl /BIX 93/. Die

Ventile 6ffnen einzeln oder paarweise bei verschiedenen Druckniveaus.
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Abb. 7.15 S&E-Ventile des Herstellers Target Rock (oben), Crosby (unten links) und
Bopp & Reuther (unten rechts) /CUR 17/, /BIX 93/, IBOP 16/
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An dieser Stelle sollen zunéachst nur qualitative Uberlegungen zum Versagensmodus
angestellt werden. So wird der Ventilkérper sowie der Stempel entlang des Ausstrém-
wegs stark erhitzt, da in diesem Bereich durch die hohere Geschwindigkeit der Gas-
stromung ein besserer Warmeutbergang zu erwarten ist. Im geschlossenen Zustand
steht dieser Bereich unter mechanischer Spannung. Je nach Randbedingungen ist De-
formieren, Verklemmen oder ein versetztes Aufsetzen des Ventilstempels denkbar,
wodurch eine Leckflache freigegeben werden kann. Die Aullenseite des Ventils wird
durch das benachbarte Leck an der Flanschdichtung moglicherweise zusatzlich erhitzt.
Ein Erhitzen der Schraubenfeder senkt den E-Modul und damit die Schraubenkraft und
fuhrt bei federbelasteten Ventilen zu einer Senkung des Offnungsdrucks. Aufgrund der
vielen Versagensmdglichkeiten und der Komplexitat der Simulation geht eine solche
Untersuchung lUber den Rahmen des Vorhabens RS1520 hinaus und soll im Rahmen

anschlielRender Arbeiten genauer untersucht werden.
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8 Weiterentwicklung des Programms ASTOR

8.1 Portierung des Programms und Erweiterung der Funktionalitat

ASTOR wurde in den 90er Jahren von der GRS als vereinfachte Methode zur Bewer-
tung der Integritat von Komponenten unter hohen Innendruck- und Temperaturbelas-
tungen entwickelt /EIS 93/. Durch eine Verschiebung der ressourcenintensiven Be-
rechnung der Versagenszeit von der Ausfihrungszeit zum Zeitpunkt der Modellierung
eignet sich diese Methode insbesondere flr den Einsatz in Systemcodes, die in der

Unfallanalyse eingesetzt werden.

Mit Hilfe der FE-Methode werden dabei jeweils flr spezifische Geometrien und Materi-
aldaten die Versagenszeiten fur verschiedene Innendruck- und Temperaturstufen er-
rechnet und daraus Versagenszeitflachen erstellt (Abb. 8.1). Im transienten Anwen-
dungsfall wird fur jeden Lastschritt das Schadensinkrement aus der entsprechenden
Versagenszeit, die aus der Versagenszeitflache abgeleitet wird, berechnet und aufad-
diert, bis der Schadigungszustand von D = 1 erreicht wird. Zur Berucksichtigung von

Sicherheitsfaktoren kann auch ein Wert kleiner 1 verwendet werden.

Versagenszeit t;(s)

I
D(t):f dt

te[T(t), P(t)]

Temperatur T (°C)

Druck p (MPa)

Abb. 8.1 Errechnung des Schadensinkrements in der Versagenszeitflache

Die Methode wurde zur Abschatzung der Versagenszeiten von Rohrleitungen und Re-
aktordruckbehaltern entwickelt, wobei beim RDB-Versagen auch die Hotspot-
Problematik behandelt werden kann /SCH 99/. Fur die Bericksichtigung von Schadi-

gungen kdnnen zuséatzliche Parameter, wie z. B. die Wanddicke, hinzugefiigt werden.
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Um der eingeschrankten Flexibilitdt der Methode aufgrund der Festlegung auf spezifi-
sche Geometrien und Materialdaten sowie der begrenzten Genauigkeit zu begegnen,
wurde die in FORTRAN programmierte Einzelmethode zunachst nach JAVA portiert
und unter Beibehaltung des urspringlichen Namens um andere vereinfachte Methoden
erweitert. Ziel war die Uberwindung der Zielkonflikte zwischen Genauigkeit, Berech-
nungsgeschwindigkeit, Anwendungsfall und notwendigem Detaillierungsgrad der Ein-
gabedaten durch Kompensation der Vor- und Nachteile der einzelnen Methoden, sowie
die zukunftsoffene Zusammenfiihrung von Methoden zur Integrititsbewertung bei
schweren Storfallen unter einer einheitlichen Schnittstelle. Vorteil der Wahl von Java
waren die Portabilitdt zwischen Betriebssystemen, die einfache Integration einer gra-
phischen Benutzeroberflache sowie die Synergien zu den beiden anderen im Fachge-
biet Strukturmechanische Berechnungsmethoden entwickelten Programmen PROST
/HEC 17/ und WinLeck /HEC 16/.

Die Plattform verfugt Uber eine grafische Benutzeroberflache zur einfachen Bedienbar-
keit auch von Personen ohne strukturmechanische Detailkenntnisse (Abb. 8.2), kann
aber auch per Kommandozeile bedient werden.

E - X

File Solver Help

General Settings | Geometry Data | Load Data | Material Data | Method Settings | Result Evaluation |

Component family |BAC Basic Components |v|

Component type |BPC Pipe (complex) |V|

Geometry |UDE User defined (Editor) |V|

Load |csvimport csv file Timestep, Load 1, Load 2, Load 3, . [~]
|C:\Loads\Luad_1.csv |

Material |20 Ferritic steel 20MnMoNis 5 |~ O

Method |FST FAST ‘v| Enable detailed log

2. External pressure [MPa]  Outer Diameter [mm]
%= Wall thickness [mm)]

1. Internal pressure [MPa]

4. Inner temperature [K] — ‘ '

12. Axial force [N]

<% - 14. Bending momentum [Nm]

5. Outer temperature [K] (Pressure counterforce)

Abb. 8.2  Grafische Benutzeroberflache von ASTOR
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Die grafische Benutzeroberfliche wurde getrennt vom Solver implementiert, um die
beiden Programmteile spater auch einzeln, beispielsweise eingebettet in andere Codes

einsetzen zu kénnen.

Folgende Methoden sind nun in der Plattform enthalten:

e Abschéatzung der Versagenszeit basierend auf den Schadigungsparametern nach
Larson-Miller in Verbindung mit einer Schadensakkumulationshypothese und einer

einfachen Spannungsberechnung (vgl. Kapitel 4.5)

e Die ursprungliche Methode zur Berechnung von Versagenszeiten basierend auf
vorberechneten Versagenszeitflachen, welche nun unter dem Namen ASTOR clas-

sic gefuhrt wird

¢ Die neuentwickelte Methode FAST (Fast Assessment of Symmetric components
rupture Time), welche fiir symmetrische Komponenten eingesetzt werden kann
(vgl. Kapitel 8.2)

o Eine automatisierte Ansteuerung des frei verfligbaren Pre-/Postprocessing-Tools
Salome und des FE-Programms Code_Aster unter Nutzung vorbereiteter Skripte
(vgl. Kapitel 8.3)

Aus einem vorbereiteten ,Z00" von generischen Komponentenmodellen sowie Geo-
metrie- und Materialdatensatzen kann der Nutzer die fir den Anwendungsfall geeigne-

ten auswahlen.

Das Programm kann alleinstehend zur Abschatzung von Versagenszeiten und Schadi-
gungsgraden, als Postprocessing-Tool in Verbindung mit Lastannahmen basierend auf
Berechnungsergebnissen von Systemcodes, z. B. ATHLET/ATHLET-CD /ATH 12/ oder

in einer einfachen seriellen Kopplung (Abb. 8.3), eingesetzt werden.
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ATHLET

Lauf 1
Driicke
Temperaturen
Strukturtyp
Geometrie

Code_Aster

Materialkennwerte
mechanische Lasten

Versagens-
zeitpunkt t;

ATHLET
Lauf 2

Abb. 8.3 Schema einer méglichen Kopplung mit ATHLET

ASTOR lasst sich dazu auch von anderen Programmen, wie dem GRS Tool zur Ereig-
nisbaumanalyse MCDET, ansteuern und stellt dariiber hinaus eine Testumgebung flr
Methoden dar, die spater fest in Systemcodes ibernommen werden sollen. Die einge-
gebenen Daten kénnen als xml-Datei gespeichert werden. Neben einer Ergebnisdatei
wird eine Log-Datei erzeugt, welche wichtige Daten, Informationen, Warnungen und

Fehler protokolliert.

8.2 Entwicklung der Methode FAST

Die von der GRS neu entwickelte Methode FAST (Fast Assessment of Symmetric
components rupture Time) ist fir Komponenten einsetzbar, die in ihrer Geometrie und
Belastung né&herungsweise symmetrisch sind, wie Rohre, Kalotten, Platten oder Stabe
unter homogenen mechanischen und thermischen Lasten. Dazu wird die Komponente
auf ein infinitesimales Element reduziert und fir jeden Zeitschritt werden Spannung,
Dehnungsinkrement und Geometrie iterativ neu berechnet. Durch die Berticksichtigung
der Trennung elastischer, plastischer und viskoplastischer Dehnungsanteile, der Nicht-
linearitat der Materialeigenschaften und Rickkopplung der Geometrie auf die Span-
nung wird eine hohe Genauigkeit erreicht (Abb. 8.4).

Die Reduzierung der Komponente auf ein einzelnes reprasentatives Element schrankt

die Berechnung auf symmetrische Geometrien ein. Es existieren allerdings Tricks und
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Hilfsalgorithmen, mit denen auch Komponenten unter einfachen asymmetrischen Be-
lastungen (z. B. thermischer Gradient Gber Rohrwand, Biegemoment) berechnet wer-
den konnen. Die Berechnung der Spannungen, Dehnungen und Verformungen in dis-
kreten Schritten orientiert sich an der Vorgehensweise nichtlinearer FE-Solver
(Abb. 8.4). Als Versagenskriterien koénnen feste Dehnungswerte oder die Divergenz der

Dehnung, als Zeichen fir Plastische Instabilitat, verwendet werden.

Vorheriger Zeitschritt

Spannungen aktualisieren
0.,0,(dy, tyw Py F1 Fo o00)

v
Dehnungen aktualisieren . Material-

e
E'el,tf E'pl,tJ E'cr,t(o- 10 a T) daten

v
Geometrie aktualisieren

dmf tw(E'eI,tJ E'pl,tJ E'cr,t)

Residuum

Nein erreicht?

N&chster Zeitschritt

Abb. 8.4 Schematische Darstellung der Methode FAST

Die Methode ist schnell und eliminiert die Hauptfehlerquellen beim Einsatz einfacher
Schadensparameter wie dem Parameter nach Larson-Miller, indem die Verédnderung
der Geometrie, die Trennung zwischen plastischen und viskoplastischen Verformungs-
anteilen sowie eine genauere Reprasentation des Materialverhaltens einbezogen wer-
den. Nachteil ist neben der Begrenzung auf symmetrische Komponenten die Notwen-
digkeit genauer Materialdaten, die aber aus existierenden Daten von FE-Codes
importiert werden koénnen. Die Methode fillt damit eine Licke zwischen klassischen
Schadensakkumulationsmethoden wie Larson-Miller und komplexen FE-Modellen.
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8.3 Ankopplung des FE-Programms Code_Aster

Als weitere Methode wurde eine automatische Ansteuerung des skriptingfahigen Pre-
/Postprocessors Salome /SAL 16/ (Version 7.7.1) zur Geometrie- und Netzerzeugung
sowie des vollwertigen FE-Programms Code_Aster /EDF 16/ (Version 12.5) realisiert.
Sowohl Salome als auch Code_Aster sind frei verfigbar und werden unter einer freien
Lizenz vertrieben, was eine Weitergabe des Programms ASTOR an externe Nutzer er-
leichtert. Code_Aster wurde urspringlich von EDF entwickelt, ist umfangreich validiert
und u. a. bei Berechnungen zum Européischen Druckwasserreaktor (EPR) zur Anwen-
dung gekommen. Das Programm ist nur unter Linux lauffahig, aufgrund der Plattfor-
munabhangigkeit der Java-lmplementierung von ASTOR ist jedoch keine separate

Version erforderlich.

