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1 Einleitung 

Deterministische Sicherheitsanalysen von Kernkraftwerken basieren typischerweise auf 

Kombinationen von konservativen oder Best-Estimate-Rechnungen mit konservativen 

oder realistischen Anfangs- und Randbedingungen. In der Vergangenheit wurden über-

wiegend konservative Analysen durchgeführt, um Unsicherheiten bei den verwendeten 

Modellannahmen abzudecken. Umfassende Auswertungen ihrer Ergebnisse zeigten 

auf, dass als konservativ angenommene Randbedingungen nicht zwingend zu konser-

vativen Ergebnissen führen müssen. Jüngste Entwicklungen bei realistischen Bewer-

tungsmethoden und die verbesserte Verfügbarkeit von Hochleistungsrechenclustern er-

möglichen es, die Aussagesicherheit der Ergebnisse unsicherheitsbehafteter thermo-

hydraulischer Simulationen zu erhöhen, indem Unsicherheiten quantifiziert werden. 

Mit steigender Betriebsdauer von Kernkraftwerken treten alterungsbedingte Problem-

stellungen verstärkt in den Fokus sicherheitstechnischer Bewertungen. So ist der Reak-

tordruckbehälter eines Kernkraftwerks einer betriebsbedingten Belastung in Form einer 

Neutronenversprödung und einem damit verbundenen Alterungsprozess, insb. im kern-

nahen Bereich unterworfen. Weist ein derart versprödeter Druckbehälter nach entspre-

chend hoher Betriebszeit einen Defekt von kritischer Größe auf und treten bestimmte 

schwerwiegende Systemtransienten auf, könnte sich der Defekt im Strukturmaterial des 

Behälters ausbreiten. Im Grenzfall wäre dann ein durchdringender Riss in der Wand 

denkbar, welcher die Integrität des Reaktordruckbehälters und damit der dritten Sicher-

heitsbarriere in Frage stellen würde /KAN 10/. 

Ziel der vorliegenden Untersuchungen ist es, mögliche Unterschiede in den Sicherheits-

margen zwischen konservativen thermohydraulischen Analysen und Best-Estimate-Me-

thoden plus Unsicherheitsbewertung (Best-Estimate methods Plus Uncertainty evalua-

tion, BEPU) bei der anwendungsorientierten Untersuchung von Thermoschock-

phänomenen (Pressurized Thermal Shocks, PTS) zu identifizieren und zu bewerten. Die 

Arbeit untersucht thermohydraulische Simulationen PTS-relevanter Ereignisse anhand 

des Modells eines generischen Druckwasserreaktors (DWR) mit dem Systemcode 

ATHLET. 





 

3 

2 Stand von Wissenschaft und Technik 

2.1 Best-Estimate Methods Plus Uncertainty Evaluation (BEPU) 

Mit der Veröffentlichung des Specific Safety Guide No. SSG-2 /IAE 09/ im Jahr 2009 

stellte die Internationale Atomenergiebehörde (IAEA) vier Ansätze für die Anwendung 

der deterministischen Sicherheitsanalyse (DSA) als Kombination von konservativen oder 

Best-Estimate-Berechnungen mit konservativen oder realistischen Anfangs- und Rand-

bedingungen dar. Die vorgeschlagenen Ansätze sind in Tab. 2.1 gegeben. Konservative 

Ansätze (Option 1 und 2) wurden in der Vergangenheit überwiegend für Lizenzierungs-

zwecke angewendet und sind bis heute weit verbreitet. Diese Ansätze unterliegen jedoch 

gewissen Einschränkungen. Insbesondere ist bisher nicht übereinstimmend geklärt, wie 

nachgewiesen werden kann, dass die in skalierten Experimenten identifizierten Konser-

vativitäten auch bei Anlagen im Vollmaßstab gültig sind. Darüber hinaus kann das addi-

tive Verhalten von konservativen Modellmaßen und Randbedingungen aufgrund nicht 

linearer physikalischer Beziehungen in dem konservativen Verfahren nicht hinreichend 

überprüft werden /PRO 03/. Umfassende Auswertungen konservativer Simulationser-

gebnisse haben zudem ergeben, dass die angestrebten konservativen Randbedingun-

gen nicht zwingend zu konservativen Ergebnissen führen müssen, da einige Simulati-

onsparameter auf unvorhergesehene Weise korrelieren können. Um diese 

Einschränkungen zu überwinden und das wachsende Verständnis wichtiger Phänomene 

besser zu nutzen, werden zunehmend Best-Estimate-Codes sowie Best-Estimate-Daten 

in Verbindung mit einer Quantifizierung der Unsicherheiten (Best-Estimate methods Plus 

Uncertainty evaluation, BEPU) verwendet. 

Der BEPU-Ansatz zur Analyse von Auslegungsstörfallen geht davon aus, dass sich die 

Ergebnisunsicherheit und damit die Sicherheit der betrachteten Anlage aus den Unsi-

cherheiten in den Eingabedaten der Berechnungen (Anfangs- und Randbedingungen) 

sowie aus den Unsicherheiten in den Rechenmodellen zusammensetzt. Aktuell ange-

wendete Verfahren stützen sich dabei hauptsächlich auf eine probabilistische Beschrei-

bung der Unsicherheit und auf die Verwendung statistischer Methoden für deren Ab-

schätzung. Damit können Unsicherheiten mit Hilfe von Wahrscheinlichkeitsverteilungen 

in den Rechenergebnissen beschrieben und quantifiziert werden. 
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Tab. 2.1 Optionen zur deterministischen Sicherheitsanalyse für Kernkraftwerke 

nach /IAE 09/ 

Optionen Computer Code Verfügbarkeiten der 
Systeme 

Randbedingungen 

1. Conservative Konservativ Konservativ Konservativ 

2. Combined Best-Estimate Konservativ Konservativ 

3. Best-Estimate Best-Estimate Konservativ Realistisch plus Un-
sicherheitsanalyse1 

4. Risk Informed Best-Estimate Probabilistisch Realistisch und Un-
sicherheiten1 

Das zugrundeliegende Modell des BEPU-Ansatzes besagt, dass sowohl der zeitabhän-

gige Wert eines sicherheitsrelevanten Parameters als auch der exakte Wert für das Ver-

sagen einer Sicherheitsbarriere während eines Ereignisses bestimmten Unsicherheiten 

unterliegen und somit jeweils durch eine eigene Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion (pro-

bability density function, PDF) beschrieben werden können. Folglich wird die Integrität 

eines sicherheitsrelevanten Systems durch die Beziehung der PDFs bestimmt, die die 

Belastung des Systems (d. h. das Ergebnis der Unsicherheitsanalyse) und die Wahr-

scheinlichkeit eines Barriereversagens darstellen. Abb. 2.1 zeigt dieses Prinzip schema-

tisch auf. 

Würden für eine Störfallanalyse ausschließlich Best-Estimate Werte verwendet werden, 

so könnte das tatsächliche Gefährdungspotential bezüglich der Verletzung von Schutz-

zielen erheblich unterschätzt werden. Bei ausschließlicher Verwendung konservativer 

Berechnungsmethoden hingegen könnten evtl. nichtlineare oder bisher unberücksich-

tigte Beziehungen in Modellparametern oder Eingabedaten, die das Ergebnis auf nicht 

konservative Weise verschieben, nicht identifiziert werden und die Wahrscheinlichkeit 

für das Auftreten des konservativen Ereignisses bliebe unbekannt. 

 

1  Realistische Eingabedaten werden nur verwendet, wenn die Unsicherheiten (z. B. Wahrscheinlichkeits-
verteilungen) bekannt sind. Für diejenigen Parameter, deren Unsicherheiten nicht sicher quantifizierbar 
sind, sollten konservative Werte verwendet werden. 
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Abb. 2.1 Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen der Systembelastung und Barriereka-

pazität /DUS 14/ 

2.2 Thermoschock am Reaktordruckbehälter 

Während des Betriebs, aber insbesondere auch während Transienten und Störfällen ist 

der Reaktordruckbehälter (RDB) eines Druckwasserreaktors (DWR) hohen Belastungen 

ausgesetzt. Diese setzen sich aus der inneren Druckbelastung sowie thermomechani-

schen Lasten in Folge von Temperaturänderungen zusammen. Die Thermoschockprob-

lematik (Pressurized Thermal Shocks, PTS) ergibt sich dabei aus der Kombination sehr 

spezifischer Bedingungen. Diese beinhalten neben den angesprochenen Belastungen 

die Existenz scharfer rissartiger Defekte auf der Innenseite der RDB-Wand sowie eine 

Kombination aus hohen Neutronenflussdichten in kernnahen Bereichen und Konzentra-

tionen von Kupfer und Nickel in der Wand, was in Summe zu einer strahlungsinduzierten 

Reduktion der Bruchzähigkeit des Basismaterials führen kann /CHE 90/.  

Der RDB ist also einer betriebsbedingten Belastung in Form einer Neutronenver-

sprödung und einem damit verbundenen Alterungsprozess, insbesondere im Kernbe-

reich unterworfen. Weißt ein derart versprödeter RDB beispielsweise nach entsprechend 

hoher Betriebszeit einen Defekt von kritischer Größe auf und treten bestimmte schwer-

wiegende Systemtransienten auf, könnte sich der Defekt sehr schnell durch das Basis-

material ausbreiten, was zu einem durchdringenden Riss in der Wand führen und die 

Integrität des RDB in Frage stellen könnte /KAN 10/. 
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Für die Bewertung der Integrität von Reaktordruckbehältern sind zur Erzielung einer Ge-

samtaussage verschiedene Aufgaben aus unterschiedlichen Fachgebieten angespro-

chen. So sind auftretende Beanspruchungen in Folge der Belastungen aus zu unterstel-

lenden Störfällen und Transienten zu analysieren sowie der aktuelle sowie zukünftig 

prognostizierte Werkstoffzustand zu bestimmen bzw. abzuschätzen. Des Weiteren sind 

mögliche Fehlstellen im Basismaterial und den Schweißnähten, welche aufgrund der 

Grenzen zur Verfügung stehender Prüfverfahren nicht detektiert werden können, zu pos-

tulieren und in die Analyse einzubeziehen. Um eine konsistente Bewertung zu ermögli-

chen, enthalten kerntechnische Regelwerke Vorgaben bezüglich anzunehmender Last-

fälle und zu betrachtender Fehlergrößen sowie allgemeine Werkstoffzähigkeitskurven, 

welche den zu beurteilenden Anlagenverhältnissen anzupassen sind. Für eine zutref-

fende und vollumfängliche sicherheitstechnische Bewertung sind demnach multidiszipli-

näre und anlagenspezifische Betrachtungen erforderlich. 

Zur Durchführung derartiger Thermoschockuntersuchungen sind vorbereitende ther-

mohydraulische Analysen notwendig, um die erforderlichen Randbedingungen für die 

Strukturanalyse des Reaktordruckbehälters bereitzustellen. Die Ausgabegrößen der 

thermohydraulischen Analyse, wie beispielsweise der Massenstrom im Ringraum des 

RDB (Downcomer, DC) unterhalb des kalten Stranges, die Temperatur des Kühlmittels 

und der vorliegende Systemdruck haben somit einen starken Einfluss auf das spätere 

Ergebnis der angeschlossenen strukturmechanischen PTS-Untersuchung. In der bishe-

rigen Praxis bei der Durchführung von PTS-Untersuchungen wurden die Eingabepara-

meter der thermohydraulischen Analysen so gewählt, dass sie basierend auf Parame-

terstudien und Expertenurteilen als konservativ bzgl. des PTS-Phänomens 

angenommen wurden. Im Rahmen dieses Projektes wurden die Ergebnisse einer „Com-

bined“ thermohydraulischen Analyse (Option 2 in Tab. 2.1) den Ergebnissen einer 

BEPU-Analyse (Option 3 in Tab. 2.1) am Beispiel von PTS-Untersuchungen gegenüber-

gestellt werden. 

In /KAN 10/ wird folgende Problemstellung in Bezug auf thermohydraulische Analysen 

bei PTS mit asymmetrischer Kühlung aufgezeigt: 

“In case of non-symmetric cooldown and/or flow stagnation in the primary circuit, when 

buoyancy induced forces dominate the fluid flow behavior in cold legs and the down-

comer, the system code results are no longer reliable for calculation of the temperature 

fields. 
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Non-uniform cooldown should be analysed with appropriate fluid mixing codes that are 

capable of taking into account thermal stratification of high-pressure injection water in 

the cold leg. They should be able to determine the azimuthal, axial, and in some cases 

also radial fluid temperature distribution in the downcomer and the azimuthal and axial 

distribution of the heat transfer coefficient to the RPV wall. Current quasi 3D methods 

applied in mixing codes based on engineering models or on the regional mixing model 

allow sufficiently accurate calculation of the extent of the thermal stratification integrated 

into the overall system response.” 

Um diese Problematik anzusprechen, wird in den vorgestellten thermohydraulischen 

Analysen ein quasi-dreidimensionales Modell des RDB mit detailliertem Downcomer so-

wie ein semi-analytisches Einspeisemodell im kalten Strang verwendet. 

2.3 PTS-relevante thermohydraulische Phänomene  

Kritische thermomechanische Belastungen des RDB entstehen in Folge sog. Unterküh-

lungstransienten (overcooling events). Diese können durch anormale Betriebszustände 

oder Störfälle bedingt sein. Lastfälle des bestimmungsgemäßen Betriebs sind dabei al-

lerdings im Allgemeinen für die in Europa in Betrieb befindlichen Druckwasserreaktoren 

durch verfahrenstechnische Maßnahmen bezüglich des Gefährdungspotentials unterge-

ordnet. 

Große zeitliche oder lokale Temperaturgradienten an der Oberfläche der RDB-Wand, 

welche die thermomechanischen Lasten im Basismaterial bestimmen, können insbeson-

dere dann auftreten, wenn Kühlmittel über das Not- und Nachkühlsystem (Emergency 

Core Cooling System, ECCS) in den Primärkreis eingespeist wird oder Energie sehr 

schnell aus dem System entnommen wird. Letzteres tritt beispielsweise bei einem 

Frischdampfleck und dem damit verbundenen sekundärseitigen Druckabfall auf.  

Die PTS-relevanten Phänomene, die bei Einspeisung des ECCS auftreten, hängen von 

dem allgemeinen Systemzustand sowie der Art des eingetretenen Störfalls ab. Abhängig 

von Einspeiseraten, Eingriffszeiten des Reaktorschutzsystems und weiterer Einflussfak-

toren kann das Einspeiseverhalten des ECCS zu sehr unterschiedlichen thermohydrau-

lischen Bedingungen in der Umgebung der potentiell neutronenversprödeten Bereiche 

des RDB führen. Als besonders kritisch zeigen sich die Phänomene der Strähnen- und 

Streifenkühlung in Verbindung mit einer thermischen Schichtung in den kalten Strängen 
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der Hauptkühlmitteleitung (HKML). Kaltes Wasser, welches über den Anschlussstutzen 

der ECCS-Leitung in die mit heißem Kühlmittel gefüllte HKML eingespeist wird, kann zu 

dieser thermischen Schichtung in der Leitung führen, wie in Abb. 2.2 dargestellt. Das auf 

den Grund der Leitung absinkende kältere Kühlmittel kann dabei unter Umständen auch 

im Gegenstrom zum warmen Primärkühlmittel in Richtung des Downcomers fließen, wo-

bei es sich graduell mit dem warmen Primärkühlmittel mischt.  