Bei Ausfihrung der Methode werden vorbereitete Skripte um Parameter aus der Nut-
zereingabe erganzt, die Netzerstellung und Berechnung durch die angekoppelten Pro-
gramme gestartet und die Ergebnisse nach Fertigstellung der Rechnung automatisch
ausgewertet. Ziel ist, die Flexibilitdt und Genauigkeit der FE-Methode zeitsparend und
ohne Detailkenntnisse der strukturmechanischen Berechnungsmethoden nutzbar zu
machen. Die vorbereiteten Skripte sind dazu ahnlich wie Geometrieinformationen und

Materialdaten im Programm hinterlegt.

8.4 Methodenvergleich

Im folgenden Anwendungsbeispiel wurde der in Kapitel 6.1 vorgestellte Grol3versuch
an einem Rohr mit Nennweite DN 700 /MPA 88/ mit den in ASTOR enthaltenen Me-
thoden Larson-Miller, FAST sowie der automatischen Ansteuerung des FE-Programms

Code_Aster nachgerechnet.

Abb. 8.5 zeigt den Verlauf des Schadensparameters unter Verwendung von Larson-
Miller-Parametern flir 20MnMoNIi5-5 aus /BOE 98/. Zum Versagenszeitpunkt im Expe-
riment wird ein maximaler Schadenswert von 0,2 errechnet, d. h. die Versagenszeit

wird im vorliegenden Fall tendenziell Uberschatzt.
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Abb. 8.5 Berechneter Verlauf des Schadensparameters nach Larson-Miller

Abb. 8.6 zeigt die gemessene und mit der Methode FAST und FEM berechnete sowie
die am Experiment gemessene radiale Aufweitung des Rohres. Tab. 8.1 enthélt die da-
raus abgeleiteten Versagenszeiten fir die einzelnen Methoden. Die automatisierte FE-

Rechnung und die Methode FAST treffen die experimentelle Versagenszeit gut.
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Abb. 8.6

Tab. 8.1

------- Sensor 12 Uhr

120 |

------- Sensor 3 Uhr

—_—
Trrer

------- Sensor 6 Uhr

100 -

------- Sensor 9 Uhr

——2DFEM

—3D FEM

—FAST

Zeit [s]

Gemessene und berechnete radiale Deformation des Rohrs

Vergleich der Versagenszeiten zwischen Experiment und Nachrechnung

Randbedingungen | Versagenszeit
Experiment 12476 s
LMP kein Versagen
2D FEM 12471 s
3D FEM 12426 s
FAST 12444 s

Die Uberschatzung der Versagenszeit durch LMP resultiert vermutlich auf der Super-

position der nichtlinearen Materialdaten und Geometrie/Last-Beziehungen sowie der

unzureichenden Trennung zwischen Plastifizieren und Kriechen. Anders als im Bereich

der Lebensdauerberechnung, wo sich die Geometrie und deren Wirkung auf die Last

nur gering verandern sowie in der Regel kaum duktile Verformung auftritt, kbnnen die-

se Aspekte fur kurzzeitiges Versagen nicht vernachlassigt werden.

Abb. 8.7 zeigt die Vor- und Nachteile der enthaltenen Methoden in einer Ubersichts-

matrix.
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VT

_ FEM, manuell {ANSYS) FAST ASTOR classic Larson-Miller

Mogliche Geometrie Beliebig, auch komplexe Auswahl aus ,Zo0" Symmetrisch (Rohr, Kalotte,  Entsprechend vorh. Abhéngig von Art der

Systeme Stab, Platte,...) Versagenszeitflichen Ermittlung der Spannung

Komplexitat der Entsprechend vorh. Gering
Materialdaten Versagenszeitflichen

Veranderliche mechanische [N Auswabhl aus , 700" Innendruck, Biegung, Begrenzte Dimensionen Eine Dimension (i.d.R.
Lasten Axialkraft (i.d.R. Innendruck) Innendruck)
Verdnderliche thermische Beliebig Auswahl aus , 700" Globaltemperatur, Gradient ~ Begrenzte Dimensionen Globaltemperatur
Lasten in einer Dimension (i.d.R. Globaltemperatur)

Geometrische la la la Fehler durch Superposition

Nichtlinearitat

Trennung von elast., plast. la la la Nein (nur Kriechen)

und Kriechdehnung

Beriicksichtigung von Gemal Stand der Technik Auswabhl aus ,,Zoo" Wanddickenverminderung Begrenzte Dimensionen Wanddickenverminderung
Schadigung
Zeitaufwand flir Gering Gering Gering
Modellerstellung
Zeitaufwand flir Gering Gering Gering
Modellausfiihrung
Abhéangig von Giiltigkeit innerhalb Giiltigkeit innerhalb Methode leicht Methode leicht
Nutzererfahrung definierter Intervalle definierter Intervalle nachvollziehbar nachvollziehbar
Kopplung mit Codekopplung tiber Codekopplung tiber Implementiert in Implementiert in
Thermohydraulikcodes Plattform ASTOR Plattform ASTOR ATHLET/ATHLET-CD ATHLET/ATHLET-CD
Genauigkeit, Hoch (Implementierung, Hoch (Materialmodelle) Mittel bis Hoch Mittel (Superposition, Niedrig bis Mittel, (Fitting,
Hauptfehlerquellen Materialmodelle) (Vereinfachungen) Diskretisierung) Vereinfachungen)

Abb. 8.7  Ubersicht der Vor- und Nachteile der einzelnen Methoden



8.5

Ausblick und maogliche Weiterentwicklung

Zukunftige Entwicklungen von ASTOR kénnen folgende Bereiche betreffen:

e Verbesserung des Gesamtprogramms

Erganzung alternativer Materialdatenformulierungen
Native Schnittstellen zu Systemcodes
Parallelisierte Berechnung mehrerer Komponenten

Auslagerung rechenintensiver Routinen in Maschinencode

e Verbesserung existierender Methoden

Erweiterung der Nutzbarkeit auf spezielle Falle
Erganzung um weitere Komponentenmodelle

Ergdnzung um weitere festimplementierte Geometrie-, Material-, Belastungs-

und Versagenszeitflachendatensétze

Erganzung Prufroutinen bzgl. Werten auRerhalb zulassiger Intervalle, fehlender

Eingaben, Plausibilitat
Automatische Anpassung der Zeitschrittweite, Bisections

Weitere Validierung an Experimenten und untereinander

o Erganzung weiterer Methoden

Ergadnzung weiterer Ingenieurparameterformulierungen, z. B. nach Manson-
Haferd/Sherby-Dorn

Methoden fur Knicken und Beulen
Methoden fir gealterte, geschadigte oder rissbehaftete Bauteile
Methoden zur Vorhersage lokalen Versagens und ggf. entstehender Leckflache

Vereinfachte Methoden zur Analyse komplexer Geometrien inkl. RDB

e Verbesserungen der Nutzerergonomie

Erweiterung der graphischen Oberflache, um importierte Geometrie, Materialda-

ten, Belastungen und Versagenszeitflaichen editieren zu kénnen
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Erganzung einer grafischen Ergebnisausgabe, um den Verlauf beliebiger Vari-

ablen darstellen zu kbnnen

Hinweise auf die zur Rechnung notwendigen Eingaben, Visualisierung des Re-

chenwegs

Erweiterung des Handbuchs
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9 Ergebnisse des OECD/NEA Benchmarks COSSAL

Im Rahmen des Vorhabens RS1520 wurde seitens der GRS der OECD/NEA Bench-
mark COSSAL (Components and Structures under Severe Accident Loading) zum
Verhalten von Komponenten und Strukturen bei Belastungen infolge schwerer Storfélle
organisiert. Die Teilnehmer waren: PVA (Finnland), GRS (Deutschland), IWM Freiburg
(Deutschland), MPA Universitat Stuttgart (Deutschland), JAEA / NRA (Japan), Inspecta
/ SSM (Schweden) und VUJE (Slowakische Republik). Die Ergebnisse des Fragebo-
gens (Kapitel 9.1), des ersten Benchmarks (Kapitel 9.2) und der Stand zum zweiten

Benchmark (Kapitel 9.3) werden im Folgenden kurz zusammengefasst.

9.1 Fragebogen

Die Fragen sind in die vier Kategorien ,Allgemeine Fragestellungen®, ,Analysemetho-
den“, ,Materialeigenschaften“ und ,Versagensgrenzen/Versagenskriterien® unterteilt.
Jede Kategorie umfasst insgesamt acht Fragen. Die Auswertung der Antworten der

Teilnehmer ist in dem technischen Bericht zusammengefasst /SIE 17a/.

Ausgewahlte Ergebnisse aus der Kategorie “Allgemeine Fragestellungen” sind:

e Alle Teilnehmer haben Bewertungen von metallischen Komponenten unter tran-
sienten thermomechanischen Belastungen, welche auf Unfallszenarien in der Ver-
gangenheit basieren, durchgefuhrt. Drei Teilnehmer berlicksichtigen auslegungs-

Uberschreitende Belastungen infolge von Kernschmelzszenarien.
e FUnf Teilnehmer beriicksichtigen Kriecheffekte.
¢ Folgende Komponenten wurden untersucht:
e Reaktordruckbehalter oder Druckbehélter im (7)
¢ Rohrleitungen (5)
¢ Andere Komponenten (2)
o Zwei Teilnehmer berlicksichtigen Komponenten unter zyklischer Belastung.

e Ein Teilnehmer bertcksichtigt Modelle, welche aus mehr als einer Einzelkompo-
nente bestehen.
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e Versuche mit Kleinproben wurden von zwei Teilnehmern durchgefuihrt, ein Teil-

nehmer flihrte auch Grof3versuche durch.

e Alle Teilnehmer verwendeten deterministische Verfahren (FEM, ASME Xl, R5, R6,
API579, BS7910), vier verwendeten probabilistische Verfahren (FAD, FORM, MCS,

Monte Carlo) und vier Teilnehmer fihrten Sensitivitdtsanalysen durch.

Ausgewahlte Ergebnisse aus “Analysemethoden” sind:

e Als FE-Codes wurden ABAQUS (3), ANSYS (3), ADINA (3), MSC.Marc (1),
Code_Aster (1) and FINAS (1) verwendet.

e Griunde fur die Auswahl eines FE-Codes waren:

e Die Mdglichkeit zur Verwendung von benutzerdefinierten Materialmodellen und

Elementen.
e Ein grol3er Verbreitungsgrad in Forschung und Industrie.
e Die Moglichkeit der Simulation Fluid-Struktur-Wechselwirkung.
e Grinde, die mit der Lizensierung zusammenhangen.

o Alle Teilnehmer benutzten elastisch-plastische Materialmodelle, finf berlicksichtig-
ten Kriechen und vier benutzten schadigungsmechanische Modelle mit Materiapa-

rametern, welche mit Hilfe von Kleinexperimenten abgepasst wurden.

e Vier Teilnehmer verwendeten eine direkte oder indirekte ,Nodal Point Release”
Technik.

o Drei Teilnehmer benutzten vereinfachte Methoden (analytische Grenzlasten, Netz-
abschnittskollaps, Versagensbewertungsdiagramm, ...).

e FUnf Teilnehmer validierten ihre Analysemethoden anhand von Experimenten, zwei

validierten nicht.

e Sechs Teilnehmer verwendeten linear-elastische und elastisch-plastische Bruch-
mechanik, drei benutzten Hochtemperaturbruchmechanik, welche z. B. auf dem C*-

Konzept basiert.
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Ausgewahlte Ergebnisse von “Materialeigenschaften” sind:

e Die von den Teilnehmern verwendeten Stahle sind: 20MnMoNi55, 16MNDS5,
22NiMoCr37, Alloy 600, Alloy617B, Alloy 800H, 304H, 316HP, 316SS, 321HTB, C-
Mn, 2.25Cr1Mo, 1Cr0.5Mo, A533B-1, X6CrNiNb18-10, 10CrM09-10, 14MoV6-3,
X20CrMoV12-1, P91, X10CrNiNb18-9, 15MnNi6-3, SA533B1.

e Zwei Teilnehmer betrachten die Entwicklung von Materialmodellen als eine Haupt-

aufgabe ihrer Arbeit.

e Sowohl wegkontrollierte als auch kraftkontrollierte Versuche wurden als Basis ver-

wendet.

o Alterungseffekte werden von den Teilnehmern im Rahmen von Auslegungsstorfal-
len, wie z. B. Versprédung in der Integritatsbeurteilung von Reaktordruckbehéltern,
Ermidung und Spannungsrisskorrosion, berticksichtigt. Bis jetzt werden von kei-
nem Teilnehmer Alterungseffekte in auslegungstiberschreitenden Storfallen, wie

z. B. Kernschmelzen, beriicksichtigt.

o Die Extrapolation der Versuchsdaten wurde auf verschiedenen Wegen durchge-
fuhrt:

e Volle Plastizitat oberhalb der Grenzbelastung
e Lineare Extrapolation
e Vergleich mit einem ahnlichen Stahl

e Arrheniusgleichung

Ausgewahlte Ergebnisse von ,Versagenskriterien / Versagensgrenzen® sind:

e Beispiele flr Versagenskriterien sind: Grenzspannung, Grenzdehnung, Rousselier,
Kachatov-Rabotnov, Larson-Miller-Parameter, plastische Instabilitat.

e Sechs Teilnehmer benutzten ,Plastische Instabilitat, funf ,Kriechbruch®, vier

~Sprodbruch®, vier ,duktiler Bruch”.
o Zwei Teilnehmer untersuchten das mikroskopische Materialverhalten im Detail.
e Vier Teilnehmer implementierten die relevanten Versagenskriterien in den Code.
o Zwei Teilnehmer unterteilten ihre Versagenskriterien in ein oberes und unteres

Grenzkriterium.
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e Bei den meisten Versagenskriterien wird nur die Abhangigkeit der Versagensdeh-
nung von der lokalen Spannungsmehrachsigkeit, einige berlcksichtigen auch die
Temperatur, den Verlauf der Mehrachsigkeit, den Verlauf der Belastung, die Belas-

tungsart und GroReneffekte.

Die Antworten der Teilnehmer zeigen, dass das sicherheitsrelevante Thema ,Kompo-
nentenverhalten bei schweren Storfallbelastungen® anspruchsvolle Aufgaben beinhal-
tet, welche teilweise zusétzliche Forschungsaktivititen benétigen, z. B. die Behandlung
von Alterungseffekten. Mit Bezug auf Unfélle in der Vergangenheit, besonders in den
Anlagen in Fukushima, scheint, dass mehr Forschungsarbeiten notwendig sind, um va-
lidierte Analysemethoden zur Integritdtsbewertung von druckfiihrenden Komponenten

bei Unfallbelastungen bereitstellen zu kénnen.

9.2 Erster Benchmark: Nachrechnung eines GrofRRversuchs

Ziel des ersten Benchmarks war die Simulation des GrofRversuchs der MPA (vgl. Kapi-
tel 6.1). Dabei sollten inshesondere die errechneten radialen und axialen Verschiebun-
gen sowie Versagenszeitpunkt und Wanddickenreduktion verglichen werden. Tab. 9.1
gibt Auskunft Uber Details der Simulationsrechnungen der Teilnehmer. Von Seiten der
GRS wurde ein technischer Bericht /BLA 15/ erstellt, der die Arbeiten der GRS zum
ersten Benchmark zusammenfasst. Ebenfalls wurde ein technischer Bericht erstellt,

der die erzielten Analyseergebnisse aller Teilnehmer vergleichend darstellt /SIE 17b/.

Tab. 9.1 Teilnehmer und verwendete Simulationsmethodik

Teilnehmer | FE-Code | 2D/3D | Materialgesetz Versagenskriterium
Nastran/ 3D/ . .
1 Norton Numerische Instabilitéat
Abaqus 3D
2D/ : —_—
2 Ansys M. 3D mod. Garofalo Numerische Instabilitat
Norton/ :
2D/ 20 % Kriechdehnung/
3 Abaqus mod. Garofalo/ .
3D 35 % Kriechdehnung
Kachanov-Robotnov
. . 0
4 Ansys M. 3D Linearelastisch/ 10 % Dehnun_g/ _
Norton Spannungskriterium
2D/ Li lastisch/ ' iteri -
5 MSC Marc Inearelastisc kein Kriterium verwen
3D Norton det
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9.2.1 Main Tasks

Ziel des Main Tasks 1 war die Bestimmung der Historie der radialen Verschiebungen.
In Abb. 9.1 und Abb. 9.2 sind die radialen Verschiebungen im Vergleich zwischen Ex-
periment und den Nachrechnungen der Teilnehmer dargestellt. Abb. 9.2 zeigt die ver-
schiedenen Verlaufe der radialen Verschiebungen in den letzten 2000 s vor dem Ver-
sagen. Die radialen Verschiebungskurven der Teilnehmer 1 (3D Abaqus), 2 (2D und
3D), 3 (2D und 3D) und 4 (3D) zeigen eine gute Ubereinstimmung mit den experimen-
tellen Ergebnissen. Die Ergebnisse der Teilnehmer 1 (3D-Nastran) und 5 (2D und 3D)
zeigen einen Trend, der sich signifikant von den gemessenen Versuchsdaten unter-
scheidet. Ein Grund dafur ist moglicherweise, dass die Ruckwirkungen grof3er Defor-
mationen auf die Last nicht ausreichend bericksichtigt werden. Folglich wird der pro-
gressive Verlauf des Versagensprozesses nicht richtig reproduziert. Ein komplexes 3D-
FE-Modell und ebenso ein 2D-FE-Modell mit ausgewahlten Randbedingungen liefern
gute Ubereinstimmung mit den Versuchsergebnissen. Das Norton-Materialgesetz, eine
modifizierte Garofalo-Formel und ein Kachanov-Robotnov-Materialgesetz wurden er-

folgreich zur Beschreibung von Kriecheigenschaften des verwendeten Materials einge-

setzt.
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Abb. 9.1  Vergleich der radialen Verschiebungen zwischen Experiment und Simula-

tionen
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Abb. 9.2  Vergleich der radialen Verschiebungen zwischen Experiment und Simula-

tionen (Zeitbereich kurz vor dem Versagen)

Ziel des Main Tasks 2 war die Bestimmung der Historie der axialen Verschiebungen. In

Abb. 9.3 und Abb. 9.4 sind die axialen Verschiebungen im Vergleich zwischen Experi-

ment und den Nachrechnungen der Teilnehmer dargestellt.

Eine signifikante axiale Verformung kann nur in den letzten 2000 s vor dem Versagen
beobachtet werden (Abb. 9.4). Bis 10500 s Uberschétzen alle Simulationen die axialen
Verformungen etwas (Abb. 9.3, vgl. Kapitel 6.1), die 3D-Simulation von Teilnehmer 1
Uiberschéatzt die axialen Verschiebungen erheblich. Die Ergebnisse der 3D-Simulation

des Teilnehmers 2 mit Bezeichnungen S1, S2, S3 und S4 stimmen gut mit den gemes-

senen Ergebnissen von Sensor 1 Uiberein (Abb. 9.4).
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onen (Zeitbereich kurz vor dem Versagen)

Ziel des Main Tasks 3 war die Bestimmung der Wandstarke bei Versagen. In Tab. 9.2
sind die errechneten Wandstarken bei Versagen im Vergleich zwischen Experiment

und den Nachrechnungen der Teilnehmer dargestellt.
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Tab. 9.2  Vergleich der errechneten Wandstarken bei Versagen
Teiln. FE- 2D/ Kriech- Versagens- Wgmess | Wg,sim A
Code 3D gesetz kriterium [%] [%0] [%0]
Ansys mod. Numerische
2 M. 2D Garofalo Instabilitat 19,4 23,0 3.6
Ansys mod. Numerische
2 M. 3D Garofalo Instabilitat 19,4 22,0 2,6
Kachanov- 20 %
3 Abaqus | 2D | ponotnov Kriechdehnung 19,4 6.4 -13,0
mod. 20 %
3 Abaqus 2D Garofalo | Kriechdehnung 19,4 10.1 9.3
4 A’I‘\jys 3D Norton | 10 % Dehnung | 19,4 32 | -16,2

Ziel des Main Tasks 4 war die Bestimmung der Versagenszeiten. In Tab. 9.3 sind die

errechneten Versagenszeiten im Vergleich zwischen Experiment und den Nachrech-

nungen der Teilnehmer dargestellt.

Tab. 9.3  Vergleich der errechneten Versagenszeiten
Teiln. FE- 2D/ Kriech- Versagens- 7 s e i A
Code 3D gesetz kriterium [s] [s] [s]
Numerische In-
1 Nastran | 3D Norton stabilitat 12476 | 12500 24
1 | Abagqus | 3D | Norton | Numerischeln- | .42 | 12012 | -a64
stabilitat
Ansys mod. Numerische In-
2 M. 2D Garofalo stabilitat 12476 | 12471 -0
Ansys mod. Numerische In-
2 M. 3D Garofalo stabilitat 12476 | 12426 -
Kachanov- 20 %
3 Abaqus | 2D Robotnov | Kriechdehnung 12476 | 12468 8
mod. 20 %
3 Abaqus | 2D Garofalo Kriechdehnung 12476 | 13283 | +807
4 A’;\jys 3D | Norton | 10 % Dehnung | 12476 | 12760 | +284
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9.2.2 Parameterstudien

Ziel der Parameterstudie PS-W war die Bestimmung der Auswirkungen bei Variation
der Wandstérke um +5 %, d. h. die Wandstarke betragt 44,65 mm oder 49,35 mm an-
statt 47 mm. In Abb. 9.5 ist die errechnete Abhangigkeit der radialen Verschiebung von

der Wandstarkenvariation im Vergleich zwischen den Nachrechnungen der Teilnehmer

dargestellt.
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Abb. 9.5 Abhangigkeit des Verlaufs der radialen Verschiebungen von der Wand-

starkenanderung (Zeitbereich kurz vor Versagen)

In Tab. 9.4 ist der Einfluss der Wandstarkenvariation auf die berechnete Wandstarken-
reduktion nahe dem Versagenszeitpunkt im Vergleich zwischen den Nachrechnungen
der Teilnehmer dargestellt. Es kann festgestellt werden, dass bei Teilnehmer 2 und 4
die £5 % Abweichung in der Wandstarke eine erhdhte/verminderte Wandstarkenreduk-
tion nahe dem Versagenszeitpunkt bewirkt. Die Ergebnisse von Teilnehmer 3 sind we-
niger sensitiv, hauptsachlich weil die berechneten Wandstarken Mittelwerte der gesam-

ten Probe darstellen.
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Tab. 9.4  Abhangigkeit der Wandstarkenreduktion bei Versagen von der Wandstar-

kenvariation

Teiln. Wand- | FE-Code | 2D/ Kriech- Versagens- Wasim A
starke 3D gesetz kriterium [%] [%]
0 % 22,9 0
Ansys mod. Numerische
50 -
2 5% M. 2D Garofalo Instabilitat 215 1.4
+5 04 24,7 +7,9
0 % 10,1 0
o mod. 20 %
3 5% Abaqus 2D Garofalo | Kriechdehnung 10,5 4.0
+5 % 10,3 +1,9
0 % 3,2 0
4 5% Arll/slys 3D Norton | 10 % Dehnung 2,9 -9,4
+5 % 3,3 +3,1

Ziel der Parameterstudie PS-P war die Variation des Druckniveaus um 5 %. In
Abb. 9.6 ist die errechnete Abhangigkeit der radialen Verschiebung vom Druckniveau

im Vergleich zwischen den Nachrechnungen der Teilnehmer dargestellt.