 

Abb. 2.2 Einspeiseverhalten des ECC-Systems für kleine (links) und große (rechts) 

Einspeiseraten mit Strähnenbildung /LER 02/ 

Verbleibt der Füllstand im RDB, wie in Abb. 2.2 gezeigt, oberhalb der Anschlusshöhe 

der kalten Leitung, bildet die Kaltwasserschicht am Eintritt des RDB eine Kaltwas-

sersträhne aus. Durch die Schwerkraft getrieben sinkt diese Strähne mit einer Geschwin-

digkeit von bis zu 2 m/s abwärts und nimmt dabei warmes Wasser aus dem Ringraum 

auf. Dadurch nimmt ihre mittlere Temperatur mit steigender Entfernung zum Anschluss-

stutzen weiter zu. Innerhalb der Kaltwassersträhne liegt eine laterale Temperaturvertei-

lung vor, wobei die niedrigste Temperatur in der Strähnenmitte zu erwarten ist. 

Sollte der Füllstand im Ringraum unter die Anschlusshöhe der kalten Leitung abgefallen 

und die Leitungen somit teilweise mit Dampf gefüllt sein, fließt das eingespeiste Wasser 

des ECCS abhängig vom Strömungsimpuls am Eintritt des RDB und der Geometrie der 

Anschlussstelle entweder direkt an der Innenseite der RDB-Wand ab oder löst sich und 

strömt gegen die Oberfläche der Kernumfassung. Letzteres führt dabei zu geringeren 

thermomechanischen Lasten in kernnahen Bereichen des RDB. 
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Abb. 2.3 Mischungsverhalten: Streifenkühlung (links) und Strähnenkühlung (rechts) 

im Downcomer in Abhängigkeit vom RDB-Füllstand /KAN 10/ 

Abb. 2.3 zeigt schematisch die vereinfachten Szenarien der Strähnen und Streifenküh-

lung im Ringraum, welche als Basis für die Entwicklung von Modellierungsansätzen ver-

wendet werden. In der Vergangenheit wurden eine Reihe von Berechnungscodes entwi-

ckelt, die auf einer Kombination von analytischen Modellen und empirischen Daten 

basieren (/ADR 97/, /SON 97/, /HER 03/). Es ist jedoch zu beachten, dass es sich bei 

den beschriebenen Phänomenen um dynamische, instationäre und teilweise hochgradig 

dreidimensionale Prozesse handelt. 

2.4 Sprödbruchsicherheitsnachweis 

2.4.1 Allgemeines 

Im Sprödbruchsicherheitsnachweis wird der Beanspruchung eines postulierten oder tat-

sächlich nachgewiesenen Risses durch Spannungen und Innendruck (auf der Grundlage 

von thermohydraulischen und strukturmechanischen Rechnungen) die Zähigkeit des 

Werkstoffes (charakterisiert durch eine Sprödbruchübergangstemperatur) gegenüberge-

stellt und nachgewiesen, dass kein Risswachstum erfolgt. Dabei sind folgende Parame-

ter relevant: 

− Die temperaturabhängige Zähigkeit des Materials, deren Verlauf durch die Spröd-

bruchübergangstemperatur charakterisiert wird, 
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− die Spannungen in der Wand des Reaktordruckbehälters, bestimmt durch thermi-

sche Gradienten und den Innendruck sowie 

− Risspostulate, die abhängig von der Empfindlichkeit der verwendeten zerstörungs-

freien Prüfverfahren angesetzt werden oder regulatorische Vorgaben sind. 

Üblicherweise werden RDB technisch weitgehend fehlerfrei hergestellt, sodass beim 

Sprödbruchsicherheitsnachweis in der Regel Risse postuliert werden. Sind tatsächliche 

Fehler vorhanden, sind diese ebenfalls in Form von Rissen zum Ansatz zu bringen. 

2.4.2 Sprödbruchübergangstemperatur 

Reaktordruckbehälter werden aus ferritischen Stählen gefertigt. Dieser Stahltyp reagiert 

bei Betriebsbeginn auf Belastungen in dem für Kernkraftwerke typischen Betriebstem-

peraturbereich plastisch und zäh. Das heißt, eine Erhöhung der Belastung würde nicht 

ausreichen, dass unterstellte Risse zum plötzlichen Bruch führen, sondern sie würden 

schrittweise wachsen. Der Verlauf der temperaturabhängigen Zähigkeit des Materials 

wird durch die Sprödbruchübergangstemperatur 𝑅𝑅𝑅𝑅𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁 charakterisiert. Unterhalb der 

Sprödbruchübergangstemperatur reagieren diese Stähle auch bei geringer Verformung 

zunehmend spröde, d. h. schon geringe Erhöhungen der Belastung könnten ausreichen, 

um Risse kleiner Länge schnell und instabil wachsen zu lassen und zu einem sogenann-

ten Sprödbruch der Komponente führen. Oberhalb der Sprödbruchübergangstemperatur 

wird der Stahl zunehmend zäh und die Gefahr eines Sprödbruchs geringer. 

Durch die Neutronenversprödung verschiebt sich mit wachsender Betriebsdauer und zu-

nehmender Fluenz die Sprödbruchübergangstemperatur nach oben. Der Verlauf dieses 

Prozesses hängt auch von speziellen Materialeigenschaften ab. Die Konzentration von 

Elementen wie Kupfer, Phosphor und Nickel beeinflusst das neutroneninduzierte Ver-

sprödungsverhalten der RDB-Stähle. Daneben spielen auch Seigerungen eine Rolle, 

d. h. Entmischungen während der Erstarrung der Stahlschmelze bei der Herstellung, die 

unmittelbar zu einer örtlichen Zu- oder auch Abnahme der Konzentration von bestimm-

ten Elementen innerhalb des Stahls führen. Diese Seigerungen können lokal zu ungüns-

tigeren Eigenschaften des Werkstoffs führen, d. h. insbesondere zu einer höheren 

Sprödbruchübergangstemperatur. 
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Zur Prognose der Verschiebung der Sprödbruchübergangstemperatur in Abhängigkeit 

von der Neutronenfluenz wurden empirische Formeln entwickelt, die anhand von Proben 

aus dem jeweiligen Behälterstahl überprüft werden. 

2.4.3 Spannungsintensitätsfaktor 

Der Spannungsintensitätsfaktor KI beschreibt den Spannungszustand an einer postulier-

ten oder tatsächlichen Rissspitze und dient zur Festlegung von Versagenskriterien auf-

grund eines belasteten Materialdefekts. Es handelt sich dabei um ein temperaturabhän-

giges Kriterium, welches durch den Vergleich mit der materialbezogenen 

Bruchzähigkeit KIC an Bedeutung gewinnt. Abb. 2.4 zeigt schematisch den typischen 

Verlauf einer Lastpfadkurve (blau) des Spannungsintensitätsfaktors während einer Un-

terkühlungstransiente im Vergleich zur material- und temperaturabhängigen Bruchzähig-

keitskurve (rot). Eine Überschneidung der Kurven deutet den Übergang zum instabilen 

Risswachstum bzw. zum Sprödbruch des Materials an. 

Die in der vorliegenden Untersuchung angewendete Bruchzähigkeitskurve für ferriti-

schen Stahl 22 NiMoCr 37 wie er zur Herstellung von Reaktordruckbehältern verwendet 

wird, entspricht der Vorgabe der ASME /ASM 01/: 

𝐾𝐾𝐼𝐼𝐼𝐼�MPa√𝑚𝑚� = min{36.5 + 3.1𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒�0.036(T − 𝑅𝑅𝑅𝑅𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁 + 55.5)�; 195}. (2.1) 

 

Abb. 2.4 Schema zum Vergleich des Spannungsintensitätsfaktors mit der Bruchzä-

higkeitskurve (vgl. /KAN 10/) 
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Zur Bestimmung der Versagensgrenze können verschiedene Kriterien herangezogen 

werden. In Abb. 2.4 ist das Strengste der Kriterien, das Tangentenkriterium, dargestellt. 

Danach wird die maximal zulässige 𝑅𝑅𝑅𝑅𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁durch das Verschieben der Bruchzähigkeits-

kurve an den Tangentenpunkt mit der Lastpfadkurve bestimmt. 

Eine Verschiebung der Bruchzähigkeitskurve in das Maximum des Lastpfades ist dann 

zulässig, wenn der Warm-Prestressing-Effekt (WPS) berücksichtigt werden darf. Unter 

einer Warmvorspannung (warm-prestressing) wird eine Belastung auf einen vorgeschä-

digten ferritischen Stahl verstanden, die bei einer Temperatur oberhalb der duktil-sprö-

den Übergangstemperatur oder in einem weniger versprödeten Zustand als dem Bewer-

tungszustand aufgebracht wurde. Aus praktischer Sicht hat dies zwei Hauptfolgen: 

• Ein Sprödbruch kann während einer monotonen Entlastung (zeitlich abfallende Last-

pfadkurve) ausgeschlossen werden; 

• Im Falle einer erneuten Belastung des Behälters bei niedrigerer Temperatur besteht 

eine zusätzliche Sicherheitsmarge gegen Sprödbruch im Vergleich zur nominalen 

Materialbruchzähigkeit bei dieser Temperatur. 

Die Zulässigkeit dieses Ansatzes unterscheidet sich abhängig von nationalen Anforde-

rungen. In Deutschland ist die Zulässigkeit in KTA 3201.2 /KTA 17/ geregelt. Eine Über-

sicht zum internationalen Geltungsbereich findet sich in /KAN 10/. 

Da Lastpfadkurven im Bereich ihres Maximums sehr flach verlaufen können, wurde als 

weiteres Bewertungskriterium das 90 %-Kriterium eingeführt und in IAEA-EBP-

WWER-08 /IAE 06/ festgehalten. Dabei wird zur Bestimmung der 𝑅𝑅𝑅𝑅𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁 die Bruchzä-

higkeitskurve in den 0.9-fachen Wert des KI-Maximums im abfallenden Ast der Lastpfad-

kurve verschoben. Dieses Bewertungskriterium fließt nicht in die Auswertung der hier 

vorliegenden Analysen ein. 

Zur Abschätzung der Spannungsintensitätsfaktoren wurde in der vorliegenden Untersu-

chung der Berechnungscode PROST /HEC 16/ verwendet. PROST (PRObabilistic 

STructure Analysis) ist ein Bruchmechanik-Computercode zur Bewertung von Rissbil-

dung, -initiierung, -wachstum sowie zur Berechnung von Leck- und Bruchwahrschein-

lichkeiten in den Strukturmaterialien technischer Komponenten. 

PROST bietet verschiedene Approximationsmethoden zur Berechnung von Spannungs-

intensitätsfaktoren. Dabei beschreibt jede Methode typischerweise eine bestimmte 
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Lastsituation unter bestimmten geometrischen Annahmen für das Risspostulat. Die hier 

angewendete IWM-Methode des Fraunhofer-Instituts für Werkstoffmechanik (IWM) be-

schreibt halbelliptische Risse in Zylindern (/BUS 94/, /HEC 16/). Die Belastung wird 

durch ein zweidimensionales Polynom beschrieben, wobei in PROST jeweils nur der 

Spannungszustand an der Behälterinnenwand und am tiefsten Punkt des Risses berech-

net wird. Eingangsdaten zur Berechnung sind dabei die transienten radialen Tempera-

turprofile in der Behälterwand. Aufgrund dieses eindimensionalen Ansatzes können die 

Belastungszustände in ausgeprägt dreidimensionalen Lastsituationen, wie sie bei Sträh-

nen- und Streifenkühlung in den zu untersuchenden Störfallsequenzen auftreten, nur 

abgeschätzt werden und dienen ausschließlich zu Plausibilitätsprüfungen der Schluss-

folgerungen, welche sich aus der thermohydraulischen Bewertung ergeben.
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3 Strukturierung und Planung des Arbeitsprogramms 

Bei der Umsetzung des Vorhabens steht die Quantifizierung möglicher Unterschiede in 

der Anwendung der Option 2 (Tab. 2.1; Combined) und Option 3 (Tab. 2.1; Best-Esti-

mate) des Specific Safety Guide No. SSG-2 /IAE 09/ für PTS-relevante Kühlmittelver-

luststörfälle (loss of coolant accident, LOCA) im Fokus. Bewertungsbasis sind dabei im 

Schwerpunkt die Ergebnisse thermohydraulischer Analysen. Diese werden durchge-

führt, um die Anfangs- und Randbedingungen sowie deren Unsicherheiten für die ange-

schlossenen strukturmechanische Analysen des RDB bei Unterkühlungstransienten zu 

ermitteln. Das Vorhaben ist in die folgenden drei Phasen unterteilt: 

Phase 1: Identifizierung und Anpassung eines generischen DWR-
Analysesimulators zur Durchführung von Unsicherheitsanalysen mit 
PTS-Relevanz 

WP01:  Anpassung eines generischen 4-Loop Datensatzes für einen Druckwasser-

reaktor zur Durchführung von BEPU Analysen 

WP02: Qualitätssicherung des generischen Datensatzes 

Phase 2: Durchführung und Auswertung von LOCA-Simulationen mit  
integrierten Unsicherheits- und Sensitivitätsanalysen 

WP03: Durchführung von LOCA-Simulationen 

WP04: Definition / Auswahl und Einbau der zu variierenden unsicheren Parametern 

und Parameterbereiche 

WP05: Durchführung der konservativen LOCA-Simulation 

WP06: Durchführung von Best-Estimate plus Uncertainty (BEPU)-Analysen 

WP07: Bewertung der BEPU Analysen und Sensitivitätsanalysen 

WP08: Bewertung der Parameterverteilungen in Bezug auf die Sensitivitäten und 

ggf. Anpassung / Verfeinerung der Parameterräume und Verteilungen 

WP09: Erneute Durchführung von BEPU-Analysen und Sensitivitätsanalysen 

WP10: Vergleich der Simulationsergebnisse der konservativen und der BEPU-

Analysen 

Phase 3: Dokumentation und Diskussion der Ergebnisse 
WP11: Abschlussdokumentation
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4 Anpassung eines generischen 4-Loop Datensatzes für ei-
nen Druckwasserreaktor zur Durchführung von BEPU-
Analysen 

Die im Folgenden vorgestellten thermohydraulischen Analysen wurden unter Verwen-

dung des thermohydraulischen Systemcodes ATHLET (Analysis of THermal-Hydraulics 

of LEaks and Transients) durchgeführt. ATHLET wird von der Gesellschaft für Anlagen- 

und Reaktorsicherheit (GRS) zur Analyse von Betriebszuständen, anormalen Transien-

ten und allen Arten von Lecks und Brüchen in Kernkraftwerken entwickelt. Ziel ist es, 

das gesamte Spektrum von Auslegungsstörfällen und auslegungsüberschreitenden Un-

fällen (ohne Kernschädigung) für DWR, SWR und zukünftig auch Gen.-IV-Reaktoren so-

wie SMR mit einem einzigen Code abzudecken. ATHLET wird von zahlreichen Instituti-

onen im In- und Ausland eingesetzt. 