180 e a» «» Sensor 9/13

160 ! —— Scnsor 11/15

140 l Teilnehmer 2-2D-Modified Garofalo
— '
S 120 == = Teilnehmer 2-2D-Modified Garofalo-
_g. Druck -5%
;3:0 100 @ e» «» Teilnehmer 2-2D-Modified Garofalo-
= Druck +5%
ﬁ 80 e Teilnehmer 3-2D-Modified Garofalo
S
n 60 @» «» == Teilnehmer 3-Analysis finish-Druck -5%-
g Modified Garofalo
< 40 ’A @= = Teilnehmer 3-Analysis finish-Druck +5%-
© Modified Garofalo
S

20 - e Teilnehmer 4-3D-Norton
”“’3"
e «» e» Teilnehmer 4-3D Druck -5%
0 Ineh k
2&2 D00~ 1220012400 12600 1280013000 = = Teilnehmer 4-3D Druck +5%

Zeit [s]

Abb. 9.6  Abhangigkeit des Verlaufs der radialen Verschiebungen von der Variation

des Druckniveaus (Zeitbereich nahe Versagen)
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In Tab. 9.5 ist die errechnete Abh&ngigkeit der Wandstarkenreduktion bei Versagen
von der Variation des Druckniveaus im Vergleich zwischen den Nachrechnungen der
Teilnehmer dargestellt. Es kann festgestellt werden, dass bei Teilnehmer 3 und 4 die
15 % Abweichung im Druckniveau eine verminderte/erhdhte Wandstarkenreduktion
nahe dem Versagenszeitpunkt bewirkt. Die 2D-Ergebnisse von Teilnehmer 2 mit einem
Modell, das den Bereich nahe dem Versagensort darstellen soll, zeigen einen Einfluss

von weniger als =7 %.

Tab. 9.5  Abhangigkeit der Wandstéarkenreduktion bei Versagen von der Druckvaria-

tion
Teiln. | Druck FE-Code | 2D/ | Kriech- | Versagens- Wasim A [%0]
3D gesetz kriterium [%]
0 % 22,9 0
Ansys mod. Numerische
50 -
2 5% Mech. 2D Garofalo Instabilitat 21,9 44
+5 04 245 +7,0
0 % 10,1 0
o mod. 20 %
3 5% Abaqus 2D Garofalo | Kriechdehnung 10,9 7.9
+5 % 8,1 -19,8
0 % 3,2 0
4 5% ANSYS | a5 | Norton | 10% Dehnung | 3,3 | +3,0
Mech.
+5 % 3,0 -6,0

Ziel der Parameterstudie PS-F war die Variation der Versagenskriterien. Die Ergebnis-
se konnen aus den Main Tasks (MT1, MT2, MT3 und MT4) sowie den Parameterstu-
dien (PS-P und PS-W) abgeleitet werden. Details dazu enthalt der Bericht /SIE 17b/.

9.2.3 Gesamtbewertung

Die Analyseergebnisse der Teilnehmer des Benchmarks wurden mit den gemessenen

Ergebnissen verglichen und bewertet. Die Hauptbeobachtungen sind:

o Alle Teilnehmer konnten die Versagenszeit sowie die radiale Verformung mit

guter bis sehr guter Genauigkeit reproduzieren.

e Komplexe 3D-FE-Modelle und axialsymmetrische 2D-FE-Modelle mit ausge-

wahlten Randbedingungen zeigen eine gute Ubereinstimmung mit den Tester-
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gebnissen. Asymmetrische Geometrieeffekte in der Phase kurz vor Versagen
kénnen mit 3D-Modellen nur ndherungsweise reproduziert werden. Ein verein-
fachtes 2D-Modell ist stark abhéngig von der Wahl der Randbedingungen, spe-

ziell fur die Temperaturverteilung.

e Eine geometrisch nichtlineare Berechnung ist notwendig, um die durch die Auf-
blahung kurz vor dem Versagenszeitpunkt verursachten Rickkopplungseffekte

zu berucksichtigen.

e Ein Materialgesetz, das nichtlineare Materialeigenschaften (Kriechen und Plasti-

fizierung) bertcksichtigt, ist notwendig.

e Die axiale Verformung konnte von keinem Teilnehmer reproduziert werden.
Mdglicherweise liegt hier eine Beeinflussung der Messapparatur durch die Auf-

wolbung der Oberflache des Versuchskorpers vor.

¢ Die Wandstarkenreduktion nach dem Versagen konnte nicht zuverlassig repro-
duziert werden. Dies liegt moglicherweise darin begrindet, dass Phdnomene,
die nahe dem Versagenszeitpunkt auftreten, nicht mit quasistatischen Modellen
abgebildet werden kdnnen.

e Die Sensitivitdt der Ergebnisse bezilglich Variation des Druckniveaus und der
Wandstarke ist signifikant, jedoch geringer als die Sensitivitdt von Annahmen

bezlglich der Temperaturverteilung in dem Probekoérper.

9.3 Zweiter Benchmark: Komponentenverhalten bei Unfallbelastungen

Die Zielsetzung des zweiten COSSAL Benchmarks war die Analyse des Verhaltens
ausgewahlter Komponenten des Primarkreislaufs eines Druckwasserreaktors bei ei-
nem typischen Hochdruck-Kernschmelz-Szenario. Fur diesen Benchmark wurden u. a.
Teile der Hauptkihlmittelleitung, Volumenausgleichsleitung und des Dampferzeuger-
heizrohrs in Form einer generischen Komponente dargestellt /BLA 16b/. Von Seiten
der GRS wurde ein technischer Bericht /ARN 17/ erstellt, welcher zum zweiten Bench-
mark die Arbeiten der GRS als Teilnehmer zusammenfasst. Die urspriingliche Abgabe-
frist fir die Ergebnisse der Teilnehmer wurde nach Ricksprache mit den Teilnehmern
auf 21. April 2017 verlangert. Die Auswertung der eingereichten Ergebnisse und die
Erstellung eines Technischen Berichts, der die Analyseergebnisse der Teilnehmer ver-

gleichend gegentberstellt, wurden begonnen.
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10 Untersuchungen zum Komponentenverhalten unter
auslegungsuberschreitenden Erdbebenbelastungen

10.1 Hintergrund

Einen Uberblick tiber verschiedene statische und dynamische, lineare und nichtlineare
Verfahren zur Berechnung des strukturmechanischen Verhaltens von Bauwerksstruktu-
ren unter Erdbebenbelastungen ist in /HOL 09/ enthalten. Dabei wird unterschieden
zwischen Berechnungsverfahren fur die Bemessung von Priméarstrukturen als auch je-
ne fur Sekundarstrukturen. Erstere bezeichnen das Tragwerk, letztere nichttragende
Bauteile des Bauwerks wie Rohrleitungen, Behalter und Pumpen, welche fir den Be-
trieb notwendig sind. Diese kdnnen wiederum in geometrischer Naherung in linienfor-
mige und punktférmige nichttragende Bauteile eingruppiert werden, fir die sich unter-
schiedliche Schadigungsszenarien bei Erdbebenbelastungen ergeben. Fir die
Auslegung des Tragwerks von Kernkraftwerken wird in der Regel das Antwortspekt-
rum-Verfahren angewandt. Fir Sekundarstrukturen werden hingegen Bauwerksant-
wortspektren (Etagenantwortspektren) hinzugezogen, die entweder in der Frequenzbe-

reichsanalyse oder in der Zeitverlaufsanalyse berechnet werden.

Fur das Antwortspektrum-Verfahren existieren sowohl verschiebungs- wie kraftbasierte
Ansatze. Zunachst werden die Eigenfrequenzen des Bauwerks ermittelt. Mit Hilfe des
Bodenantwortspektrums und einer unterstellten Dampfung kdénnen dann fir die be-
trachteten Schwingmoden die resultierenden Erdbebenkrafte berechnet werden. In der
Frequenzbereichsanalyse wird die Fortpflanzung der Freifeld-Erdbebenanregung in die
verschiedenen Ebenen des Bauwerks untersucht. Liegt die Erdbebenanregung als
Zeitverlauf vor, wird diese frequenztransformiert. Das Bauwerksmodell ist auf vorher zu
bestimmenden Bodenimpedanzen gelagert. Die resultierenden Etagenantwortspektren
kénnen allerdings nur auf Komponenten, Anlagenteile und Systeme angewendet wer-
den, deren Schwingverhalten bzw. groRe Masse das Gesamtschwingverhalten der
Baustruktur nicht maf3geblich beeinflusst. Fir den Reaktordruckbehélter kann diese
Aussage nicht bestimmt getroffen werden.

Tiefergehende Untersuchungen des Bauwerks hinsichtlich der Dissipation kinetischer
Energie durch plastische Verformung bis hin zur FlieRgelenkbildung legen allerdings
eine FE-Simulation nahe. Geometrische Nichtlinearitdten oder Materialnichtlinearitaten
konnen am effizientesten durch eine transiente Simulation im Zeitbereich bertcksichtigt
werden. Da meist nur die Freifeldanregung der zu untersuchenden Erdbebenlast be-
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kannt ist, muss im Simulationsmodell ein gentigend groRer Bodenbereich um und unter
dem Bauwerk diskretisiert werden, um die Reflexions- und Transmissionsphdnomene

der Erdbebenwellen um das Bauwerk berlcksichtigen zu kénnen.

In einem FE-Modell wird das Bauwerk und teilweise noch eine Bodenschicht diskreti-
siert, auf die die lokale Erdbebenanregung durch eine Randbedingung aufgebracht
wird. Diese Randbedingung, welche die Ausbreitung der Erdbebenwellen um das
Bauwerk und die Interaktion des Bauwerks mit dem Boden beschreibt, wird durch ein
zweites Programm berechnet. Hierflr wird haufig das Akronym SSI (engl. Soil Struc-

ture Interaction) verwendet.

Die Interaktion von Boden und Bauwerk hat erheblichen Einfluss auf das Bauwerks-
verhalten und die Schadigung /ADA 10/. Gewisse Verbreitung hat die Annahme, dass
die Interaktion des Bauwerks mit dem Boden die resultierenden Resonanzfrequenzen
des Bauwerks absenkt und die sich einstellenden Schwingungsamplituden ab-
schwacht. Eine Nichtberlicksichtigung der Interaktion wird daraus folgend falschlicher-
weise als konservative Annahme ausgewiesen. Verschiedene Bauwerk-Boden-
Konstellationen kénnen dem allerdings zuwiderlaufen. Zum einen kann eine der Reso-
nanzfrequenzen des eingebetteten Bauwerks naher bei der dominierenden Frequenz
der seismischen Anregung liegen, sodass gegentber dem nicht eingebetteten Bau-
werk hohere Auslenkungen und Beanspruchungen resultieren. Zum anderen kénnen
die das Bauwerk umgebenden Bodenschichten die seismische Freifeldanregung ver-

starken.