Der hier verwendete Analysesimulator ist eine generisch reduzierte Version eines 

4-Loop DWR mit einer thermischen Leistung von 4 GWth in geometrischer und ausle-

gungstechnischer Anlehnung an einen deutschen Vor-KONVOI Reaktor. Die wesentli-

chen Anlagenparameter des generischen DWR sind in Tab. 4.1 zusammengefasst. 

 

Abb. 4.1 Schema des verwendeten generischen DWR-Analysesimulators 
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Tab. 4.1 Wesentliche Bedingungen des generischen DWR bei Normalbetrieb und 

100 %-Reaktorleistung 

Größe Einheit Wert 

Kernleistung thermisch MWth 4 000 
Druck in der heißen Leitung MPa 16.20 
Temperatur, Kerneintritt °C 294 
Temperatur, Kernaustritt °C 332 
Aktive Kernhöhe m 3.72 
Gesamtmassenstrom kg/s 19 584 
Anzahl der Kreisläufe - 4 
Druck im Dampferzeuger, sekundär MPa 7.03 
Wasserstand im Dampferzeuger-Fallraum m 12.2 
Speisewassertemperatur °C 218 
Dampfmassenstrom kg/s 2 052 

Dieses Grundmodell des Analysesimulators wurde für die Durchführung von BEPU-

Analysen weiter optimiert und angepasst. So ist die Simulation der Systemleittechnik mit 

hohem rechentechnischen Aufwand verbunden, wobei der überwiegende Teil der Leit-

technik das Systemverhalten bei den zu betrachtenden Ereignissen nicht beeinflusst. Da 

für die Durchführung von BEPU-Analysen eine Vielzahl von Simulationsläufen notwen-

dig ist, wurde das ausführliche leittechnische Modell extrem vereinfacht und nur wesent-

liche Komponenten beibehalten oder durch generische Steuerungen ersetzt. 

Auch das sekundärseitige Anlagenmodell wurde durch ein generisches, aber flexibles 

Steuerungssystem ersetzt. Abb. 4.2 zeigt beispielhaft den neu implementierten Regel-

kreis der Dampferzeugerfüllstandsregelung in dem generischen DWR-Analysesimulator. 

Das zuvor mit Signallogik (General Control Simulation Module, GCSM) modellierte 

ECCS wurde nun mit thermohydraulischen Systemkomponenten modelliert. Diese Vor-

gehensweise ermöglicht neben einer deutlichen Verkürzung der Rechenzeit die Berück-

sichtigung thermohydraulischer Rückwirkungen innerhalb der Teilsysteme. Weitere 

Überarbeitungen betreffen die Abschaltsteuerung der Hauptkühlmittelpumpen (HKMP), 

den Turbinensimulator in Verbindung mit der sekundärseitigen Druckregelung insb. beim 

Einleiten des Teilabfahrens sowie des Abfahrens mit 100 K/h als Handmaßnahme sowie 

störfallbezogene Signale in Verbindung mit einem LOCA. 
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Abb. 4.2 Schema des implementierten Regelkreises zur Dampferzeugerfüllstands-

regelung für den generischen DWR-Analysesimulator 

Das bei einem LOCA in den kalten Strang eingespeiste Kühlmittel bildet bei Eintritt in 

den RDB, abhängig von seinem Füllstand, strähnenartige Strukturen aus und mischt sich 

mit dem wärmeren Kühlmittel im Downcomer. Die Fluidtemperatur in der Mitte der 

Strähne kann dabei signifikant niedriger sein als die Durchschnittstemperatur des sie 

umgebenden Kühlmittels. Dies führt zu einer asymmetrischen Abkühlung des RDB und 

damit zu erhöhter thermomechanischer Beanspruchung des Basismaterials. In ther-

mohydraulischen Analysemethoden erfolgt die Berücksichtigung dieser Phänomene oft-

mals durch Einbeziehung von semi-analytischen Modellen, welche Informationen über 

die Gemischtemperatur des Kühlmittels am RDB-Eintritt (ECC-MIX-Modell /LER 02/) 

und die thermischen Bedingungen innerhalb der Strähne im Downcomer (GRS-MIX-

Modell /SON 97/) liefern. Um detailliertere Untersuchungen in den relevanten Regionen 

des Downcomers zu ermöglichen und eine Überschätzung der lokalen Temperaturmi-

nima aufgrund von numerisch bedingten Mittelungseffekten2 zu minimieren, wurde ein 

detaillierteres Nodalisierungskonzept mit höherer radialer und azimutaler Auflösung im 

Bereich der Anschlussstelle des kalten Strangs an allen vier Loops entworfen. Das Kon-

zept wurde im thermohydraulischen Modell des generischen DWR umgesetzt. Jeder 

 
2  Der maximale Detailgrad der berechenbaren Information in einem Thermohydraulikcode entspricht dem 

Mittelwert über das betrachtete Kontrollvolumen. 
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loopbezogene Abschnitt des Downcomers wurde in sieben Unterkanäle (D11A, D12A 

usw.) aufgeteilt, wie in Abb. 4.3 dargestellt. Jedes der Thermofluidobjekte (TFO) ist 

durch Cross-Connection-Objekte (CCO) mit seinen benachbarten TFOs verbunden, um 

den Queraustausch zwischen den Objekten zu ermöglichen. In Verbindung mit der in 

Abb. 4.4 skizzierten Vertikalaufteilung führt dies zu insgesamt 72 TFOs im Ringraum des 

RDB. 

Durch die symmetrische Aufteilung der Teilkanäle wird ein hohes Maß an Flexibilität in 

Bezug auf die Lecklage und die Art möglicher PTS-relevanter Ereignisse bereitgestellt. 

Darüber hinaus wurde auf die Modellierung eines für LOCA-Analysen üblichen ther-

mohydraulischen Heißkanals und eines Heißstabs im Reaktorkern verzichtet, da diese 

Vereinfachung die Simulationszeit merklich verkürzt und die maximale Hüllrohrtempera-

tur für PTS-Untersuchungen keinen kritischen Parameter darstellt. Die Breite der TFOs 

in azimutaler Richtung im Downcomer ist an den Durchmesser der HKML angepasst. 

Dies ermöglicht eine detaillierte thermohydraulische Analyse der kalten Strähne. 

 

Abb. 4.3 Horizontale Schnittdarstellung des Nodalisierungskonzepts des RDB im 

generischen DWR-Simulator /WEN 16/ 

Jedes TFO, das mit der RDB-Wand in Kontakt steht, ist ferner mit einem zugehörigen 

Wärmeleitobjekt (Heat Conduction Object, HCO) verbunden. Diese HCOs repräsentie-

ren das Strukturmaterial des RDB und ermöglichen eine Abschätzung der 
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Temperaturverläufe innerhalb der Wand. Der Detailgrad des RDB-Modells in Bezug auf 

PTS wurde weiter erhöht indem die innenliegende Plattierung aus austenitischem Stahl 

in die Modellierung einbezogen wurde. Die Wärmeleitobjekte der RDB-Wand wurden in 

radialer Richtung deutlich verfeinert, um räumliche Temperaturgradienten besser be-

stimmen zu können. Es liegen in Summe 18 Rechenknoten in Radialrichtung in den 

HCOs, davon drei in der Plattierung und 15 im Basismaterial. Der Anschluss der HKML 

an den Ringraum erfolgt über ein Branch-Objekt an genau einen Downcomer-Kanal wie 

in Abb. 4.4 dargestellt. Der Impulsübertrag in die angeschlossenen Kanäle wird dabei 

berücksichtigt. Die zweidimensionale Siebenkanaldarstellung in Abb. 4.4 beginnt mit Ka-

nal D11A links und folgt dem Nomenklaturschema aus Abb. 4.3. Die schraffierten Berei-

che repräsentieren die angeschlossenen HCOs. 

Die Modifikationen am Analysesimulator wurden kontinuierlich von Plausibilitätsrechnun-

gen begleitet und unter Verwendung des Visualisierungs- und Auswertetools ATLAS 

qualitätsgesichert. 

 

Abb. 4.4 Vereinfachte TFO-Darstellung des RDB mit dem erstellten Siebenkanalmo-

dell im Downcomer 
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5 Durchführung von LOCA-Simulationen 

5.1 Identifikation von Störfallkonfigurationen mit hoher thermomechani-
scher Belastung des RDB 

5.1.1 Kriterien zur Bewertung ungünstiger Randbedingungen 

Auf Basis des derzeitigen Stands von W&T wurden die Randbedingungen PTS-

relevanter Ereignisse identifiziert. Besonderes Augenmerk wurde dabei auf LOCA-

Ereignisse mit unterschiedlichen Bruchquerschnittsflächen (cross sectional area, CSA) 

gelegt. Die Bruchquerschnittsflächen beeinflussen insbesondere PTS-relevante Para-

meter wie Druckverlauf im Primärkreis, ECCS-Einspeiseraten und Eingriffszeiten des 

Reaktorschutzsystems. Abhängig von diesen und anderen Einflussgrößen kann das Ein-

speiseverhalten des ECCS zu sehr unterschiedlichen thermohydraulischen Zuständen 

in der Umgebung der postuliert neutronenversprödeten und thermomechanisch belaste-

ten Zonen des RDB führen. Gemäß den IAEA-Empfehlungen zur PTS-Bewer-

tung /KAN 10/ sollte die Auswahl des ungünstigsten Ereignisses in Bezug auf PTS voll-

umfänglich und anlagenspezifisch erfolgen. Die Auswahl kann auf der Grundlage von 

Berechnungen, Analysen und Expertenschätzungen unter Berücksichtigung der jeweili-

gen Auslegungsstörfälle erfolgen. Dabei sind eine Vielzahl von Faktoren zu berücksich-

tigen, die die thermischen und mechanischen Belastungen im Downcomer während der 

Unterkühlungstransiente bestimmen. Diese Faktoren werden in /KAN 10/ wie folgt zu-

sammengefasst: 

1. Endtemperatur im Downcomer, 

2. Temperaturabnahmerate, 

3. Asymmetrische Abkühlung des RDB, gekennzeichnet durch kalte Strähnen 

und deren Interaktion sowie durch die Abweichung der Wärmeübergangsko-

effizienten innerhalb und außerhalb der Strähnen, 

4. Primärdruckniveau, 

5. Breite der kalten Strähne, 

6. Anfangstemperatur in Downcomer, 

7. Schichtung und/oder Stagnation der Strömung im kalten Strang. 
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Jeder der o. g. Faktoren ist direkt oder indirekt über den thermohydraulischen System-

code ATHLET oder über einen angeschlossenen semi-analytischen Mischungscode wie 

GRS-MIX /SON 97/ zugänglich. Auf Basis der so bereitgestellten thermohydraulischen 

Daten können die ungünstigen Störfallsequenzen in Bezug auf PTS identifiziert und be-

wertet werden. 

Um im weiteren Verlauf der Analyse die Unsicherheiten in den Ergebnisgrößen quantifi-

zieren und bewerten zu können, ist es von Bedeutung entsprechende Zielgrößen zu de-

finieren, welche thermohydraulisch zugänglich sind und die Integrität des RDB anzeigen. 

Die US-NRC /BES 05/ veröffentlichte dazu eine Phenomena Identification and Ranking 

Table (PIRT), welche die entscheidenden Phänomene, Prozesse und Parameter enthält 

und nach ihrer Bedeutung für die Systemintegrität ordnet. Diese PIRT (siehe Tab. 5.1) 

wurde in die Beurteilung einbezogen und auf Basis eigener Untersuchungen erweitert. 

Tab. 5.1 zeigt außerdem, wie die entsprechenden Daten im Rahmen der vorgestellten 

Untersuchungen zugänglich sind. Nach dem IAEA TECDOC-1627 /KAN 10/ sind die 

konservativen Annahmen für PTS-Untersuchungen so zu wählen, dass folgende Krite-

rien erfüllt sind: 

• maximaler Kühlmittelmassenstrom zum Downcomer, 

• minimale Wassertemperatur, 

• maximaler Primärdruck. 

Die entscheidenden Parameter für die Strukturbelastung sind demnach der Druck im 

RDB, die Fluidtemperatur im Downcomer, die räumlichen und zeitlichen Temperaturgra-

dienten innerhalb der RDB-Wand sowie der Wärmeübergangskoeffizient an der RDB-

Wandinnenseite. Die PIRT gibt an, welche Faktoren diese Primärparameter beeinflus-

sen könnten, und bewertet die wahrscheinlichen Größen ihres Einflusses. 
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Tab. 5.1 Gekürzte PIRT für thermohydraulische PTS-Analysen /BES 05/ 

Rang Phänomen Datenquelle 

1 Druckspeichereinspeisung ATHLET 
2 Bruchmassenstrom/-größe Randbedingung 
3 Wärmeleitung im RDB ATHLET 
4 Einströmverhalten des ECCS (Strömungs- und  

Mischungsverhalten im Downcomer) 
ATHLET/GRS-MIX 

5 Einströmverhalten des ECCS (thermische 
Schichtung und Mischung im kalten Strang) 

ATHLET/GRS-MIX 

6 Wasser-Wand-Wärmeübergang im Downcomer ATHLET/GRS-MIX 
7 Naturumlauf und Strömungswiderstand im  

Leitungssystem 
ATHLET 

8 Downcomerbypass nicht zutreffend 
9 Wärmeübergang im Deckel ATHLET 
10 Dampf-Flüssigkeitsgrenzfläche im oberen Be-

reich des Downcomers / im kalten Strang 
ATHLET/GRS-MIX 

11 Wärmeübergang im Dampferzeuger ATHLET 
N.R. Kondensation während ECC-Einspeisung ATHLET/GRS-MIX 
N.R. Kondensation bei Wiederauffüllung ATHLET 

5.1.2 Randbedingungen des führenden Ereignisses 

Basierend auf den oben angeführten Empfehlungen und Erfahrungen aus vorangegan-

genen Untersuchungen wurden die Randbedingungen für die Identifikation der ungüns-

tigsten Störfallsequenz für PTS an der verwendeten Systemkonfiguration festgelegt. Es 

ist zu betonen, dass diese Randbedingungen sich teils stark von jenen unterscheiden, 

welche für Untersuchungen von LOCA mit der Zielgröße „maximale Hüllrohrtemperatur“ 

angewendet werden. 

Unterkühlungstransienten, welche zu relevanten thermomechanischen Belastungen des 

RDB führen können und die unter Kapitel 5.1.1 beschriebenen Bedingungen für PTS-

Relevanz erfüllen, sind vorrangig primärseitige Kühlmittelverluststörfälle mit einsetzen-

der Noteinspeisung. Große sekundärseitige Lecks sind durch primärseitige LOCA abge-

deckt, da die erreichten minimalen Fluidtemperaturen bei Letzteren deutlich tiefer liegen. 

Das Fehlöffnen und verzögerte Wiederschließen des Druckhaltersicherheitsventils wird 

über systemtechnische Maßnahmen ausgeschlossen und wird deshalb nicht in die Be-

trachtungen einbezogen. Im Folgenden werden deshalb die allgemeinen Randbedingun-

gen der untersuchten primärseitigen LOCA vorgestellt. 

https://www.linguee.de/englisch-deutsch/uebersetzung/not+applicable.html
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Die Leckposition wird in den heißen Strang gelegt, um einen maximalen Energieaustritt 

bei minimaler globaler Wassertemperatur zu erreichen und damit eine möglichst niedrige 

Fluidtemperatur im Downcomer sicherzustellen. Der Abriss des Naturumlaufs unterstützt 

dieses Ziel, da hierbei die Mischungseffekte in der kalten Leitung während der ECC-

Einspeisung minimal werden, was zu einer ausgeprägten thermischen Schichtung führt. 