Ein weiterer Punkt ist der Effekt der Inkoharenz der eintreffenden Erdbebenwelle (engl.
Incoherence Effects) bei der Boden-Bauwerk-Interaktion. Zwei Ursachen kénnen der
Inkoharenz, also der rdumlichen Unscharfe der horizontalen Bodenbewegungen, zu-
grunde liegen. Zum einen kann die lokale Streuung der einfallenden Erdbebenwelle
(engl. Local Wave Scattering) durch Heterogenitaten entlang des Ausbreitungspfades
durch die verschiedenen Boden- und Gesteinsschichten zu einem ,Verschmieren* des
Bewegungs-Zeitsignals fuhren. Andererseits konnen zeitliche Verzégerungen auch
durch schréagen Einfall hervorgerufen werden (engl. Wave Passage Effects). Da meist
nicht alle Details der Bodenschichten und des eingebetteten Bauwerks in der Berech-
nung berucksichtigt werden kénnen, wird die Erdbebenanregungsfunktion veréandert,
um dem Effekt der Inkoharenz Rechnung zu tragen. Verschiedene Ansatze existieren
fur SASSI und CLASSI /JOH 07/.
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Im Folgenden sollen verschiedene Programme und Programmsysteme vorgestellt wer-

den.

SASSI

Unter der Leitung von J. Lysmer wurde beginnend im Jahr 1981 an der University of
California at Berkeley (UC Berkeley) das Programmpaket SASSI (System for Analysis
of Soil-Structure Interaction) entwickelt. Darauf aufbauend existieren heute mehrere
modifizierte kommerzielle Versionen. SASSI berechnet die Wellenausbreitung in einem
semiinfiniten geschichteten Ausbreitungsgebiet im Frequenzbereich. Es kann fir zwei-
dimensionale Modelle als auch fiir dreidimensionale Modelle eingesetzt werden. Im
Jahre 1998 wurde eine rechentechnisch effizientere Fortentwicklung der Kopplung an
ein Finite-Elemente-Programm vorgestellt, welche unter dem Namen SASSI2000 be-
kannt wurde. Es verwendet das Subtraktionsverfahren (engl. Subtraction Method), bei
dem nur die FE-Knoten auf der AuRenseite des Modells als Kopplungsknoten fungie-
ren. In alteren Programmversionen wurde das sogenannte direkte Verfahren (engl. Di-
rect Method) angewandt, bei dem alle FE-Knoten als Kopplungsknoten zwischen dem
Freifeld-Bodensystem und dem FE-Modell fungieren. In der Literatur finden sich eine
Reihe Anwendungsfalle von SASSI, so z. B. bei Halbritter et al. fir Kernkraftwerke vom
Typ VVER /HAL 98/ und bei Tufidon-Sanjur et al. fur Kraftwerke vom Typ AP1000 /TUN
07/. Nach einem Bericht des U.S. Department of Energy (DOE) ist SASSI bzw.
SASSI2000 der De-facto-Standard fir Boden-Bauwerks-Interaktion in den Vereinigten
Staaten /GUT 11/. Allerdings ist der Einsatz nicht unproblematisch, wie eine Stellung-
nahme der Behorde zeigt /GUT 11/, /HSS 11/.

CLASSI

Das Programmpaket CLASSI (Continuum Linear Analysis of Soil Structure Interaction)
geht auf Arbeiten in den 1970er Jahren von Professor H. L. Wong und Professor J. E.
Luco in Kalifornien zuriick /CLA 11/. Die Wellenausbreitung im Boden wird mit der
Randelemente-Methode (engl. Boundary Element Method, BEM) im Frequenzbereich
geldst. In den ebenen Bodenschichten des Ausbreitungshalbraums kann viskose und
hysteretische Dampfung bericksichtigt werden.

MISS

MISS bzw. MISS3D (Modélisation de I'Intéraction Sol Structures) /MIS 11/ ist ein freies
Softwarepaket, welches von Professor D. Clouteau und Mitarbeitern an der Ecole
Centrale Paris (MSS-MAT Laboratoire) mit Unterstiitzung von EDF entwickelt wurde.

Es erlaubt die Simulation der Wellenausbreitung in einem semiinfiniten geschichteten
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Ausbreitungsgebiet unter Beriicksichtigung von viskoser und hysteretischer Dampfung
mit Hilfe der Randelemente-Methode fiir beliebige Oberflachengeometrien bzw. mit Hil-
fe von Greenschen Funktionen fir ebene Oberflachengeometrien im Frequenzbereich.
Die Anwendung von MISS wird sowohl von universitarer Seite /PIT 08/ als auch von
EDF /DEV 05/ vorangetrieben.

ProMISS3D ist eine Erweiterung des FE-Programms Code_Aster /EDF 16/ von EDF
und erlaubt die direkte Kopplung zu MISS. Laut Auskunft von EDF /VOL 11/ wurden
von Ingenieursdienstleistern, Universitdten und Forschungseinrichtungen Kopplungs-
mechanismen von MISS zu anderen FE-Programmen wie Cast3M und ANSYS entwi-
ckelt.

Ansatz nach Kausel

Das Berechnungsverfahren, welches unter anderem von der Firma Hochtief favorisiert
wird, geht auf einen vereinfachten Kopplungsansatz nach Kausel et al. /KAU 78/ zu-
rick. Das Gesamtproblem der Boden-Bauwerk-Wechselwirkung wird in einem 3-

Schritt-Verfahren geldst. Abb. 10.1 zeigt schematisch die drei Schritte.

Fundament masselos
und starr

K--H’“' k"l
\. %o Rpg)
\ l - *

24 r
! ] o
——e ] r——— . W
[_ S . } {
,c-':-',;V/fz',-‘/zm’sz’f//zlz' /S/WW-, TTTT 77
Yo Yo
s
Gesamtlisung ' Kinematische g Dynamische Bauwerksanalyse

? Interaktion | Impedanzen

Abb. 10.1 Teilprobleme der Boden-Bauwerk-Wechselwirkung bei Erdbebenlast (nach
/SAD 09/)

Im ersten Teilproblem wird die kinematische Wechselwirkung von Boden und Bauwerk
ermittelt. Hierfir berechnet man die Bewegung des masselos und starr gedachten
Bauwerks eingebettet im Baugrund in Folge der Erdbebenanregung, mit anderen Wor-
ten, man berechnet die Fundamentanregung (engl. Foundation Input Motion) aus der
Freifeldanregung (engl. Free-Field Ground Motion). Das zweite Teilproblem betrifft die
trage Wechselwirkung. Aus den Materialgrof3en von Boden und Bauwerk werden dy-
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namische Impedanzen berechnet, welche die Steifigkeit der Grindung und die Ener-
gieabstrahlung im Boden beschreiben. Im dritten Schritt wird schlie3lich eine dynami-
sche FE-Simulation des Bauwerksmodells durchgefiihrt, das auf den Impedanzen aus
dem zweiten Schritt lagert und durch die im ersten Schritt berechnete Fundamentbe-

wegung angeregt wird.

10.2 Verhalten des Reaktorgebaudes

10.2.1 Verfeinertes FE-Modell

Ausgangspunkt fir die Weiterentwicklung eines Analysemodells fir das Reaktorge-
baude der Baureihe Konvoi war das urspriinglich von der BAM in Berlin entwickelte
und in zahlreichen Anwendungen erprobte 3D-FE-ADINA-Modell (siehe Abb. 10.2
links). In der Dokumentation zum BAM-Konvoi-Modell wird detailliert der Aufbau des
FE-Modells eines Konvoi-Reaktorgebdudes beschrieben (siehe /BUC 07/). Hierbei ist
offensichtlich, dass die tatsachliche Bewehrungsstruktur des Containments nicht be-

rticksichtigt wurde, sondern die Struktur der Bewehrung nur grob angenahert wurde.

Im Rahmen von RS1520 wurde ein teilweise verfeinertes FE-Modell erstellt. Im Vorfeld
wurden verschiedene Methoden zur Netzverfeinerung in Hinblick auf die Anwendbar-
keit getestet. Das Gebaudemodell besteht aus 3D-Kontinuumselementen fiir die Au-
Benwande und aus Schalenelementen fur die inneren Gebaudeteile (Wénde und Si-
cherheitsbehalter). Der Boden ist auch mit 3D-Kontinuumselementen modelliert, fir die

Boden-/Bauwerk-Kopplung werden auf3erdem Stab- und Balkenelemente verwendet.

Mit den wahrend der Laufzeit des Vorhabens verfiigbaren Arbeitsmitteln war aus-
schlieBlich eine Verfeinerung der Strukturen, welche durch Schalenelemente darge-
stellt werden, durchfihrbar. Eine Verfeinerung der Strukturen, die durch 3D-
Kontinuumselemente dargestellt werden, war mit der getesteten Vorgehensweise nicht
praktikabel, da fehlerhafte Ubergangsbereiche der Netzstruktur zwischen Element-
gruppen aus 3D-Kontinuumselementen nur mit erheblicher manueller Nacharbeit ver-

mieden werden konnten.

In Abb. 10.2 wird das verfeinerte FE-Modell als Schnitt dem groben Modell gegentber-
gestellt. Die Strukturen im Inneren des DWR-Reaktorgebaudes, welche mit Hilfe von
Schalenelementen abgebildet werden, sind erheblich verfeinert worden. Die einzelnen
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Elementgruppen sind zur besseren Unterscheidung mit unterschiedlichen Farben mar-
kiert.

Abb. 10.2 Geschnittenes FE-Modell des DWR-Reaktorgebaudes und des Bodens mit
grober Struktur (links) der Schalenelemente und verfeinerter Struktur der
Schalenelemente (rechts)

In der Abb. 10.3 ist eine aufRere Ansicht des FE-Netzes des Sicherheitsbehélters des
DWR zu sehen, welches im Folgenden exemplarisch fur die Verfeinerung herangezo-
gen wird. Die Feinheit der Vernetzung ist deutlich erhéht worden. Das Ursprungsmodell
besteht aus insgesamt 80 Schalenelementen, wovon 64 Elemente quadrilaterale Ele-
mente und 16 triangulare Elemente sind. Das verfeinerte FE-Netz des Sicherheitsbe-
hélters besteht aus insgesamt 932 Schalenelementen, wovon 910 Elemente quadrila-

terale Elemente und 22 triangulare Elemente sind.

Es ist deutlich an der Facettenstruktur der FE-Netze erkennbar, dass die Netzverfeine-
rung keine verbesserte Annédherung an die kugelférmige Grundform des Sicherheits-
behalters ermdglicht, da die verwendete Methodik der Netzverfeinerung ein verfeiner-
tes Netz auf der vorhandenen Netzstruktur erzeugt. Eine Rekonstruktion der
Geometriedatenbasis anhand der Netzstruktur ware einerseits zu aufwandig und ande-
rerseits aufgrund der groben Vernetzung des Ausgangsmodells sehr anfallig fiir Unge-
nauigkeiten.
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Abb. 10.3 Modell des DWR-Sicherheitsbehélters mit grobem (links) und verfeinertem
(rechts) FE-Netz

10.2.2 Verwendete Materialdaten

In der Tab. 10.1 werden die relevanten Materialdaten beschrieben, welche das rein

elastische Materialverhalten berticksichtigen.