Der Abriss des Naturumlaufs ist maßgeblich von der Leckgröße abhängig. 

Es wird unterstellt, abweichend von der Forderung des Einzelfehlers, dass alle Sicher-

heitseinspeise- und Nachkühlpumpen des ECCS verfügbar sind und bevorzugt in den 

kalten Strang eingespeist wird. Diese Annahme ist abweichend vom Auslegungskonzept 

der Referenzanlage (Vor-KONVOI), bei welcher bevorzugt heißseitig eingespeist wird. 

Dieses Vorgehen verfolgt das Ziel möglichst ungünstige Bedingungen im Downcomer 

und maximale Abkühlraten des Strukturmaterials zu erreichen und steht in Einklang mit 

der Empfehlung aus /KAN 10/: 

“The availability of the emergency core cooling systems should be taken into considera-

tion in such a way as to produce the most intensive overall cooling or the most unsym-

metric cooling.” 

Es wird ferner angenommen, dass alle acht Druckspeicher verfügbar sind. Außerdem 

wird der Notstromfall mit Eintreten des Störfalls unterstellt. Damit erfolgt ein sofortiges 

Abschalten der HKMP, was den Massenstrom im Primärkreis schnell reduziert und das 

Eintreten einer Strömungsstagnation begünstigt. 

Die Bewertung der thermomechanischen Lasten aus asymmetrischen Kühlungsbedin-

gungen erfolgt im Rahmen der vorliegenden Untersuchungen nur auf Basis thermohyd-

raulischer Daten, nicht aber auf Basis mehrdimensionaler strukturmechanischer Analy-

sen. Wie in Kapitel 5.3.2 beschrieben, wird die Spannungsintensität im RDB hier nur zum 

Zwecke des relativen Vergleichs über ein eindimensionales analytisches Modell abge-

schätzt, welches nicht geeignet ist, ein dreidimensionales Spannungsfeld, wie es bei 

ausgeprägt asymmetrischer Kühlung auftritt, mit hoher Genauigkeit vorherzusagen. 
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5.2 Durchführung einer Best-Estimate LOCA-Analyse mit dem generi-
schen DWR-Analysesimulator 

5.2.1 Störfallbeschreibung und Anlagenverhalten 

Zur Qualitätssicherung und Plausibilitätsprüfung des überarbeiteten Analysesimulators 

sowie als Referenz für die nachfolgenden Unsicherheitsanalysen wurde ein Leck mit ei-

ner Bruchquerschnittsfläche von 70 cm² simuliert. Bei Lecks dieser Größe können die in 

den Primärkreislauf einspeisbaren Borwassermengen größer sein als die durch das Leck 

austretenden Wasserverluste. Die Wärme kann nur zum Teil über das Leck abgeführt 

werden. Zusätzlich erfolgt daher zu Störfallbeginn bei höherem Druck die Wärmeabfuhr 

aus dem Kern über die Dampferzeuger (DE) zur Sekundärseite. Dazu wird das Haupt-

speisewassersystem oder wie hier im Notstromfall das An- und Abfahrsystem und ein 

redundant ausgelegtes Notspeisewassersystem verwendet. 

Die Lecköffnung erfolgt bei 200 s. In der ersten Phase des LOCA, bei dem keine Leck-

überspeisung stattfinden kann, wird zunächst durch Absinken des Füllstandes im Druck-

halter die Reaktor- und Turbinenschnellabschaltung ausgelöst. Dies erfolgt mit einer 

Verzögerung von ca. 5 s. Gleichzeitig werden die Notstromsignale gesetzt und das Aus-

laufen der HKMP beginnt. Abb. 5.1 und Abb. 5.2 zeigen wichtige primärseitige System-

parameter im Störfallverlauf. Mit dem Öffnen des Lecks sinkt der Primärdruck (Abb. 5.2, 

links) zunächst sehr schnell ab, bis er durch die Wärmezufuhr aus der warmen Sekun-

därseite bei etwa 82 bar gestützt wird. Der Frischdampfdruck auf der Sekundär-

seite (Abb. 5.3, links) steigt in den ersten Sekunden gegen die geschlossenen Turbinen-

schnellschlussventile und durch die anfängliche Wärmezufuhr aus dem Primärkreislauf 

sehr schnell an. Bei einem FD-Druck von 80 bar würde die FD-Umleitstation zum Kon-

densator öffnen und anschließend durch Schnellabfahren mit Hilfe der FD-Umleitstation 

ein Absinken der Hauptkühlmitteltemperatur eingeleitet werden. Da in der vorgestellten 

Untersuchung der Notstromfall vorliegt, steht der Kondensator für den Abfahrvorgang 

nicht zur Verfügung und der Druck stabilisiert sich bei ca. 82 bar, bevor das Schnellab-

fahren mit 100 K/h als Handmaßnahme erfolgt. Beim Schnellabfahren wird im vorliegen-

den Fall mit Hilfe der FD-Abblaseregelventile der erzeugte Dampf über Dach abgebla-

sen. Der Druckverlauf an den Abblaseregelventilen bestimmt damit im weiteren 

Störfallverlauf auch den Hauptkühlmitteldruck. Ein Teilabfahren auf 75 bar, was auch ein 

niedrigeres Druckplateau im Primärkreis zur Folge hätte, wird in der vorliegenden Unter-

suchung nicht durchgeführt, um der Anforderung in /KAN 10/ („maximaler Primärdruck“) 

möglichst lange gerecht zu werden. 
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Durch die sekundärseitige Temperaturabsenkung kann die mittlere Hauptkühlmitteltem-

peratur auf ca. 140 °C abgesenkt werden (Abb. 5.2, rechts). Bei einem Abfall des Haupt-

kühlmitteldrucks unter 110 bar werden die Sicherheitseinspeisepumpen zugeschaltet 

und speisen entsprechend der Systemkennlinie in den Primärkreis ein (Abb. 5.4). Der 

aus der kalten Einspeisung resultierende geringe Dichteunterschied zwischen Kern und 

Dampferzeuger reicht nicht aus, um den Naturumlauf aufrecht zu erhalten und der Mas-

senstrom in den HKML beginnt bei ca. 500 s zu stagnieren (Abb. 5.5).  

Der Analysesimulator mit dem neu erstellten Nodalisierungskonzept im Downcomer ist 

in der Lage die sich ausbildende Strähne in Folge der ECCS-Einspeisung abzubilden. 

Abb. 5.6 (links) zeigt die Fluidtemperaturverläufe im Downcomer auf Höhe der kernna-

hen Schweißnaht innerhalb und außerhalb der kalten Strähne. Die Temperaturdifferenz 

beträgt dabei bis zu 73 K. Abb. 5.6 (rechts) macht deutlich, dass die dabei auftretenden 

Wärmeübergangskoeffizienten über einen Zeitraum von ca. 1 000 s deutlich unter-

schiedliche Werte aufweisen, was zu asymmetrischen Kühlungsbedingungen im RDB 

führt.  

Bei ca. 1 200 Sekunden erfolgt in der zweiten Phase des Störfallverlaufs eine Überspei-

sung des Lecks, was sich in einem Anstieg des Leckmassenstroms (siehe Abb. 5.1) äu-

ßert. Der primärseitige Druck wird durch die Sicherheitseinspeisepumpen aufgeprägt. 

Während des gesamten Störfallverlaufs sinkt der Füllstand im Primärkreis nur kurzzeitig 

in den Bereich der Kernoberkante ab (Abb. 5.7), sodass eine Streifenausbildung im 

Downcomer nicht zustande kommt. Bei ca. 2 100 s ist der Primärdruck unter den An-

sprechwert der Druckspeicherrückschlagventile von 25 bar gefallen und die Einspeise-

rate des Notkühlwassers nimmt weiter zu. Bei ca. 2 650 s erreicht der Primärdruck einen 

Wert von 11 bar und die Niederdruckeinspeisung beginnt, was zu starker Kondensation 

führt. Dies äußert sich in einer beschleunigten Druckreduktion, erhöhten Einspeiseraten 

aus den Druckspeichern sowie einem kurzzeitigen Einbruch des Leckmassen-

stroms (Abb. 5.1, unten links). Im weiteren Verlauf kann der Druck soweit gesenkt wer-

den, dass das nukleare Nachwärmeabfuhrsystem die weitere Nachwärmeabfuhr über-

nehmen kann und die Sicherheitseinspeisepumpen abgeschaltet werden. In dieser 

Spätphase ist das System weitgehend thermisch stabil, wie aus Abb. 5.6 hervorgeht. Sie 

ist deshalb für die hier vorgenommenen Untersuchungen zu PTS nicht mehr von Rele-

vanz. 
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Abb. 5.1 Zeitverläufe wichtiger Systemparameter im LOCA 

  

Abb. 5.2 Primärseitiger Druckverlauf (links) und mittlere Kühlmitteltempera-

tur (rechts) 
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Abb. 5.3 Sekundärseitiger Druckverlauf mit ausgeführter Handmaßnahme „Abfah-

ren mit 100 K/h“ (links) und Reaktion der implementierten Dampferzeuger-

füllstandsregelung (rechts) 

  

  

Abb. 5.4 Einspeisemassenstrom des ECCS in allen vier Strängen 
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Abb. 5.5 Massenstromverlauf im kalten Strang mit eintretender Strömungsstagna-

tion (Detailansicht rechts) 

  

Abb. 5.6 Fluidtemperatur im Downcomer innerhalb und außerhalb der Strähne (links) 

sowie die zugehörigen Wärmeübergangskoeffizienten (rechts) 

  

Abb. 5.7 Füllstand des RDB mit Kernaustrittshöhe bei 0 m (links) und Dampfgehalt 

am Kernaustritt (rechts) 
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5.2.2 Thermomechanische Aspekte im Reaktordruckbehälter 

Die sich ausbildende Strähne bei ECCS-Einspeisung kann durch das implementierte 

Nodalisierungskonzept im Downcomer (siehe Kapitel 4) detailliert dargestellt werden. 

Unter Anwendung des ECC-MIX-Modells /LER 02/ wird die Mischungstemperatur an der 

Einspeisestelle im Downcomer berechnet und in die RDB-wandnahen Kontrollvolumen 

am Kaltstrangstutzen (vgl. Abb. 4.3) eingespeist. Abb. 5.8 zeigt die axiale Temperatur-

verteilung im Ringraum im Bereich der Anschlussstelle des kalten Strangs von Loop 1 

zum Zeitpunkt t = 1 500 s. In den HKML liegt zu diesem Zeitpunkt Strömungsstagnation 

vor (vgl. Abb. 5.5) und warmes Wasser sammelt sich oberhalb der Anschlussstelle im 

Downcomer. Nahe der RDB-Wand (D22A, surface) strömt kaltes Wasser dichtegetrie-

ben nach unten ab und wird dabei durch die Wandstruktur und beigemischtes Wasser 

aus der Umgebung erwärmt. In dem TFO nahe der Kernumfassung (D21A, barrel) ist 

die Temperatur deutlich höher und nimmt nach unten hin durch die Beimischung aus der 

kalten Strähne ab. Dieses Verhalten ist plausibel und stimmt qualitativ mit dem beobach-

teten Verhalten aus dem Großversuch UPTF-TRAM C1 /SIE 96/ überein.  

 

Abb. 5.8 Axiale Temperaturverteilung im Downcomer in Bereich der Anschlussstelle 

von Loop 1 in direkter RDB-Wandnähe (surface, rot) sowie in Radialrich-

tung nahe an der Kernumfassung (barrel, blau) zum Zeitpunkt t =1 500 s 

In der RDB-Wand stellt sich ein charakteristisches radiales Temperaturprofil ein. 

Abb. 5.9 zeigt dieses Temperaturprofil im Zeitverlauf sowie die räumliche Diskretisierung 

der HCO in der RDB-Wand inkl. der Plattierung. Die Temperaturgradienten innerhalb der 
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Wandstruktur tragen wesentlich zur Belastung des RDB bei. Die Berechnung der Tem-

peraturprofile erfolgt unter Berücksichtigung der axialen Wärmeleitung innerhalb der 

HCO, nicht jedoch durch Wärmeaustausch zwischen benachbarten HCO. Die Wärme-

übergangsrandbedingung an der Außenseite des RDB wird konservativ als adiabat an-

genommen, um die Temperaturunterschiede in der Wand möglichst hoch zu halten. 

Die Belastungen sind weiter auch durch eine Asymmetrie in den Kühlungsbedingungen 

geprägt. Diese ist durch das Auftreten der kalten Strähnen im Downcomer bedingt und 

in den azimutalen Temperaturverteilungen in Abb. 5.10 erkennbar. Die Asymmetrie 

nimmt im Zeitverlauf ab, bis sich bei etwa 3 000 s eine gleichmäßige Temperatur im ge-

samten Umfang des Ringraums einstellt. Die größten Temperaturunterschiede in der 

Wandstruktur stellen sich bei etwa 1 500 s ein. Zu diesem Zeitpunkt ist die Strähne und 

somit auch die thermische Asymmetrie noch deutlich ausgeprägt. 
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Abb. 5.9 Radiale Temperaturprofile in der RDB-Wand auf Höhe der kernnahen 

Schweißnaht im Zeitverlauf 

 

Abb. 5.10 Azimutale Temperaturverteilung im Downcomer auf Höhe der kernnahen 

Schweißnaht im Zeitverlauf 
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5.3 Auswahl von kritischen Leckgrößen 

5.3.1 Thermohydraulische Einflussparameter 

Die Untersuchung der Bruchquerschnittsflächen ist Teil einer ersten Parametervariation, 

bei welcher alle anderen möglichen Einflussparameter den Best-Estimate-Werten ent-

sprechen. Ziel dieses Ansatzes ist es, eine führende Bruchgrößen als Randbedingung, 

entsprechend Rang 2 in Tab. 5.1, für die nachfolgenden Unsicherheitsanalysen zu iden-

tifizieren. Eine Variation der Bruchgröße kann nicht Teil der tatsächlichen Unsicherheits- 

und Sensitivitätsanalyse sein, da unterschiedliche Leckgrößen zu unterschiedlichen 

Systemantworten in der Anlage führen können. Demnach würde bei einem solchen Vor-

gehen eine Unsicherheitsanalyse über unterschiedliche Ereignisse durchgeführt wer-

den, was nicht aussagekräftig wäre. 

In einem ersten Schritt werden 50 LOCA-Simulationen der in Kapitel 5.1.2 eingeführten 

Systemkonfiguration mit einem zufällig erzeugten Satz von Bruchquerschnittsflächen 

zwischen 3 cm² (Minileck) und dem einfachen Querschnitt der HKML von 4 400 cm² (gro-

ßes Leck) durchgeführt. Größere Lecks zeigen für Druck- und Temperatur im Downco-

mer konvergente Verläufe (siehe Abb. 5.11). Der vollständige Abriss der HKML (2F-

Bruch) wird überdies durch den nachgewiesenen Bruchausschluss nach 

KTA 3206 /KTA 14/ in deutschen Anlagen ausgeschlossen und ist auch deshalb nicht 

Teil der Untersuchung.  