Tab. 10.1 Verwendete elastische Materialdaten des KONVOI-Reaktorgebaudes

Bezeichnung Erlauterung E-Modul Querkon- Dichte
[N/m2] traktion [kg/m3]
Biegebewehrung | Stahl BSt 1100 | 210 * 10° 0,2 7800
Biigelbewehrung | Stahl BSt 420 | 210 * 10° 0,2 7800
Beton 30 * 10° 0,2 2800
Boden (M) 4,139 * 10° 0,05 0,19

Zur verbesserten Simulation der Betonstrukturen wird in ADINA /ADI 17/ ein angepass-
tes Beton-Materialmodell zur Verfugung gestellt, das sowohl fur 3D-Kontinuums-
elemente als auch fir Schalenelemente einsetzbar ist. Im Zugbereich verhélt es sich
bis zum Beginn der Rissbildung linear; danach 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 mit der Dehnung bis zum Versagen (Crushing) an. Abb. 10.4

zeigt die einachsige Spannungs-Dehnungs-Beziehung.
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Abb. 10.4 Einachsige Spannungs-Dehnungs-Beziehung des ADINA Beton-
Materialmodells /ADI 17/

Es wurden sowohl FE-Rechnungen mit einem rein elastischen Materialmodell fir den
Beton als auch mit dem nichtlinearen ADINA Betonmodell, welches Versagenskriterien
beinhaltet, durchgefuhrt. Im Abschlussbericht zu RS1197 /SIE 14/ werden im Kapitel 7
die Ergebnisse der FE-Berechnungen mit dem urspringlichen, groben BAM-Konvoi-

Modell dargestellt.

10.2.3 Lasten

Es wird exemplarisch der in Abb. 10.5 dargestellte Beschleunigungszeitverlauf auf das
gesamte Modell in x-Richtung aufgebracht. Das Verfahren, welches aus einem generi-
schen Bodenantwortspektrum einen geeigneten Beschleunigungszeitverlauf berechnet,
wird im Bericht zu RS1197 beschrieben /SIE 14/.
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Abb. 10.5 Berechneter Zeitverlauf der Beschleunigung

10.2.4 Ergebnisse der FE-Berechnung

Im Folgenden werden ausgewahlte Ergebnisse, die mit dem verfeinerten Modell unter
Annahme eines rein elastischen Betonverhaltens erzielt wurden, gezeigt und teilweise
mit entsprechenden Ergebnissen des groben Modells (siehe /SIE 14/) verglichen.
Abb. 10.6 zeigt ein typisches Verformungsbild des verfeinerten Modells nach 2,1 s.

A TIME 2-100
D
[
N
A

X-DISPLACEMENT
TIME 2.100

t -0.000500
~0u00 1500
— 0002500
-0.003500
-0.004500
-0.005500
-0.006500

MAXIMLIM
A 0000
NODE 6001
MINIMUM

* -0.007270
NODE 461

Abb. 10.6 Vergleich der x-Verschiebung des verfeinerten Konvoi-Modells zum Tran-

sientenzeitpunkt 2,1 s
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In Abb. 10.8, Abb. 10.9 und Abb. 10.10 werden exemplarisch die Verschiebungen des
Knotens 1332 (Position siehe Abb. 10.7) fur die x, y und z-Komponenten miteinander

verglichen.

1281
°

1285 °© o 1293

©1461 1466 ©

1450 © 1458

f 1332
1237 ¢ o © 1245

° °
1335 1342

' 1%05 o 10;3
1048

Abb. 10.7 Schnitt durch das grobe Konvoi-Modell (Knoten 1332 markiert)

Die x-Verschiebungen der beiden Modelle (Abb. 10.8) zeigen einen ahnlichen Verlauf,
wobei die Maximalwerte des Modells mit der groben Vernetzung deutlich hdéher sind als
die des verfeinerten Modells. Analog verhalten sich die z-Verschiebungen (Abb. 10.10).
Dort betragen die Maxima 0,0014 m beim groben FE-Netz und 0,0011 m beim verfei-
nerten FE-Netz. Die y-Verschiebungen sind deutlich kleiner, zeigen allerdings gréf3ere

Unterschiede.

172



x-Verschiebung [Knoten 1332]

0,01

o

o

o

(]
]

)

o

o

(92}
1

= Grobes Netz

= Feines Netz

7’

x-Verschiebung [m]
o

-0,01

Zeit [s]

Abb. 10.8 Vergleich der x-Verschiebung des Knotens 1332 des groben und des ver-

feinerten Konvoi-Modells
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= Feines Netz

Abb. 10.9 Vergleich der y-Verschiebung des Knotens 1332 des groben und des ver-

feinerten Konvoi-Modells
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Abb. 10.10 Vergleich der z-Verschiebung des Knotens 1332 des groben und des ver-

feinerten Konvoi-Modells

Die bei der Netzverfeinerung mit den verfigbaren Werkzeugen entstandenen Proble-
me sollen in einem nachsten Schritt unter Einsatz des CAD-Programms CATIA
/CAT 17/ gelost werden. Entscheidende Vorteile, die eine Modellierung mit CATIA bie-

tet, sind im Folgenden kurz zusammengefasst:

e Der Detailierungsgrad des CAD-Modells kann abh&ngig vom Bedarf weiterent-

wickelt werden.

e Ein CAD-Modell ist sehr flexibel im Hinblick auf Anderungen. Ebenso ist die

Handhabung verschiedener Modellvarianten vereinfacht.

¢ Die Vernetzung des Modells wird direkt in CATIA durchgefiihrt. Dies erméglicht
eine hohe Genauigkeit und reduziert den Arbeitsaufwand, da keine Fehler bzw.
Nacharbeiten existieren, die sich aufgrund der Verwendung der sonst Ublichen
Datenschnittstellen ergeben. Die Vernetzung kann dem gegebenen Lastfall mit

der gewtlinschten Feinheit und Genauigkeit angepasst werden.

e Bei Verwendung des FE-Codes ANSYS /ANS 16/ ist durch ein CAD-Interface
innerhalb von der ANSYS-Workbench eine geeignete Dateniibertragung mog-
lich.

o Es steht eine Vielzahl von geeigneten Datenschnittstellen zur Verfligung (z. B.
IGES, STEP).
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10.3 Exemplarische Berechnungen an einem Rohrkrimmer

10.3.1 Aufgabenstellung

Im Rahmen des Vorhabens RS1520 nahm die GRS am OECD/NEA-Benchmark
MECOS teil. Ziel des Benchmarks war, Simulationsméglichkeiten zum Komponenten-
verhalten bei auslegungsiberschreitenden Erdbebenbelastungen, insbesondere zykli-
scher Dehnungsakkumulation (Ratcheting) zu erproben und zu vergleichen. Ratcheting
ist neben plastischem Versagen als mdglicher Versagensmodus bei auslegungsiiber-
schreitenden Erdbebenlasten erkannt worden, ist aber in den meisten nationalen Re-

gelwerken bisher nur indirekt Uber Sicherheitsmargen bertcksichtigt.

In der ersten Aufgabenstellung, die von der GRS bearbeitet wurde, sollte das Verhalten
eines wassergeflllten, unter Innendruck stehenden Rohrkrimmers (Abb. 10.11) aus
dem Werkstoff SS 304 LN simuliert werden, welcher durch Vertikalbewegung des obe-
ren beweglichen Gelenks (vgl. Abb. 10.11) mit verschiedenen Amplituden sinusférmig
zyklisch verformt wurde. Der Versuch wurde zusammen mit drei ahnlichen Versuchen
2010 durch BARC und CSIR (Indien) durchgefuhrt /GOY 10/.
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Abb. 10.11 Experiment und schematische Darstellung des experimentellen Aufbaus
/MOR 15/

Materialdaten wurden in Form von Ergebnissen aus Zugversuchen (Tab. 10.2) sowie
Ergebnissen aus Versuchen an zylindrischen Kleinproben unter zyklischer Verformung
zur Verfigung gestellt /MOR 15/, /GOY 13/.

Tab. 10.2 Werkstoffdaten fur SS 304 LN /MOR 15/

Werkstoff Streckgrenze | Zugfestigkeit Bruch- E-Modul
[MPa] [MPa] dehnung [%] [MPa]
SS 304 LN 3400 6700 65 195000

Der Rohrkriimmer wurde urspringlich durch Umformung aus einem Geradrohr herge-
stellt und wies daher unterschiedliche Wandstarken zwischen 11 mm (auf3en) und
18 mm (innen) Uber dem Umfang auf, daher wurde der Wanddickenverlauf tber die
Oberflache an diskreten Punkten gemessen und angegeben. Um die lokalen Dehnun-
gen vergleichen zu kdénnen, wurde ein Koordinatennetz tber die Krimmeroberflache
gelegt (Abb. 10.12). Messungen durch Dehnungsmessstreifen (DMS) wurden an ver-
schiedenen Punkten dieses Netzes in radialer und axialer Richtung durchgefuhrt. Die
Durchmesseraufweitung in der Form AD=(D-D,)/D, mit Anfangsdurchmesser D, wurde
am Querschnitt A (vgl. Abb. 10.11 und Abb. 10.12) durch eine biegsame Klammer ge-

messen.
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Abb. 10.12 Koordinatennetz an der Krimmeroberflache /MOR 15/

Neben dem Innendruck von 38 MPa wird eine zyklische vertikale Auslenkung des obe-
ren Gelenks von +47 mm weggesteuert bei einer Frequenz zwischen 0,0125 und
0,0021 Hz aufgebracht. Dabei wurde eine maximale Last von 309 kN gemessen. Der
Krimmer versagte nach 71 Zyklen (Dehnung + Stauchung) durch ein rissartiges Leck

in der Nahe der Flanke.

10.3.2 Modell

Da Geometrie und Last annahernd symmetrisch zur Krimmungsebene verlaufen, wur-
de ein Halbmodell in ANSYS Mechanical erstellt (Abb. 10.13). Um die Wandstarke ent-
sprechend den Messungen korrekt zu reprasentieren, besitzt die auRere Oberflache
einen konstanten Durchmesser, wahrend die innere Oberflache gemanR den punktuel-
len Messungen der Dicke durch Splinekurven dargestellt wird. Die Geradrohre sind mit
konstanter Wandstarke modelliert. Die Vernetzung besteht Uberwiegend aus Hexae-
dern, um einen Kompromiss zwischen der Integration der Messpunkte in das Netz, ei-
nem guten Ubergang zur groberen Vernetzung der Geradrohre und einer kontinuierli-
chen Netzstruktur zu erreichen. Vorstudien wurden mit einer Elementgrof3e von 7 mm,

die Endrechnung mit einer Elementgrof3e von 3,5 mm durchgefihrt (Abb. 10.13).
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Abb. 10.13 Halbmodell des Krimmers mit Vernetzung

Fir die Simulation des Materialverhaltens wurde ein Chaboche-Modell verwendet. Die
Parameter wurden nicht aus den vorbereiteten Daten hergeleitet; stattdessen wurde
auf alternative Parameter aus /RAH 06/ zuruckgegriffen. /RAH 06/ bewertete sieben
konstitutive Modelle auf ihre Simulationsfahigkeiten beztglich Ratcheting fur gerade
Rohre und Ellbogen unter Innendruck. Er entwickelte ferner einen evolutionaren Algo-
rithmus zur automatischen Parameterbestimmung und schlug Chaboche-Parameter fur
den Werkstoff SS 304 L (Tab. 10.3) vor.

Tab. 10.3 Chaboche-Parameter fir den Werkstoff SS 304 L aus /RAH 06/

Oo E v Ci1 v1 Cc2 Y2 C3 y3 C4 v4
[MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa]

179 193740 | 0.302 147490 | 2549 27006 | 867 4702 1.43 113597 | 3706

Obwohl die Spezifikationen des im Benchmark verwendeten Werkstoffs SS 304 LN mit
denen des Werkstoffs SS 304 L ahnlich sind /MAT 08/, zeigen die gemessenen
Streckgrenzen des im Benchmark verwendeten Werkstoffs /IMOR 15/ und des fir die
Parametrierung eingesetzten Werkstoffs /RAH 06/ Unterschiede (Tab. 10.4).

178



Tab. 10.4 Spezifizierte und gemessene Streckgrenze von SS 304 L /MAT 08/,
/RAH 06/ und SS 304 LN /MAT 08/, /IMOR 15/

GY, spezifiziert GY, gemessen

SS304L 210 MPa 286 MPa
SS304LN 205 MPa 340 MPa

Die Gelenke H1 und H2 wurden durch Randbedingungen der Rohrenden mit einem
Drehfreiheitsgrad um den Fixpunkt modelliert (Abb. 10.14).

A Llagerung, bewegt

B Lagerung, fest

. Innendruck: 38 MPa
Bl Ersatzkraft A: 2.89e5N
. Ersatzkraft B: 2.89e5 N

F Symmetrie

Z
X g U
0 500 1000 (mm)
| |
250 750

Abb. 10.14 Randbedingungen des Modells

Durch die Verschiebung des Fixpunkts des Gelenks H2 in horizontaler Richtung wird
die Belastung aufgebracht. Der Druck wirkt auf die gesamte Innenflache. Aus Griinden
der numerischen Stabilitat wurden Hilfskrafte an den Enden des geraden Rohres auf-
gebracht, um die Reaktionskraft des Innendrucks zu kompensieren und die Aufhén-
gungskontakte zu entlasten. Die Schwerkraft wurde vernachléassigt und die Simulation

guasistatisch unter Beriicksichtigung grof3er Deformationen durchgefuhrt.

Jeder Lastzyklus in Form einer Sinusschwingung besteht aus zwei Zeitschritten, die
wiederum in minimal 4 und maximal 12 Teilschritte abhéngig von der Verformungsrate
unterteilt wurden. Die Auswertung an den vorgegebenen Punkten in der durch den

Benchmark vorgegebenen Form wurde durch ein Skript automatisiert.
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10.3.3 Ergebnisse

Abb. 10.15 zeigt die Entwicklung der Durchmesseraufweitung im Vergleich zwischen
Experiment und Nachrechnung.

—Experiment ——Rechnung ——Experimentgem. ——Rechnunggem.

AR |

HH
NALAnAERS

i A

55

I
,*

L
‘Il eI

Durchmesseraufweitung [%]

-1.5

Zyklus

Abb. 10.15 Vergleich zwischen berechneter und gemessener Durchmesseraufweitung

Die Durchmesseraufweitung wird in den ersten Zyklen durch die Berechnung unter-
schatzt, wahrend der Trend eine Uberschatzung fiir hbhere Zyklen voraussagt. Im Be-
reich des Zyklus 71, wo das Versagen beobachtet wurde, stimmt die Berechnung gut
mit dem Experiment Uberein. Ein Grund flur die Unterschatzung zu Beginn kann die
Diskrepanz bezuglich der Streckgrenze zwischen dem im Experiment und dem im Ma-
terialmodell zugrundeliegenden Werkstoff sein. Der Trend zur Uberschitzung der Deh-

nungen bei hoheren Zyklen ist fir Chaboche-Modelle bereits oft beobachtet worden.
/RAH 06/.

Abb. 10.16 zeigt den Verlauf der axialen Dehnungen an spezifizierten Punkten (vgl.
Abb. 10.12), wobei die errechneten Verlaufe jeweils nur als Mittelwertskurven darge-
stellt sind. Aufgrund der Verwendung eines Halbmodells sind die Punkte G7 und G19
(Flanke) sowie die Punkte G6 und G20 (N&he Flanke) identisch. Mit Ausnahme von
Punkt G13 sind die berechneten Werte qualitativ im Einklang mit den experimentellen
Werten, unterschétzen jedoch die experimentellen Werte tendenziell. Fir Punkt G13
(AuRenseite) wird der Dehnungsverlauf stark Uberschéatzt, wahrend im Experiment fast
keine Dehnung beobachtet wurde.
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Abb. 10.16 Vergleich des Verlaufs der axialen plastischen Dehnungen zwischen Expe-

riment und Berechnung

Abb. 10.17 zeigt den Verlauf der Umfangsdehnungen an spezifizierten Punkten (vgl.
Abb. 10.12).
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Abb. 10.17 Vergleich des Verlaufs der plastischen Umfangsdehnung zwischen Expe-

Fir Punkt

riment und Berechnung

G6/G20 zeigt die Berechnung mit dem Experiment eine nédherungsweise

Ubereinstimmung. An den Punkten G7/G19 und G1 (Innenseite) werden die Dehnun-
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gen Uberschatzt. Am Punkt G13 werden, ahnlich der axialen Dehnung, die Werte stark

Uberschatzt.

In Tab. 10.5 werden die berechneten Dehnungsamplituden fur die Zyklen 1 und 5 mit
den im Experiment durch Dehnungsmessstreifen an der Au3enseite gemessenen Wer-
ten verglichen. Fir den ersten Zyklus wird die &ufRere Dehnungsamplitude fir alle
Punkte auRer G7 / 19c (Flanke) und G6 / 20c (Nahe Flanke) Uberschatzt. Nach etwa 5
Zyklen sind die berechneten und gemessenen Dehnungsamplituden in besserer Uber-

einstimmung, mit Ausnahme von G6 / 20c (Nahe Flanke).

Tab. 10.5 Vergleich zwischen gemessenen und errechneten Dehnungsamplituden

Zyklus | Ort Gla Glc G6/20c | G7/19a |G7/19c |Gl3a G13c
1 Innen 1.5E-04 | 8.2E-03 |2.5E-02 |4.8E-03 |3.2E-02 |2.3E-03 | 3.3E-03
Aul3en 1.3E-02 | 1.6E-02 |4.3E-03 |6.1E-03 |4.6E-03 |3.0E-03 |1.1E-02
Exper. 6.1E-03 | 7.9E-03 |5.5E-03 | 1.9E-03 | 4.5E-03 |2.0E-03 | 6.0E-03
A 110 % 108 % -22% 217 % 1% 52 % 84 %
5 Innen 29E-04 |1.4E-02 |1.7E-02 |5.6E-03 |2.8E-02 |2.3E-03 |5.6E-03
Aul3en 1.4E-02 | 1.4E-02 |5.0E-03 |7.1E-03 |8.8E-03 |2.9E-03 |9.5E-03
Exper. 1.0E-02 |1.0E-02 |1.2E-02 |5.1E-03 |8.5E-03 |2.5E-03 | 8.0E-03
A 37 % 39 % -58 % 40 % 4% 16 % 19 %

Abb. 10.18 und Abb. 10.19 zeigen in Falschfarbendarstellung die plastische Ver-
gleichsdehnung und die Vergleichsspannung bei Zyklus 71 (gemessener Versa-
genszyklus) fur eine positive Auslenkung/gedehnt (links) und negative Auslen-

kung/gestaucht (rechts).
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Abb. 10.18 Plastische Vergleichsdehnung bei Zyklus 71 fur positive (links) und negati-
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Abb. 10.19 Vergleichsspannung bei Zyklus 71 fiir positive (links) und negative (rechts)

Auslenkung

Es ist ersichtlich, dass der Ort der maximalen berechneten plastischen Vergleichsdeh-
nung mit dem Ort, an dem das Versagen im Experiment beobachtet wurde, identisch
ist. Die starken Gradienten im Bereich des Maximums konnen in Verbindung mit einer
Verschiebung des Maximums Ursache fir die Diskrepanz zwischen gemessenen und

berechneten Werten an festgelegten Punkten sein.

Insgesamt zeigt sich, dass makroskopische Parameter, wie die Durchmesseraufwei-
tung, vergleichsweise gut vorhergesagt werden kénnen, wéhrend die Vorhersage der
lokalen Dehnung noch starke Diskrepanzen zum Experiment aufweist. Durch die Ver-
wendung verbesserter konstitutiver Materialmodelle lasst sich mdoglicherweise eine
Verbesserung der Vorhersagegenauigkeit erzielen (vgl. /RAH 06/). Weiterhin zeigt sich
die Notwendigkeit, im nachsten Schritt quantitative Versagenskriterien abzuleiten.
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11 Zusammenfassung und Ausblick

Im vorliegenden Vorhaben wurden sowohl Best-Estimate-Methoden als auch verein-
fachte Methoden zur Modellierung des Verhaltens von Komponenten unter ausle-
gungsuberschreitenden Belastungen weiterentwickelt und erprobt. Im Fokus stand da-
bei das Verhalten von Komponenten der druckfihrenden UmschlieBung mit Ausnahme
des RDB unter grof3flachigen homogenen mechanischen und thermischen Belastun-

gen in Kernschmelz-Szenarien.

In einem ersten Schritt wurden Versagensmodi metallischer Komponenten unter aus-
legungsuberschreitenden Lasten anhand ihrer Unterscheidungsmerkmale gruppiert
und Hilfestellungen zur ldentifikation der fur den Anwendungsfall jeweils relevanten
Versagensmodi gegeben. Die Charakteristika der spezifischen Versagensmodi, Ein-
flussfaktoren sowie Wechselwirkungen mit anderen Modi wurden erlautert. Fur jeden
Modus wurden Versagenskriterien diskutiert und deren Validierung nachvollzogen. Ein
Schwerpunkt lag dabei auf Kriechversagen, als dem wahrscheinlichsten Versagens-
modus in Kernschmelz-Szenarien sowie den zugehdrigen Verformungs- und Schadi-
gungsmechanismen. Es wurde gezeigt, dass eine Berlicksichtigung des primaren und
tertiaren Kriechens im Materialmodell selbst vernachlassigbar ist, da die primare Phase
implizit in den Daten der Warmzugversuche enthalten ist und die tertidre Phase haupt-
sachlich auf makroskopische Gestaltdanderung zurlickgeht. Unter den im genannten
Anwendungsfall typischerweise vorherrschenden mechanischen und thermischen Be-
lastungen ist es wahrscheinlich, dass sich die Komponente zunéchst signifikant durch
den Prozess des Versetzungskriechens sowie Anteile duktilen Versetzungsgleitens
verformt bis sich aufgrund unvermeidlicher Inhomogenitéat eine oder mehrere Kriech-
einschnurungen ausbilden, die bei Erreichen des Punktes plastischer Instabilitat in eine
dynamische Phase Ubergehen, auf die eine Materialauftrennung durch transkristallinen
Restbruch folgt. Ergebnisse eines Grol3versuchs bestétigen dies. Als Versagenskrite-
rien konnen daher grundséatzlich Kriterien fir das Auftreten von Kriecheinschnirung
oder plastische Instabilitdt verwendet werden. Daneben ist, insbesondere in lastkontrol-
lierten Situationen, eine Absicherung gegen andere Versagensmodi, wie transkristalli-
nen Gleit- oder Kriechbruch, notwendig. Geeignete Versagensdehnungen wurden dazu

fur typische Reaktorwerkstoffe hergeleitet.

Im Rahmen der Arbeiten wurde die Portierung des Modells einer Kihlkreislaufschleife
der DWR-Baureihe Konvoi auf moderne Analysetechnik (ANSYS Mechanical) mit einer

Erganzung von Geometrieinformationen und der Moglichkeit flexibler Netzverfeinerung
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durchgefuhrt. Das Modell wurde an Inbetriebsetzungsmessungen und Vorgangermo-
dellen validiert und um Teilmodelle von Dampferzeugerheizrohren sowie anderer De-
tailkomponenten unter Nutzung von Submodeling-Techniken ergénzt. Die Materialda-
ten wurden ebenfalls portiert, weiterentwickelt und um Daten des Dampferzeuger-
heizrohrwerkstoffs Alloy 800 (mod.) erganzt. Fur die Nutzung vereinfachter Methoden
zur Integritatsbewertung wurden dariiber hinaus Versagenszeitflichen fir Dampfer-
zeugerheizrohre sowie Larson-Miller-Parameter flir den Werkstoff Alloy 800 (mod.) ab-
geleitet. Diese wurden zur Validierung FE-Rechnungen und Literaturwerten ahnlicher
Werkstoffe gegeniibergestellt, wobei auch Dampferzeugerheizrohre mit Schadigung in
Form von Wanddickenschwéachung betrachtet wurden. Dabei zeigt sich, dass infolge
fehlender Kriechdaten fiur Alloy 800 (mod.) im Bereich hoher Temperaturen und hoher
Spannungen die Aussagegenauigkeit von Integritatsbewertungen teilweise nicht zu-

friedenstellend ist.