Die thermohydraulischen Kriterien zur Bewertung der PTS-Relevanz der betrachteten 

Störfallkonfigurationen folgen den Empfehlungen des IAEA-TECDOC-1627 /KAN 10/ 

und sind in Kapitel 5.1.1 aufgeführt. Wichtige Ergebnisgrößen sind in Abb. 5.11 für den 

Druck im Primärkreis, die Fluidtemperatur im Downcomer und die Wärmeübergangsko-

effizienten an der RDB-Wand in Abhängigkeit von der Zeit und Bruchgröße dargestellt. 

Es zeigt sich, dass für große Bruchquerschnitte alle drei dargestellten Parameter rapide 

abfallen, während sich für kleine und mittlere Leckgrößen sowohl der Druck als auch der 

Wärmeübergangskoeffizient im Downcomer zunächst auf einem höheren Niveau stabi-

lisieren. Die Temperatur sinkt währenddessen, wenn auch mit geringeren Raten, weiter 

kontinuierlich ab. Dieses Verhalten deutet unter Berücksichtigung der Bewertungskrite-

rien auf eine ungünstigere Situation bei kleinen und mittleren Leckgrößen bis etwa 

100 cm² hin. 
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Abb. 5.11 Ergebnisse der Leckgrößenvariationsrechung (3 cm² bis 4 400 cm²) für Pri-

märdruck (a), Temperatur im Downcomer (b) und Wärmeübergangskoeffi-

zient an der RDB-Wand (c) /WEN 17/ 

a) 

c) 

b) 
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Abb. 5.12 Entwicklung der Druck- und Temperaturwerte als Funktion der Bruch-

größe (links) und die projizierten Druckwerte zum Zeitpunkt der jeweils auf-

getretenen Temperaturminima (rechts) 

Ungünstige Bedingungen treten insbesondere bei niedrigen und schnell abfallenden 

Temperaturen im Downcomer in Verbindung mit hohen Drücken auf. Abb. 5.12 zeigt 

deshalb für die untersuchten Leckgrößen den Druck als Funktion der Temperatur im 

Downcomer. Es zeigt sich, dass für kleine bis mittlere Lecks die Druckwerte die zum 

Zeitpunkt des Auftretens der Minimaltemperatur vorherrschen mit sinkender Leckgröße 

steil ansteigen. Im Bereich um 100 cm² treten zudem erkennbare Schwankungen der 

eintretenden Minimaltemperaturen um 50 °C bei vergleichsweise hohen Drücken auf. 

Bei großen Lecks ist die statische Druckbelastung zum Zeitpunkt des Eintretens der Mi-

nimaltemperatur sehr gering und kann kaum zur Gesamtbelastung beitragen. Im Gegen-

satz dazu bleiben die Temperaturen bei sehr kleinen und Minilecks weiter hoch, was zu 

einer geringen thermischen Belastung des RDB führt. Aus dieser Erkenntnis lässt sich 

jedoch keine abschließende Bewertung ableiten, da im betrachteten Zeitraum der Sys-

temdruck nicht in jeder Rechnung weit genug abgesunken ist, um die Notkühlkriterien 

zu erfüllen. 

Mit den Ergebnissen dieser ersten Parametervariation wurde der kritische Leckgrößen-

bereich weiter eingegrenzt und die Rechnungen für 50 zufällig variierte Bruchquer-

schnittsflächen zwischen 3 cm² und 100 cm² und für einen Zeitraum von 5 000 s wieder-

holt. 

Die Ergebnisse sind für Druck und Minimaltemperatur im Downcomer in Abb. 5.13 (links) 

gegenübergestellt. Um eine Einordnung der Ergebnisgrößen zu ermöglichen, wurde in 
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die Grafik die Sprödbruchkennlinie (SBKELI) eines KWU-Vor-KONVOI Reaktors einge-

zeichnet. Diese dient konservativ zur Absicherung gegen Sprödbruchgefahr bei An- und 

Abfahrprozessen und ist im vorliegenden Kontext nicht als Zulässigkeitsgrenze zu inter-

pretieren, sondern dient hier lediglich zur Orientierung. Abb. 5.13 (rechts) zeigt diesel-

ben Daten als Quotient aus Druck und Temperatur, um eine Zuordnung zu den Leckgrö-

ßen zu ermöglichen. Dabei wird ersichtlich, dass sich im Bereich zwischen 20 cm² und 

50 cm² Bruchfläche der Abstand zur SBKELI deutlich verringert mit einem Minimum um 

30 cm². Unterhalb von 20 cm² stellt sich auch langfristig ein stabiler Naturumlauf ein, der 

zu einer starken Durchmischung des eingespeisten Notkühlwassers mit dem Primär-

kreisinventar führt. Dadurch werden keine sehr niedrigen Fluidtemperaturen im Down-

comer mehr erreicht.  

  

Abb. 5.13 Sprödbruchkennlinie (SBKELI) und minimale Fluidtemperatur im Downco-

mer für den untersuchten Bruchgrößenbereich von 3 cm² bis 100 cm² mit 

dem zugehörigen Druckwert /WEN 17/ 

Weitere thermohydraulisch zugängliche Parameter, welche die thermomechanische Be-

lastung im RDB bestimmen, sind die Temperaturunterschiede über die Wandstruktur so-

wie die Abkühlrate im Downcomer. Die Berechnungsergebnisse zu diesen Größen sind 

in Abb. 5.14 und Abb. 5.15 dargestellt. Dabei deuten auch hier die Ergebnisse darauf 

hin, dass für sehr kleine Leckgrößen die Situation vergleichsweise unkritisch ist. Für 

Bruchquerschnittsflächen > 30 cm² liegen die Werte der Temperaturdifferenzen nah bei-

einander. Die Maxima der zeitlichen Temperaturgradienten sind im Bereich um 30 cm² 

am höchsten. In der Tendenz steigen die Mittelwerte der zeitlichen Temperaturgradien-

ten jedoch zu größeren Bruchquerschnitten hin an und nähern sich im Bereich der obe-

ren Untersuchungsgrenze einem Maximum. Dabei ist zu beachten, dass starke und lang 
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andauernde Temperaturabfälle (hohe Mittelwerte für dT/dt) als kritischer betrachtet wer-

den können als kurzzeitig hohe Abkühlraten. 

  

Abb. 5.14 Temperaturdifferenz über die RDB-Wand im Zeitverlauf (links) und ihre 

Maxima (rechts) für den untersuchten Bruchgrößenbereich von 3 cm² bis 

100 cm² 

  

Abb. 5.15 Maxima (links) und Mittelwert (rechts) der zeitlichen Temperaturgradienten 

im Downcomer für den untersuchten Bruchgrößenbereich von 3 cm² bis 

100 cm² 

In Anlehnung an die Empfehlungen aus dem IAEA-TECDOC-1627 sowie auf Basis der 

vorgestellten Ergebnisse wurden die folgenden sieben Faktoren für die Auswahl der in 

der Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse zu untersuchenden Leckgrößen herangezo-

gen: 

• Niedrigste Temperatur im Ringraum, 

• Mittlerer negativer Temperaturgradient als Maß für die Temperaturabfallrate, 
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• Quotient aus Druck und Minimaltemperatur im Ringraum, 

• Produkt aus Druck und maximaler Temperaturdifferenz über RDB-Wand, 

• Kleinster Temperaturabstand zur Sprödbruchkennlinie, 

• Kleinster Druckabstand zur Sprödbruchkennlinie, 

• Maximale Temperaturdifferenz über RDB-Wand. 

Diese Parameter werden für jede untersuchte Leckgröße ermittelt und auf die aufgetre-

tenen Extremwerte innerhalb der verfeinerten Leckgrößenvariationsrechnung normiert. 

Die Parameter werden dabei nicht nach ihrem erwarteten Einfluss auf die RDB-

Belastung gewichtet, sondern zunächst als gleichartig in der Höhe ihres Einflusses be-

trachtet. Aus der Summe der normierten Bewertungsfaktoren ergibt sich so für jede un-

tersuchte Leckgröße ein Maß zur Abschätzung ihrer PTS-Relevanz. Das Ergebnis ist in 

Abb. 5.16 dargestellt. Es zeigt, dass die Summe der Bewertungsfaktoren bei Leckgrö-

ßen über 25 cm² in einem engen Band zwischen 5.0 und 6.1 variieren mit einem flachen 

Maximum zwischen 25 cm² und 40 cm². Die Systemzustände, welche zu diesem Ergeb-

nis führen, sind der Abriss des Naturumlaufs sowie eine signifikante ECCS-

Einspeiserate bei gleichzeitig hohem Primärdruck. Da die berücksichtigten Bewertungs-

faktoren, wie oben beschrieben, nicht gewichtet werden, aber ihr Einfluss unterschiedlich 

stark sein kann, wurden auf Basis dieser Voruntersuchungen die Leckgrößen 30 cm², 

70 cm² und 100 cm² für die weiteren Analysen ausgewählt. 

 

Abb. 5.16 Maxima (links) und Mittelwert (rechts) der zeitlichen Temperaturgradienten 

im Downcomer für den untersuchten Bruchgrößenbereich von 3 cm² bis 

100 cm² /WEN 17/ 
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5.3.2 Eindimensionale strukturmechanische Analysen 

Um die Lastsituation im RDB während des Störfallverlaufs bei den identifizierten Bruch-

größen umfänglich bewerten zu können, sollten die Aspekte einer strukturmechanischen 

Analyse in die Untersuchungen einbezogen werden. Zur Abschätzung der mechani-

schen Lasten auf den RDB, wurde der probabilistische Strukturanalyse-Code 

PROST /HEC 16/ verwendet. Eine Einführung in das verwendete eindimensionale Mo-

dell findet sich in Kapitel 2.4.3. 

In Anlehnung an die Hinweise der KTA 3206 /KTA 14/ über „Nachweise zum Bruchaus-

schluss für druckführende Komponenten in Kernkraftwerken“ wird in Höhe der kernna-

hen Schweißnaht ein halbelliptischer Oberflächenriss postuliert. Eine Skizze des Riss-

postulats ist in Abb. 5.17 gezeigt. Es wird angenommen, dass der Riss ein 

Seitenverhältnis a/c von 6 mit einer radialen Eindringtiefe (x-Richtung) von 10 % der 

RDB-Wandstärke einschließlich der Plattierung aufweist, was für die gegebene Anlagen-

konfiguration einer Risstiefe von a = 25 mm entspricht. Die Bewertung von Axialrissen 

im Anschlussstutzen der HKML am Downcomer ist nicht Teil der vorliegenden Untersu-

chung, da die entsprechende Lastsituation mit dem verwendeten eindimensionalen Mo-

dell nicht berechnet werden kann. 

 

Abb. 5.17 Halbelliptische Risskonfiguration /KTA 14/ 

Die transienten thermohydraulischen Ergebnisdaten der entsprechend Kapitel 5.2 

durchgeführten ATHLET-Simulation für die Sequenzen mit Leckflächen von 30 cm², 

70 cm² und 100 cm² wurden als Randbedingung für die strukturmechanischen Analysen 

angesetzt. 

Der Vergleich der mittels PROST berechneten KI-Verläufe am tiefsten Punkt des 25 mm 

Oberflächenrisses zur Bruchzähigkeitskurve KIC nach ASME /ASM 01/ ist in Abb. 5.18 

dargestellt. 
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Abb. 5.18 Verlauf der Spannungsintensitätsfaktoren KI (25 mm Oberflächenriss) der 

untersuchten Störfallsequenzen mit 30 cm², 70 cm² und 100 cm² Leckflä-

che unter Best-Estimate-Randbedingungen 

Es zeigt sich, dass sich die auftretenden Maxima im Betrag teils deutlich unterscheiden, 

wobei das kleinste untersuchte Leck den niedrigsten Wert ausweist. Die Bruchzähig-

keitskurve wurde über das Tangentenkriterium an die Lastpfadkurve angelegt und somit 

die jeweils niedrigste zulässige Sprödbruchübergangstemperatur 𝑅𝑅𝑅𝑅𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁 bestimmt. Die 

Maxima der Spannungsintensitätsfaktoren treten bei den Leckgrößen mit 70 cm² und 

100 cm² etwa gleichzeitig zum Zeitpunkt um 1 500 s auf, während die Lastspitze bei ei-

ner Leckfläche von 30 cm² ca. 1 000 s später auftritt. Die Temperaturwerte an der pos-

tulierten Rissspitze liegen in allen Sequenzen im Bereich dieser Maxima nahe beieinan-

der. Besonders die Sequenz mit 30 cm² weist allerdings ein flacheres Maximum und 

damit einen breiteren Rissspitzentemperaturbereich mit hohen Belastungen auf. In der 

zeitlichen Spätphase des Störfalls nähern sich die KI-Werte aller drei dargestellten Se-

quenzen einander an, bis die Verlaufskurve der 30 cm²-Sequenz die beiden anderen 

Kurven schneidet. Die Auswertung mit Hinblick auf die Versagenskriterien unter Berück-

sichtigung des WPS in Tab. 5.2 und unter Anwendung des Tangentenkriteriums in 

Tab. 5.3 zeigt, dass nach beiden Methoden die Sequenz mit 100 cm² die niedrigste 

𝑅𝑅𝑅𝑅𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁 aufweist. Dabei ist zu beachten, dass evtl. überlagerte Spannungen aus asym-

metrischer Kühlung durch ausgeprägte Strähnen von kaltem Notkühlmittel im 
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Downcomer modellbedingt nicht in die vorgestellten eindimensionalen strukturmechani-

schen Untersuchungen einfließen konnten. Weiter liegen die ermittelten Werte 

für 𝑅𝑅𝑅𝑅𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁, besonders bei Verwendung des Tangentenkriteriums, nahe beieinander. Der 

höchste aufgetretene Wert des Spannungsintensitätsfaktors liegt bei 3 310 MPa*mm1/2 

und gehört zu der Störfallsequenz mit 70 cm² Bruchfläche. 

Tab. 5.2 Auswertung der strukturmechanischen Analyse unter Berücksichtigung des 

WPS-Effekts (best-estimate Simulationen) 

Leckgröße 
[cm²] 

KImax 
MPa*mm1/2 

TRiss 
[°C] 

RTNDT 
[°C] 

30  2921 160.1 135.2 

70 3310 157.7 127.3 

 100 3259 152.5 122.8 

Tab. 5.3 Auswertung der strukturmechanischen Analyse ohne Berücksichtigung des 

WPS-Effekts – tangentes Kriterium (Best-Estimate Simulationen) 

Leckgröße 
[cm²] 

KI 
MPa*mm1/2 

TRiss 
[°C] 

RTNDT 
[°C] 

30  1942 97.9 95.5 

70 2111 104.1 96.3 

 100 2354 109.0 95.0 

5.3.3 Auswahl von Referenzparametern 

Um auf Basis thermohydraulischer Simulationsergebnisse eine Bewertung des Gefähr-

dungszustandes in Folge von PTS-Sequenzen ableiten zu können, ist es hilfreich Refe-

renzparameter zu identifizieren, welche einen Rückschluss auf die mechanische Belas-

tung des RDB zulassen. Diese Referenzparameter müssen außerdem direkt oder 

indirekt aus den thermohydraulischen Ergebnissen ableitbar sein. Zur Identifikation ge-

eigneter Parameter wurde der zeitliche Verlauf von KI mit dem Verlauf abgeleiteter Be-

wertungskriterien, wie sie in Kapitel 5.1 beschrieben sind, verglichen. Dabei hat sich ge-

zeigt, dass die Temperaturdifferenz über der RDB-Wand (∆TRDB) auf axialer Höhe im 

Downcomer an der postulierten Rissposition sowie der radiale Temperaturgradient an 

der Rissspitze (dT/dr) die stärkste Korrelation zu KI aufweisen. Abb. 5.19 zeigt diese 
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Korrelation über die auf ihr Maximum normierten Werte von ∆TRDB und dT/dr beispielhaft 

für die Sequenz mit 70 cm² Bruchfläche und Best-Estimate-Randbedingungen. Sowohl 

Anstieg als auch Maxima der drei gezeigten Parameter liegen sehr nahe beieinander. 