Neben Nachrechnungen zu einem Grol3versuch mit zwei- und dreidimensionalen Ana-
lysemodellen sowie Parameterstudien zum Temperatur-, Druck- und Wanddickenein-
fluss wurden Rechnungen zu Kernschmelz-Szenarien anhand des Modells einer Kihl-
kreislaufschleife ohne und mit Beteiligung der Dampferzeugerheizrohre durchgefihrt.
Eine wesentliche Verbesserung betrifft dabei den Einbezug von Kriecheffekten. Im be-
trachteten Szenario fiihrt diese Anderung zu einem etwa sieben Minuten fritheren Ver-
sagen der Hauptkihlmittelleitung (HKL). Eine weitere Verbesserung betrifft den Einbe-
zug grof3er Verformungen, wodurch der nichtlineare progressive Versagensvorgang in
der Endphase, aber auch globale Phanomene, wie das Einknicken der HKL bei Aus-
dehnungsbehinderung, besser wiedergegeben werden kdnnen. In den betrachteten
Szenarien wird zuerst Versagen an der HKL erwartet, entweder am RDB-nahen Gerad-
rohrstiick oder am dampferzeugernahen Krimmer. Obwohl die Volumenausgleichslei-
tung (VAL) zum Versagenszeitpunkt der HKL eine héhere Temperatur aufweist, wird
fur die VAL aufgrund der geringeren Umfangsspannung und der weniger temperatur-
abhangigen Festigkeit des Werkstoffs ein spaterer Versagenszeitpunkt berechnet. Es
konnte gezeigt werden, dass sich die in allen Komponenten durch thermische Dehnung
und das Verschieben groRer Komponenten hervorgerufenen Sekundarspannungen bei
héheren Temperaturen durch Kriechrelaxation abbauen, sodass zum Zeitpunkt des
Versagens lediglich Innendruck und, in geringerem Mal3e, die Gravitation eine Rolle
spielen. Dadurch lassen sich die Ergebnisse auch an isolierten Teilmodellen mit geeig-
neten Randbedingungen, ohne Berlicksichtigung der Wechselwirkung im Verbund der
Kuhlkreislaufschleife, gut reproduzieren. Parameterstudien zur Beriicksichtigung der

Plattierung zeigten einen maRigen Einfluss. Weiterhin wurden einige Uberlegungen zu
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lokalen Schwachstellen angestellt. Wahrend das Versagen von Lagerungen als un-
wahrscheinlich erachtet wird, bedirfen SchweiRnahte, Durchfiihrungen, Instrumentie-
rungen, Armaturen, Flansche und Dichtungen im Einzelfall weiterer Untersuchungen,
beispielsweise durch Teilmodelle. Rechnungen zu einem Unfall mit Beteiligung der
Dampferzeugerheizrohre zeigen, dass ein Versagen der Barriere an dieser Stelle prin-
zipiell mdglich, jedoch stark abh&ngig vom postulierten Schadigungsgrad und dem
Druckunterschied zwischen Primar- und Sekundarkreis ist. Insgesamt sind die Metho-
den zur Bewertung der Komponentenintegritat beziglich globalem Versagen ausgereift
und Sicherheitsmargen gut quantifizierbar, sofern ausreichend Daten zur Materialcha-

rakterisierung vorliegen.

Die Ablaufe wahrend des Unfalls in den Blocken des Kernkraftwerks Fukushima-Dai-
ichi, insbesondere der Modus der Druckentlastung der DfU, wurden analysiert, um dar-
aus Schliusse fir die Unfallanalyse ziehen zu kénnen. Wahrend fir die Blécke 2 und 3
der Erfolg der manuellen Druckentlastung als wahrscheinlich gilt, ist diese MalZnahme
in Block 1 nachweislich nicht durchgefiihrt worden. Ein Versagen erfolgte dort an den
schwachsten Stellen im Sinne der im Vorhaben betrachteten Problemstellung. In der
Literatur werden Versagensmoglichkeiten des RDB, der FDL, ein Fehloffenbleiben der
Sicherheits- und Entlastungsventile (S&E) sowie Lecks an den Rohren der Kerninstru-
mentierungen (SRM/IRM) und an dem Verbindungsflansch zu den S&E-Ventilen disku-
tiert. Neben einem globalen Versagen kdnnen friihzeitig entstandene kleine Lecks we-
sentlichen Einfluss auf den Unfallhergang haben. Versagensmodelle aus der Literatur
und die Voraussagen zum Versagen wurden analysiert und Rechnungen mit selbst
entwickelten Analysemodellen durchgefiihrt. Dabei zeigte sich beispielsweise, dass die
Leckbildung an den Rohren der Kerninstrumentierung unter Bertcksichtigung von
Kriecheffekten bereits bei einer Temperatur beginnen kann, die ca. 300 K geringer ist
als das Ergebnis einer vereinfachten Abschéatzung. Ein grof3flachiges Versagen des
RDB kann als unwahrscheinlich betrachtet werden. Die Modelle legen weiterhin eine
Unterschatzung der Leckflache in der Literatur nahe, sodass eine Entlastung Uber
Lecks an der DfU neben der in der Literatur favorisierten Option eines Versagens der
FDL mdglich ist.

Die Methode ASTOR zur vereinfachten Berechnung der Versagenszeiten von Kompo-
nenten wurde weiterentwickelt und mit zusatzlichen Methoden unter einer menlge-
steuerten Benutzeroberfliche zusammengefihrt. Neben Versagensmethoden basie-
rend auf Ingenieurparametern (z. B. Larson-Miller) wurde die schnelllaufende analyti-

sche Methode FAST und eine Ankopplung an das frei verfligbare FE-Programm
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Code_Aster implementiert. Die Methoden erganzen sich in ihren Merkmalen, sodass
der Anwendungsbereich der vereinfachten Methoden wesentlich vergré3ert wurde. Die
im Rahmen des Vorhabens entwickelte Methode FAST beriicksichtigt anders als einfa-
che Ingenieurparameter groRe Verformungen sowie die Trennung zwischen zeitab-
hangigem Kriechen und zeitunabh&ngigem Plastifizieren und lasst so eine wesentlich

genauere Prognose des Versagenszeitpunkts zu.

Im Rahmen der Arbeiten zum Thema Komponentenverhalten bei Erdbebenbelastun-
gen wurde das verflgbare, urspringlich von der BAM entwickelte sehr grobe FE-
Modell eines Reaktorgebaudes der Baureihe Konvoi mit einfachen Hilfsmitteln teilweise
verfeinert. Die Ergebnisse bezlglich des Schwingungsverhaltens, welche mit dem ver-
feinerten FE-Modell erzielt wurden, unterscheiden sich teilweise erheblich von den Er-
gebnissen des groben Ausgangsmodells und zeigen, dass weitere Verfeinerungsschrit-
te in Anbetracht der komplexen Gebaudestruktur einschliellich Einbauten notwendig
sind. Dazu soll in einem nachsten Schritt eine Verfeinerung der strukturmechanisch re-
levanten Bereiche des Reaktorgebdudes mit dem wesentlich leistungsfahigeren CAD-

Programm CATIA durchgefiihrt werden.

Im Rahmen des OECD/NEA Benchmarks MECOS wurden Berechnungen an einem
Rohrkrimmer unter auslegungsiberschreitenden Erdbebenbelastungen durchgefihrt.
Dazu wurde ein Materialmodell nach Chaboche zur Berlicksichtigung zyklischer Deh-
nungsakkumulation (Ratcheting) angepasst. Im Ergebnis zeigte sich eine gute Vorher-
sage makroskopischer Parameter, wie der Umfangsaufweitung, wahrend lokale Para-
meter, wie Dehnungen, infolge starker Gradienten nur ungenau wiedergegeben
werden konnten. Weiterhin ergibt sich die Notwendigkeit, im nachsten Schritt quantita-
tive Versagenskriterien abzuleiten.

Ein wesentliches Ergebnis des von der GRS organisierten OECD/NEA Benchmarks
COSSAL zum Versagen eines Rohrsticks (DN 700) unter Differenzdruck von
ca.16,5 MPa und Temperaturen bis etwa 732 °C ist, dass alle Teilnehmer die Versa-
genszeit und die radiale Verformung gut bis sehr gut reproduzieren konnten. Sowohl
komplexe 3D-FE-Modelle als auch axialsymmetrische 2D-FE-Modelle mit ausgewahl-
ten Randbedingungen zeigen eine gute Ubereinstimmung mit den Testergebnissen.

Die Untersuchungen haben insgesamt gezeigt, dass das Versagensverhalten stark
durch Komponentendetails, komplexe Komponenten und asymmetrische Lasten, auch
im Bereich des RDB, beeinflusst werden kann. Hier ist eine wesentliche Verbesserung
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der bestehenden Analysemethoden mdglich. Durch Entwicklungen in der CFD-
Simulation und der Entwicklung detaillierterer Datenséatze in den Thermohydraulik-

codes stehen dazu mittlerweile auch geeignete Eingangsdaten zur Verfigung.

Ein lokales Versagen fiihrt zu einem Leck mit endlicher Leckflache. Deren Kenntnis
sowie deren zeitlicher Verlauf kénnen grofRen Einfluss auf den Verlauf der Transiente
haben. Daher sollen zukilnftige Arbeiten das Entstehen und Verhalten derartiger
Lecks, unfallauslésender rissartiger Lecks, Lecks durch abgerissene Leitungen oder
Lecks durch herausgepresste Dichtungen untersuchen. Dazu soll auch die Ubertrag-
barkeit des C*-Integralkonzepts auf den Kurzzeitbereich theoretisch und experimentell

untersucht werden.

Eine ganzheitliche Integritatsbewertung kann nur durch die gekoppelte Betrachtung der
Disziplinen Thermohydraulik und Strukturmechanik, je nach Anwendungsgebiet er-
ganzt um eine probabilistische Analyse, erfolgen. Die zukiinftige Weiterentwicklung des
Programms ASTOR und der darin enthaltenen numerischen und analytischen Metho-
den sowie die Integration in die nukleare Programmkette der GRS kénnen dazu beitra-

gen.

Eine Berilcksichtigung von Unsicherheiten in den Analysen der hier betrachteten The-
matik findet bis jetzt nicht statt. Diese ist jedoch notwendig, um konservative Aussagen
treffen zu kénnen und Wahrscheinlichkeitsverteilungen flir ein Versagen Uber die Zeit
generieren zu kénnen. So unterliegen die Werkstoffeigenschaften einer nattrlichen
Streuung, die auch innerhalb derselben Charge sehr grol3 sein kann. Weitere Unsi-
cherheiten liegen in der Durchfiihrung der Materialtests an Kleinproben und der Trans-
formation in ein Materialmodell zur Analyse von GroBkomponenten, dem Materialzu-
stand beziglich Defekte sowie geometrischer Toleranzen des Bauteils. Eine weitere
wesentliche Quelle der Unsicherheiten besteht in den Annahmen zu den Belastungen,
die auf die Komponenten wirken. Um die Unsicherheiten zu quantifizieren, konnten die
Methoden in Zukunft mit einem probabilistischen Tool, beispielsweise dem GRS-
Programm SUSA, gekoppelt werden.
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