Der Abfall der Spannungswerte ist im zeitlichen Verlauf etwas stärker als derjenige der 

Vergleichsparameter. Die Untersuchung der Referenzparameter ∆TRDB und dT/dr sollte 

es jedoch erlauben einen qualitativen Vergleich von Störfallsequenzen anzustellen. In 

den nachfolgenden Analysen werden deshalb diese Parameter in die Bewertung einbe-

zogen und bilden die Zielwerte der Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse. Dabei ist der 

Wert des Temperaturgradienten dT/dr abhängig von der postulierten Risstiefe, während 

der Verlauf von ∆TRDB unabhängig vom Risspostulat ist. Es ist zu betonen, dass die Er-

gebnisse zum Spannungsintensitätsfaktor KI anhand des 25 mm Oberflächenrisspostu-

lats ermittelt wurden und sich deshalb die Aussagekraft auf dieses Risspostulat be-

schränkt. Um diese Einschränkungen zu berücksichtigen und ein vollständiges Bild des 

Gefährdungszustandes zu erhalten sind die in Kapitel 5.1 aufgezeigten Bewertungskri-

terien weiterhin einzubeziehen. 

 

Abb. 5.19 Zeitlicher Verlauf des Spannungsintensitätsfaktors KI (25 mm Oberflächen-

riss) im Vergleich zum normalisierten Wert des radialen Temperaturgradi-

enten an der postulierten Rissspitze und der Temperaturdifferenz über die 

RDB-Wand (∆T RPV) 
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5.4 Übergeordnete Einflüsse 

5.4.1 Einfluss des Auslegungsdrucks der Druckspeicher 

In Rahmen von Voruntersuchungen zur BEPU-Analyse über das Verhalten einzelner 

Aspekte des Auslegungskonzepts der Sicherheitssysteme, wurde der Einfluss der 

Druckspeicherdruckbeaufschlagung und unterschiedlicher Wasser-Stickstoff-Volumen-

verhältnisse auf das Systemverhalten überprüft. Dazu wurden zwei Typen von Druck-

speichern (DSP) in den Anlagensimulator implementiert. Typ I entspricht dem KWU-

Auslegungskonzept mit einem Primärkreis-/DSP-Volumenverhältnis von 0.63 bei einem 

N2/H2O-Volumenverhätnis von 1/3 bei 25 bar Druckbeaufschlagung. Für Typ II wurde mit 

einem Primärkreis-/DSP-Volumenverhältnis von 0.43 bei einem N2/H2O-Volumenverhät-

nis von 2/3 und 55 bar Druckbeaufschlagung gerechnet. Abb. 5.20 zeigt den zeitlichen 

Verlauf des Einspeisemassenstroms aus der Typenuntersuchung für eine LOCA-

Störfallsequenz entsprechend der Beschreibung in Kapitel 5.2 mit 70 cm² Leckfläche. 

Die Unterschiede in den Kurvenverläufen sind wesentlich durch das unterschiedlichen 

Druckbeaufschlagungen sowie die Wirkung der abweichenden Federcharakteristik des 

komprimierten N2-Polsters in den DSP bedingt. Sie führt bei Typ II zu einem früheren 

Einspeisestart und höhere Einspeisemassenströme aus den DSP. Die Massenstrom-

spitzen der Einspeisungen sind Folge des Systemdruckabfalls bei der Übernahme der 

Nachkühlpumpenbespeisung, welche bei Typ II-Bauweise ca. 530 s vor der Vergleichs-

rechnung mit Typ I eintritt.  

 

Abb. 5.20 Einspeisemassenstrom aus dem Druckspeicher in der Typenuntersuchung 
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In Abb. 5.21 und Abb. 5.22 sind die PTS-relevanten Systemparameter Primärdruck und 

RDB-Innenwandtemperatur dargestellt. Sie zeigen, dass zu Beginn der DSP-Einspei-

sung das kalte Borwasser mit Typ II im Vergleich früher drucksenkend auf den Primär-

kreis wirkt. Ab ca. 1 400 s führt die angepasste Federcharakteristik des N2-Polsters eher 

in Richtung einer Druckstabilisierung als bei Typ I. Die größere eingespeiste Gesamt-

masse an Kühlmittel mit Typ II-DSP führt bis zum Ende des betrachteten Zeitraums zu 

einem leicht erhöhten Systemdruck.  

 

Abb. 5.21 Druckverlauf des Primärsystems in der Typenuntersuchung 

 

Abb. 5.22 RDB-Innenwandtemperatur in der Typenuntersuchung 
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Auf den Verlauf der RDB-Innenwandtemperatur in Abb. 5.22 zeigt sich eine Auswirkung 

während der Haupteinspeisephase der Druckspeicher. Der höhere Einspeisemassen-

strom von Typ II senkt die Temperatur an der Wandoberfläche mit einem mittleren Delta 

von ca. 10 °C gegenüber Typ I ab. Im weiteren Verlauf gleichen sich die Temperaturen 

wieder an. 

Für den Referenzparameter „radialer Temperaturgradient an der postulierten Riss-

spitze“ dT/dr ergibt sich in Folge das in Abb. 5.23 dargestellte Bild. Auch hier zeigt sich 

eine deutliche Auswirkung während der Haupteinspeisephase der Druckspeicher. Die 

Auslegung von Typ II führt zu einem höheren maximalen Temperaturgradienten. Im wei-

teren Verlauf des Störfalls gleichen sich die Werte in beiden Rechnungen wieder an. Für 

die vorliegenden Systemkonfigurationen scheint die Auslegungscharakteristik der DSP 

nach Typ II tendenziell ungünstiger mit Hinblick auf die PTS-Problematik. 

 

Abb. 5.23 Radialer Temperaturgradient an der postulierten Rissspitze in der Typenun-

tersuchung 

5.4.2 Einfluss des Abfahrens mit 100 K/h als Handmaßnahme 

Als zusätzliche Unsicherheit zu den berücksichtigten Parametern der Referenz KWU-

DWR-Anlage wurde der Ausfall bzw. eine Verzögerung des Abfahrens mit 100 K/h als 

Handmaßnahme untersucht. Dazu wurde vor Durchführung der eigentlichen Unsicher-

heitsanalyse der Einfluss auf die PTS-relevanten Systemparameter überprüft. Bei klei-

nen Leckgrößen zeigt das Verhalten der Sekundärseite noch deutlichen Einfluss auf den 

Störfallverlauf. Abb. 5.24 zeigt den Primärdruckverlauf bei der 70 cm²-KMV-Störfall-
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sequenz mit und ohne Einleitung des 100 K/h Abfahrens. Durch die geringere Energie-

abfuhr über die Sekundärseite bei Ausfall des Abfahrens mit 100 K/h zeigt die Rechnung 

ein stabil höheres Druckniveau bis ca. 2 000 s. Bei ca. 2 200 s kommt es zu einem star-

ken und rapiden Druckabfall in Verbindung mit einer hohen DSP-Einspeiserate. Mit Ende 

der Einspeisung über die Sicherheitseinspeisepumpe (SEP) durch das Signal „Flutbe-

hälter leer“ kommt es zu einem zweiten raschen Druckabfall (t = 6 000 s). 

Abb. 5.25 zeigt den Vergleich im Verhalten der Noteinspeisung. Entsprechend des an-

haltend höheren Drucks im Primärkreis zeigt sich ein geringerer Massenstrom über die 

SEP bei Ausfall des Abfahrens mit 100 K/h. Bei ca. 2 200 s steigt der Einspeisemassen-

strom aus den DSP kurzzeitig massiv an. Bei ca. 6 000 s endet die Einspeisung der SEP 

mit „Flutbehälter leer“. Die Nachkühlpumpen können die Kernkühlung aufgrund des ho-

hen Druckniveaus erst verzögert übernehmen. Der geringere Einspeisemassenstrom 

aus dem ECCS führt zu einem weniger starken Temperaturabfall an der RDB-Oberfläche 

bei Ausfall des 100 K/h Abfahrens (siehe Abb. 5.26). Das Temperaturniveau liegt in der 

Spätphase des Störfalls nur leicht oberhalb des Vergleichsfalls mit 100 K/h Abfahren. 

Sowohl das Maximum in der Hauptkühlphase (1 200 – 2 000 s) als auch der Anstieg des 

radialen Temperaturgradienten in der RDB-Wand zu Beginn der Einspeisung liegen bei 

Ausfall des Abfahrens mit 100 K/h unterhalb des Vergleichsfalls. Für die vorliegenden 

Systemkonfigurationen deuten diese Ergebnisse darauf hin, dass ein zügiges Auslösen 

des Abfahrens mit 100 K/h tendenziell ungünstiger mit Hinblick auf die PTS-Problematik 

ist. 
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Abb. 5.24 Primärdruckverlauf in der Vergleichsrechnung zum 100 K/h Abfahren 

 

Abb. 5.25 Einspeisemassenstrom des Not- und Nachkühlsystems mit und ohne Aus-

lösung des Abfahrens mit 100 K/h 
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Abb. 5.26 Wandoberflächentemperatur im Ringraum mit und ohne Auslösung des Ab-

fahrens mit 100 K/h 

 

Abb. 5.27 Radialer Temperaturgradient an der postulierten Rissspitze mit und ohne 

Auslösung des Abfahrens mit 100 K/h 
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6 Durchführung der Best-Estimate plus Uncertainty (BEPU)-
Analysen 

6.1 Die GRS-Methode zur Durchführung von BEPU-Analysen 

Die GRS-Methode zur Berücksichtigung von Unsicherheiten in der deterministischen Si-

cherheitsanalyse ist eine statistische Methode, die auf Monte-Carlo-Simulation basiert. 

Das schematische Vorgehen innerhalb der Methode ist in Abb. 6.1 dargestellt. Wesent-

liche Voraussetzungen der Monte-Carlo-Simulation sind das Identifizieren der relevan-

ten unsicheren Eingangsparameter des eingesetzten Rechenprogramms sowie die Fest-

legung der zugehörigen Wertebereiche, Wahrscheinlichkeitsverteilungen und Abhängig-

keiten zwischen einzelnen Parametern. Aus diesen Informationen werden durch einfa-

che Zufallsauswahl Kombinationen von Parameterwerten generiert und als Eingabe-

werte für das Rechenprogramm verwendet. Die Rechenläufe auf Basis der Eingabe-

werte liefern eine Stichprobe von Ergebnissen, die anschließend statistisch ausgewertet 

wird. 

 

Abb. 6.1 Monte Carlo Simulation im Kontext der GRS-Methode zur BEPU-Analyse 

Wichtigste Kenngrößen der statistischen Auswertung im Rahmen einer PTS-Analyse 

sind die einseitigen (95 %, 95 %) Toleranzgrenzen für Referenzgrößen, welche Rück-

schlüsse auf die thermomechanische Belastung des RDB zulassen. Wird eine LOCA-

Analyse zum Sicherheitsnachweis eines Auslegungsstörfalls (2F-Bruch/großes Leck) 

durchgeführt, ist eine der wichtigsten Kenngrößen die maximale Hüllrohrtemperatur. 

Wert und Richtung unsicherer Parameter können sich je nach Zielgröße unterscheiden 

und unter Umständen gegenläufige Anforderungen stellen. 
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Die obere einseitige (95 %, 95 %) Toleranzgrenze ist derjenige Wert einer Zielgröße, 

welcher mit einer Wahrscheinlichkeit von mindestens 95 % bei einer statistischen Si-

cherheit von mindestens 95 % nicht überschritten wird. Die untere Toleranzgrenze ist 

dementsprechend derjenige Wert der Zielgröße, welcher mit gleicher Wahrscheinlichkeit 

und statistischer Sicherheit nicht unterschritten wird. Werden beide Werte für denselben 

Parameter innerhalb einer Analyse betrachtet, so spricht man vom zweiseitigen Toleranz

intervall. Im Falle einer strukturmechanischen PTS-Analyse mit Berücksichtigung von 

Unsicherheiten wäre der begrenzende Wert (zulässige Grenzwert C𝑧𝑧𝑧𝑧𝑧𝑧) durch die Bruch-

zähigkeitskurve des RDB-Materials bestimmt. Zu ermitteln wäre hier das untere Tole-

ranzlimit der zulässigen Sprödbruchübergangstemperatur RTNDTzul, welche sich aus der 

Berechnung der Lastpfadkurven ergibt (vgl. Kapitel 2.4). Ein solches Vorgehen ist nach 

deutschem Regelwerk zum Sprödbruchsicherheitsnachweis des RDB nicht gefordert. 

Die zulässige Sprödbruchübergangstemperatur RTNDTzul ist durch thermohydraulische 

Systemanalysen, wie sie Gegenstand der vorliegenden Untersuchung sind, nicht direkt 

zugänglich. Aus diesem Grund sind alternative Zielgrößen festzulegen, welche Rück-

schlüsse auf die RDB-Belastung zulassen und direkt oder indirekt aus ATHLET-

Ergebnissen abgeleitet werden können. In Kapitel 5.3.3 wurden dazu die Temperaturdif-

ferenz über der RDB-Wand ∆TRDB auf Höhe der postulierten Rissposition sowie der ra-

diale Temperaturgradient an der Rissspitze dT/dr als Referenzparameter identifiziert und 

bilden somit nachfolgend die Zielgrößen der Unsicherheitsanalyse. 

Die Berechnungen zu Unsicherheiten und Sensitivität der Ergebnisse wurden mit dem 

von der GRS entwickelten Analyseprogramm SUSA durchgeführt (/KLS 15/, /KLS 16/). 

In den folgenden Absätzen wird das mathematische Verfahren für die statistische Nach-

weisführung beschrieben. Das Nachweiskriterium mit Bezug auf die einseitige obere 

(𝛽𝛽 × 100 % ;  𝛾𝛾 × 100 % ) Toleranzgrenze 𝐶𝐶𝛽𝛽,𝛾𝛾  für die Zielgröße 𝐶𝐶 (Criteria) kann wie folgt 

formuliert werden: 

𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃�𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃�𝐶𝐶 ≤ 𝐶𝐶𝛽𝛽,𝛾𝛾� ≥ 𝛽𝛽� ≥ 𝛾𝛾 !  (6.1) 

𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃(∙) steht für Wahrscheinlichkeit im Sinne von Überdeckungswahrscheinlichkeit oder 

Konfidenzlevel. Der Konfidenzlevel 𝛾𝛾 gibt die Wahrscheinlichkeit dafür an, dass die aus 

einer Stichprobe des Umfangs 𝑛𝑛 ermittelte Toleranzgrenze einen Anteil von 

≥ 𝛽𝛽 × 100 %   der möglichen 𝐶𝐶-Werte überdeckt. 
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Bei der GRS-Methode werden die Toleranzgrenzen entsprechend des nichtparametri-

schen Ansatzes von Wilks berechnet (/WIL 41/, /WIL 42/). Nichtparametrisch bedeutet, 

dass die Berechnung der Toleranzgrenzen keine Annahmen über die Verteilung der aus-

zuwertenden Ergebnisgröße (Zielgröße 𝐶𝐶) erfordern. Eine wichtige Voraussetzung für 

die Berechnung der Toleranzgrenzen nach Wilks ist allerdings, dass die vorliegenden 

Werte der auszuwertenden Größe einer einfachen Zufallsauswahl entsprechen. Eine 

solche Zufallsauswahl für das Rechenergebnis erhält man, indem die einzelnen Werte-

kombinationen der unsicheren Parameter, mit denen die Berechnungen der Zielgröße 

durchgeführt werden, über ein einfaches Zufallsauswahlverfahren ermittelt werden. 

Eine weitere wichtige Voraussetzung zur Berechnung der Toleranzgrenzen nach Wilks 

ist eine Mindestanzahl an Werten, die für die auszuwertende Größe vorliegen muss. 

D. h. es muss eine Mindestanzahl an Simulationsläufen durchgeführt werden, um auf 

der Basis der vorliegenden Ergebnisgrößenschar die Toleranzgrenzen nach Wilks be-

rechnen zu können. Bzgl. der einseitigen oberen (𝛽𝛽×100 %; 𝛾𝛾×100 %) Toleranzgrenze 

wird das Minimum für die Anzahl 𝑛𝑛 an Simulationsläufen berechnet: 

1 − 𝛽𝛽𝑛𝑛 ≥ 𝛾𝛾.  (6.2) 

Stellt sich zusätzlich die Frage nach der unteren Toleranzgrenze ergibt sich die Formel 

zur Berechnung des zweiseitigen Toleranzintervalls zu: 

1 − 𝛽𝛽𝑛𝑛  −  𝑛𝑛 ∙ (1 − 𝛽𝛽) ∙ 𝛽𝛽𝑛𝑛−1 ≥ 𝛾𝛾  (6.3) 

Die Mindestanzahl für 𝑛𝑛 hängt demnach von der geforderten Überdeckungswahrschein-

lichkeit 𝛽𝛽 und dem geforderten Konfidenzlevel 𝛾𝛾 ab. Die Mindestanzahl an erforderlichen 

Simulationsläufen für die Berechnung der einseitigen oberen (95 %, 95 %) Toleranz-

grenze ist 𝑛𝑛 = 59. In diesem Fall entspricht das Maximum aller 59 Zielgrößenergebnis-

werte der oberen einseitigen Toleranzgrenze. Zur Berechnung des zweiseitigen Tole-

ranzintervalls ist nach Formel (6.3) eine Mindestanzahl von 93 Simulationsläufen 

erforderlich. Wenn mehr Rechenläufe durchgeführt werden, entspricht nicht das Maxi-

mum, sondern ein Wert niedrigerer Ordnung der Toleranzgrenze. Wenn z. B. 𝑛𝑛 =  100  

Simulationsläufe durchgeführt werden, entspricht der zweitgrößte Wert der einseitigen 

oberen (95 %, 95 %) Toleranzgrenze. 
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6.2 Definition / Auswahl und Einbau der zu variierenden unsicheren Para-
meter und Parameterbereiche 

6.2.1 Auflistung und Beschreibung der verwendeten unsicheren Parameter 

Die unsicheren Parameter (Tab. 6.1) und deren Verteilungsparameter (Tab. 6.2) wurden 

weitgehend den folgenden Berichten entnommen: GRS-A-2177 /GLA 94/, GRS-A-3279 

/GLA 05/, GRS-A-3436 /GLA 08a/, GRS-A-3438 /DRA 08/, GRS-A-3443 /GLA 08/, 

GRS-A-3685 /AUS 13/. Alle zusätzlichen Parameter werden in den nachfolgenden Un-

terkapiteln beschrieben. 
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Tab. 6.1 Parameterliste der unsicheren Parameter mit Dokumentationshinweisen 
Par.
Nr. Par. ID Parameter Name Einheit Wert Quelle der Unsicherheitsdefinition 

und -verteilung Bemerkungen 

1 ODHCC 
Multiplikationsfaktor für die relative Ge-
schwindigkeit in Querverbindungen, Kern, 
oberes Plenum und Ringraum 

- 1 Beurteilung der Experten, GRS-A-3685 
/AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 9 

 

2 ODANU Multiplikationsfaktor für die relative Ge-
schwindigkeit, Vertikale Ringraumgeometrie - 1 

Validierung der Korrelation für Ringraumgeo-
metrie und Beurteilung von Experten, GRS-
A-3685 /AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 8 

 

3 TURB Turbulenzfaktor für Verdampfung bei kriti-
scher Ausströmung (Bruch) - 10 

Super Moby Dick und Sozzi & Sutherland  
Experimente /SOZ 75/, GRS-A-3685 
/AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 2 

 

4 ODVPI Korrekturfaktor für relative Geschwindigkeit, 
Vertikale Rohre (Pipe) - 1 

GE Blowdown Experiment, Wilson und Tos-
hiba /ISH 78/, GE Blowdown- und Wilson-
Drift-Experimente /SKO 88/ und zahlreiche 
integrale Experimente, GRS-A-3685 
/AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 5 

 

5 ODHPI Korrekturfaktor für relative Geschwindigkeit, 
Horizontale Leitungen (Pipe) - 1 

UPTF Experimente, TPTF Experimente, IVO 
Experimente /SKO 88/, GRS-A-3685 
/AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 6 

 

6 ODBUN Korrekturfaktor für relative Geschwindigkeit, 
Bündelgeometrie, Heizstabbündel - 1 

Validierung der Korrelation für Brennstabbün-
del /LEF 98/ und Ingenieursabschätzung, 
GRS-A-3685 /AUS 13/, Tab. 5.2-1, Para. 7   

 

7 OHWFC 
Einphasige Konvektion in Wasser (Dittus-
Boelter, MC Eligot) – Korrekturfaktor, Alle 
Oberflächen mit Wärmeübertragung 

- 1 
Analysen der KWU Experimente mit 25-Stab-
bündel /VOJ 82/ und Ingenieursabschätzung, 
GRS-A-3685 /AUS 13/, Tab. 5.2-1, Para. 24   

 

8 OHWNC 
Einphasige Naturkonvektion in Wasser – Kor-
rekturfaktor; Alle Flächen mit Wärmeübertra-
gung 

- 1 GRS-A-3443 /GLA 08/, Kapitel 3.5.1.3,  
Parameter 6 

 

9 OHWNB 
Blasensieden (modifizierte Chen Korrelation) 
– Korrekturfaktor; Alle Flächen mit Wärme-
übertragung 

- 1 
Analysen der KWU Experimenten mit 25-
Stabbündel /VOJ 82/ und Ingenieursabschät-
zung, GRS-A-3685, Tab. 5.2-1, Para. 25   

 

10 IHTC1 
Modell für Dampf-Tropfenkühlung: 1=modifi-
zierte Dougall-Rohsenow / 2=Condie-Bengs-
ton IV Korrelation 

- 1 GRS-A-3443 /GLA 08/, Kapitel 3.5.1.3, Pa-
rameter 9, Siehe Parameter OHWFB 

 

11 OHWFB 
Dampf-Tropfenkühlung: modifizierte Dougall-
Rohsenow / Condie-Bengston IV Korrelation 
– Korrekturfaktor, Kern 

- 1 

Literatur /GOT 85/, /NIJ 80/ und Analysen der 
KWU-Experimente mit 25-Stabbündel 
/VOJ 82/, GRS-A-3685 /AUS 13/, Tab. 5.2-1, 
Parameter 26 

 



 

 

56 

Par.
Nr. Par. ID Parameter Name Einheit Wert Quelle der Unsicherheitsdefinition 

und -verteilung Bemerkungen 

12 IHTC3 Modell für einphasige Zwangskonvektion in 
Dampf: 1=Dittus-Boelter II / 2=Mc Eligot - 2 GRS-A-3443 /GLA 08/, Kapitel 3.5.1.3,  

Parameter 7, siehe OHVFC 
Kern: TFJKA0KE10-Pbjekte, Dampferzeuger: 
TFJEA10SR1-Objekte   

13 OHVFC 
Einphasige Konvektion in Dampf Dittus-Boel-
ter II / Mc Eligot – Korrekturfaktor; alle Flä-
chen, mit Wärmeübertragung 

- 1 
Parameter 28, Literatur /GOT 85/ und Exper-
tenbeurteilung, GRS-A-3685 /AUS 13/, 
Tab. 5.2-1, Parameter 28 

 

14 ICHF1 
Kritische Heizflächenbelastung Minimalwert 
aus 3 Korrelationen / Biasi Korrelation – Kor-
rekturfaktor, Kern    

- 0 Literatur /GOT 85/, /WIC 91/, /NIJ 80/, GRS-
A-3685 /AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 29  

15 OMCON Korrekturfaktor für Direktkondensation - 1 

HDR Kondensations-Experiment /TES 93/, 
UPTF-TRAM Experiment /PAP 96/ und Beur-
teilung der Programmentwickler, GRS-A-
3685 /AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 32 

 

16 ZB Zahl der Blasen pro Einheitsvolumen, Primär- 
und Sekundärkreislauf 1/m³ 5.00E+09 

Moby Dick und Sozzi & Sutherland Experi-
mente zur kritischen Ausströmung /SOZ 75/ 
und zahlreiche Integral-Experimente, GRS-A-
3685 /AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 30 

 

17 ZT Zahl der Tropfen pro Einheitsvolumen, Pri-
mär- und Sekundärkreislauf 1/m³ 5.00E+09 

Moby Dick und Sozzi & Sutherland Experi-
mente zur kritischen Ausströmung /SOZ 75/ 
und zahlreiche Integral-Experimente,  
GRS-A-3685 /AUS 13/, Tab. 5.2-1,  
Para. 31    

 

18 HTCLO 
Wärmeverluste an die Umgebung, Außenflä-
chen des Primärkreislaufes und der Dampfer-
zeuger 

- 1 ATHLET-Nachrechnungen von KKWs und in-
genieurmäßige Abschätzung  

RDB (HCJAA...), DH (HCJEC...), DE (HCJEA...), 
FD (HCLBA...) Sekundärseite: HTCLO=2  
 

19 FAKWLF Faktor der Wärmeleitfähigkeit des Basisma-
terials  - 1 

Fehler ca. 5 %. Siehe z. B. Richter, F. „Die 
physikalischen Eigenschaften der Stähle: 
Das 100-Stähle-Programm." Arbeitskreis 
Thermophysik in der GEFTA (2010). 

 

20 FAKCPL Faktor der Wärmekapazität des Basismateri-
als  - 1 

Fehler ca. 5 %. Siehe z. B. Richter, F. „Die 
physikalischen Eigenschaften der Stähle: 
Das 100-Stähle-Programm." Arbeitskreis 
Thermophysik in der GEFTA (2010). 

 

21 OADDI 
Maximales spezifisches Volumen für Begren-
zung der Verdampfungskorrelation, Primär- 
und Sekundärkreislauf   

- 0.2 GRS-A-3443 /GLA 08/, Kapitel 3.5.1.3,  
Parameter 17 

 

22 ROU0 Wandrauigkeit der Dampferzeuger U-Rohre m 7.00E-06 /DRA 08/ GRS-A-3438, Tab 2.1-5,  
Parameter 21 

 

23 ROU0C Wandrauigkeit im heißen BE m 5.00E-07 GRS-A-3438 /DRA 08/, Tab. 2.1-5, Para. 23  
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Par.
Nr. Par. ID Parameter Name Einheit Wert Quelle der Unsicherheitsdefinition 

und -verteilung Bemerkungen 

24 ROU0ECC Wandrauigkeit in der ECC-Einspeiseleitung m 1.50E-05 GRS-A-3443, /GLA 08/, Kap. 3.5.1.10, Pa-
rameter 37,  

Übertragung der Formverlustwerte in Wirkung auf 
die Wandrauigkeit 

25 ZECC Variation der Formverluste in der ECC-
Einspeiseleitung 

 1 Ingenieursabschätzung (Kap. 6.2.3) und 
BEMUSE, Annex 1, Table 1 /BEM 09/ 

 

26 ZFCCO 
Korrekturfaktor für Druckverlustbeiwerte der 
„Cross Connection“ im Ringraum und Reak-
torkern 

- 1 GRS-A-3443 /GLA 08/, Kap. 3.5.1.10,  
Parameter 37 

 

27 AKITAR Korrekturfaktor für Reaktivitätstabelle als 
Funktion der KM-Dichte - 1 Vergleichsrechnungen verschiedener Kernre-

aktoren und Ingenieursabschätzung  

28 AKITAF Korrekturfaktor für Reaktivitätstabelle als 
Funktion der Brennstofftemperatur  - 1 Vergleichsrechnungen verschiedener Kernre-

aktoren und Ingenieursabschätzung  

29 AKITAZ Korrekturfaktor für Externreaktivität (speziell 
für die D-Bänke-Steuerbänke) - 1 Vergleichsrechnungen verschiedener Kernre-

aktoren und Ingenieursabschätzung  

30 RPODC Korrekturfaktor für die Nachzerfallsleistung - 1 GRS-A-3279 /GLA 05/, Kap.6.1.12, Para. 45 Korrektur der Bezugsleistung von 3950 MW 

31 QROD0K00 Korrekturfaktor der Reaktorleistung  1 siehe Kapitel 6.2.2 
Beinhaltet Mess- und Kalibrierfehler der  
Leistungsberechnung sowie Unsicherheit der  
Generatorleitung 

32 WCPB Korrektur der Wärmeleitfähigkeit des Brenn-
stoffs - 1 GRS-A-3443 /GLA 08/, Parameter 40  

33 WLFM Korrekturfaktor der Wärmekapazität des 
Brennstoffs - 1 GRS-A-3443 /GLA 08/, Parameter 41  

34 EPS Konvergenzkriterium - 0.001 GRS-A-3279 /GLA 05/, Kapitel 6.1.5,  
Parameter 55 

Die Grenzen wurden aus Stabilitätsgründen von 
10-2 und10-4 auf einen Bereich von 5*10-3 und 
1*10-4 reduziert, Vergleichsrechnungen zeigten 
kaum Unterschiede 

35 TJN Temperatur der Druckspeicher und des Not-
speisewassers °C 30 GRS-A-3443 /GLA 08/, Kap.3.5.1.13, Par.51 

Wassertemperatur wird breit, innerhalb eines  
realistischen Rahmens variiert. Der kleinste Wert 
wird konservativ auf 5 °C festgelegt. 

36 OFI2V 
Zweiphasen-Multiplikator für vertikale Rohre, 
Martinelli-Nelson Korrelation – Korrekturfak-
tor, Vertikale Leitungen 

- 1 Literatur: /BEA 82/, GRS-A-3685 /AUS 13/, 
Tab. 5.2-1, Parameter 22 

 

37 OFI2H 
Zweiphasen-Multiplikator für horizontale 
Rohre, Martinelli- Nelson Korrelation – Kor-
rekturfaktor, Horizontale Leitungen 

- 1 Literatur: /BEA 82/, GRS-A-3685 /AUS 13/, 
Tab. 5.2-1, Parameter 23 

 

38 OIHST 

Zwischenphasenreibung bei geschichteter 
Strömung und Wellenströmung im Horizonta-
len, Horizontale Leitungen, Rohr – Multiplika-
tionsfaktor 

- 1 
IME Toulouse Experiment zur Zwischenpha-
sen-Reibung /FAB 87/, GRS-A-3685 
/AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 10 
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Par.
Nr. Par. ID Parameter Name Einheit Wert Quelle der Unsicherheitsdefinition 

und -verteilung Bemerkungen 

39 OIHSB 

Zwischenphasenreibung bei Blasen-, Kolben-
blasen- und Schaumströmung im horizonta-
len Rohr – Multiplikationsfaktor; Horizontale 
Leitungen 

- 1 
Analysen der ANL Experimente /ISH 79/ und 
ingenieurmäßige Abschätzung, GRS-A-3685 
/AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 11 

 

40 OIHT1 

Kritische Geschwindigkeit für den Übergang 
von geschichteter Strömung zur Schwall-strö-
mung im horizontalen Rohr – Multiplikations-
faktor; Horizontale Leitungen 

- 1 
TPTF und UPTF Experimente /SKO 01/, 
GRS-A-3685 /AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parame-
ter 13 

 

41 OIHT2 

Kritische Geschwindigkeit für den Übergang 
von nichtdisperser zur disperser Strömung im 
horizontalen Rohr – Multiplikationsfaktor; Ho-
rizontale Leitungen 

- 1 

Harwell Experimente von Whalley und Fells 
/SKO 99/ und ingenieurmäßige Abschätzung, 
GRS-A-3685 /AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parame-
ter 14 

 

42 OIVPI 
Zwischenphasenreibung bei nicht-disperser 
Strömung im vertikalen Rohr – Multiplikati-
onsfaktor; Vertikale Rohre 

- 1 

GE Experimente /HEW 86/, Toshiba Experi-
mente /ISH 78/, Wilson Drift-Experimente 
/SKO 88/ und andere, GRS-A-3685 
/AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 17 

 

43 OIBUN 
Zwischenphasenreibung bei nicht-disperser 
Strömung im vertikalen Bündel – Multiplikati-
onsfaktor; Brennstabbündel 

- 1 
PERICLES und THETIS-Experimente 
/SKO 01/, /GLA 05/, GRS-A-3685 /AUS 13/, 
Tab. 5.2-1, Parameter 16 

 

44 OENBU 
Multiplikationsfaktor für kritische Geschwin-
digkeit für Wassermitriss; Heizstabbündel im 
Kernsimulator 

 1 
FLECHT-Experiment, Experimente für Rohr-
geometrie und ingenieurmäßige Abschätzg., 
GRS-A-3685 /AUS 13/, Tab. 5.2-1, Para. 20 

 

45 OIVTP 

Kritische Geschwindigkeit für den Übergang 
von nichtdisperser zu disperser Strömung im 
vertikalen Rohr – Multiplikationsfaktor; Verti-
kale Leitungen außerhalb des Kerns 

- 1 
Harwell Experimente von Whalley und Fells 
/SKO 99/ und ingenieurmäßige Abschätzung, 
GRS-A-3685 /AUS 13/, Tab. 5.2-1, Para. 19 

 

46 OIVDI 
Zwischenphasenreibung bei disperser Trop-
fenströmung im vertikalen Rohr – Multiplikati-
onsfaktor; Vertikale Leitungen 

- 1 
Analysen der AN- Experimente /ISH 79/ und 
ingenieurmäßige Abschätzung, GRS-A-3685 
/AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 18 

 

47 OIHDI 
Zwischenphasenreibung bei disperser Trop-
fenströmung im horizontalen Rohr – Multipli-
kationsfaktor; Horizontale Leitungen 

- 1 
Analysen der ANL Experimente /ISH 79/ und 
ingenieurmäßige Abschätzung, GRS-A-3685 
/AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 12 

 

48 OPLAML Transport Stoffwert, Wärmeleitfähigkeit des 
Wassers – Korrekturfaktor - 1 Auswertung der Abweichungen der ATHLET 

Stoffwerte von IAPWS-97 Daten /POI 18/ 
 

49 OPLAMV Transport Stoffwert, Wärmeleitfähigkeit des 
Gases – Korrekturfaktor - 1 Auswertung der Abweichungen der ATHLET 

Stoffwerte von IAPWS-97 Daten /POI 18/ 
 

50 OPCPL 
Transport Stoffwert, Wärmekapazität des 
Wassers (nur Transport Eigenschaft) – Kor-
rekturfaktor 

- 1 Auswertung der Abweichungen der ATHLET 
Stoffwerte von IAPWS-97 Daten /POI 18/ 
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Par.
Nr. Par. ID Parameter Name Einheit Wert Quelle der Unsicherheitsdefinition 

und -verteilung Bemerkungen 

51 OPCPV 
Transport Stoffwert, Wärmekapazität des Ga-
ses (nur Transport Eigenschaft) – Korrek-
turfaktor 

- 1 Auswertung der Abweichungen der ATHLET 
Stoffwerte von IAPWS-97 Daten /POI 18/ 

 

52 OFRIC Koeffizient für den Anteil von Wasser und 
Dampf an der Wandreibung; Alle Leitungen - 0 Beurteilung der Experten, GRS-A-3685, 

/AUS 13/, Tab. 5.2-1, Parameter 21 
 

53 HTCDC Faktor zum Wärmeüberganskoeffizienten im 
Ringraum (Downcomer) - 1 Anmerkungen zur Nachrechnung der UPTF-

TRAM Versuche /SON 97/  

54 T_RESA_VZ Verzögerungszeit zwischen Lecköffnung und 
Auslösen der RESA s 2 Ingenieursabschätzung Modellhafter Ersatz reduzierter Leittechnik 

55 T_RESA_LZ Laufzeit der RESA zwischen Auslösung und 
maximaler Abschaltreaktivität von -0.07 s 2 Ingenieursabschätzung Modellhafter Ersatz reduzierter Leittechnik 

56 T_ABVZ Verzögerung des 100 K/h Abfahrens s 120 
Annahme: Normalverteilung bildet die Vertei-
lung zur Verzögerung der Handmaßnahme 
zum Abfahren in erster Näherung ab  

 

57 T_POFF 
Totzeit zwischen Prozesssignal zum Ab-
schalten der Hauptkühlmittelpumpen und 
dem Abschalten 

s 0.5 GRS-A-3436 /GLA 08a/, Kap. 6,1.18,  
Parameter 56 

 

58 ECCPID Zeitkonstante zur Variation der Pumpenkenn-
linie der Nachkühlpumpe - 0.5 Ingenieursabschätzung  

Numerischer Parameter zur Dämpfung unphysika-
lischer Schwingungen in Rohrleitungen bei niedri-
gen Drücken. 

59 ECCNDMF Variation der Pumpenkennlinie Nachkühl-
pumpe (ND-Einspeisung) - 1 Ingenieursabschätzung (Kap. 6.2.4) und 

BEMUSE, Annex 1, Table 1 /BEM 09/ 
 

60 ECCHDMF Variation der Pumpenkennlinie Sicher-
heitseinspeisepumpe (HD-Einspeisung) - 1 Ingenieursabschätzung (Kap. 6.2.4) und 

BEMUSE, Annex 1, Table 1 /BEM 09/ 
 

61 PDSP Druck im Druckspeicher Pa 2.50E6 Ingenieursabschätzung, Kap. 6.2.5 und 
BEMUSE, Annex 1, Table 1 /BEM 09/ Best-Estimate-Wert nach KWU-Auslegung 

62 FHDSP Füllstand in den Druckspeichern  m 10.825 Ingenieursabschätzung, siehe Kapitel 6.2.6  
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Tab. 6.2 Parameterliste mit Angaben zum Verteilungstyp, den Verteilungsparametern und dem Verteilungsbereich der unsicheren  

Parameter 

Par. Nr. Parameter 
ID 

Distribution 
Type 

Distribution 
Parameter1 

Distribution 
Parameter2 Minimum Maximum F(Min) F(Max) x y w if 

given 
   

1 ODHCC Histogram   0.5 2.5 0 1 0.5  0.5 1  0.5 2.5  

2 ODANU Uniform 0.4 1.6 0.4 1.6 0 1     

3 TURB Log. Normal 2.29 0.65 0 50 0 0.99371     

4 ODVPI Polygonal Line   5.00E-01 1.50E+00 0.00E+00 1.00E+00 0.50  0.00E
+00 0.70  1.00 1.20  1.00 1.50  0.00E

+00 

5 ODHPI Polygonal Line   7.50E-01 2.25E+00 0.00E+00 1.00E+00 0.75  0.00E
+00 1.00  1.00 2.00  1.00 2.25  0.00E

+00 

6 ODBUN Polygonal Line   2.50E-01 2.00E+00 0.00E+00 1.00E+00 0.25  0.00E
+00 0.50  1.00 1.75  1.00 2.00  0.00E

+00 
7 OHWFC Uniform 8.50E-01 1.15E+00 8.50E-01 1.15E+00 0.00E+00 1.00E+00     

8 OHWNC Uniform 8.50E-01 1.15E+00 8.50E-01 1.15E+00 0.00E+00 1.00E+00     

9 OHWNB Uniform 8.00E-01 1.20E+00 8.00E-01 1.20E+00 0.00E+00 1.00E+00     

10 IHTC1 Discrete   1.00E+00 2.00E+00 0.00E+00 1.00E+00 1.00  0.50 2.00  0.50   

11 OHWFB            

12 IHTC3 Discrete   1.00E+00 2.00E+00 0.00E+00 1.00E+00 1  0.5 2  0.5   

13 OHVFC            

14 ICHF1 Discrete   0.00E+00 4.00E+00 0.00E+00 1.00E+00 0.00E+00  0
.50 4.00  0.50   

15 OMCON Histogram   5.00E-01 2.00E+00 0.00E+00 1.00E+00 0.50  0.50 1.00  0.50 2  

16 ZB Log. Triangular 5.00E+09  1.00E+08 1.00E+10 0.00E+00 1.00E+00     

17 ZT Log. Triangular 5.00E+09  1.00E+08 1.00E+10 0.00E+00 1.00E+00     

18 HTCLO Uniform 0.99 1.01 0.99 1.01 0 1     

19 FAKWLF Normal 1 0.03 0.95 1.05 0.0477903 0.95221     

20 FAKCPL Normal 1 0.03 0.95 1.05 0.0477903 0.95221     
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Par. Nr. Parameter 
ID 

Distribution 
Type 

Distribution 
Parameter1 

Distribution 
Parameter2 Minimum Maximum F(Min) F(Max) x y w if 

given 
   

21 OADDI Uniform 2.00E-01  1.20E+00 2.00E-01 1.20E+00 0.00E+00 1.00E+00     

22 ROUO Polygonal Line   2.00E-06 2.00E-05 0 1 2E-06  0 4E-06  1 1E-05  1 2E-05  0 

23 ROUOC Polygonal Line   1.50E-08 1.00E-05 0 1 1.5E-08  0 2E-06  1 5E-06  1 1E-05  0 

24 ROUECC Polygonal Line   1.00E-05 0.0001 0 1 1E-05  0 2E-05  1 5E-05  1 0.0001  0 

25 ZECC Polygonal Line   0.1 5.5 0 1 0.1  0 0.2  1 3  1 5.5  0 

26 ZFCCO Histogram   0.4 5 0 1 0.4  0.5 2  0.5 5  

27 AKITAR Uniform 0.85 1.15 8.50E-01 1.15E+00 0 1     

28 AKITAF Uniform 9.40E-01 1.06E+00 9.40E-01 1.06E+00 0.00E+00 1.00E+00     

29 AKITAZ Uniform 9.30E-01 1.07E+00 9.30E-01 1.07E+00 0.00E+00 1.00E+00     

30 RPODC Normal 1 0.04 0.9 1.1 0.00620965 0.99379     

31 QROD0K00 Normal 1 0.01 0.97 1.03 0.00134991 0.99865     

32 WCPB Uniform 0.96 1.04 9.60E-01 1.04E+00 0 1     

33 WLFM Uniform 8.80E-01 1.12E+00 8.80E-01 1.12E+00 0.00E+00 1.00E+00     

34 EPS Log. Triangular 0.001  1.00E-04 5.00E-03 0 1     

35 TJN Normal 20 8 5 40 0.0303964 0.99379     

36 OFI2V Log. Normal -0.274 0.339 0.2 2 4.09E-05 0.99783     

37 OFI2H Log. Normal -0.545 0.411 0.1 2.5 9.50E-06 0.99981     

38 OIHST Histogram   0.2 2 0 1 0.2  0.5 1  0.5 2  

39 OIHSB Histogram   0.35 3.5 0 1 0.35  0.5 1  0.5 3.5  

40 OIHT1 Uniform 1 3 1 3 0 1     

41 OIHT2 Uniform 1 2 1 2 0 1     

42 OIVPI Histogram   0.35 2.5 0 1 0.35  0.5 1  0.5 2.5  

43 OIBUN Histogram   0.01 2.5 0 1 0.01  0.5 1  0.5 2.5  0.5  
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Par. Nr. Parameter 
ID 

Distribution 
Type 

Distribution 
Parameter1 

Distribution 
Parameter2 Minimum Maximum F(Min) F(Max) x y w if 

given 
   

44 OENBU Uniform 1 3 1 3 0 1     

45 OIVTP Uniform 1 1.5 1 1.5 0 1     

46 OIVDI Uniform 0.8 1.2 0.8 1.2 0 1     

47 OIHDI Uniform 0.8 1.2 0.8 1.2 0 1     

48 OPLAML Uniform 0.992 1.008 0.992 1.008 0 1     

49 OPLAMV Uniform 0.985 1.015 0.985 1.015 0 1     

50 OPCPL Uniform 0.99 1.01 0.99 1.01 0 1     

51 OPCPV Uniform 0.955 1.045 0.955 1.045 0 1     

52 OFRIC Uniform -3.2 4 -3.2 4 0 1     

53 HTCDC Uniform 0.8 1.2 0.8 1.2 0 1     

54 T_RESA_VZ Polygonal Line   1 5 0 1 1  0 2  1 4  1 5  0 

55 T_RESA_LZ Polygonal Line   0.5 4 0 1 0.5  0 1  1 3  1 4  0 

56 T_ABVZ Normal 300 150 0 600 0.0227501 0.97725     

57 T_POFF Normal 2 1 0 4 0.0227501 0.97725     

58 ECCPID Polygonal Line   0.4 1.1 0 1 0.4  0 0.5  1 0.8  1 1.1  0 

59 ECCNDMF Normal 1 0.04 0.9 1.1 0.00620965 0.99379     

60 ECCHDMF Normal 1 0.04 0.9 1.1 0.00620965 0.99379     

61 PDSP Normal 2500000 300000 1920000 2620000 0.0265976 0.65542     

62 FHDSP Log. Normal 2.3819 0.03 10.5 11.47 0.15478 0.97314     
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6.2.2 Korrekturfaktor Reaktorleistung 

Die Korrektur der Reaktorleistung wird durch die erlaubte Reaktorleistung PERL (Para-

meter 31 „QROD0K00“) bestimmt, welche für die untersuchte Referenzanlage zwischen 

-3 % bis +3 % schwanken darf. Diese Unsicherheit wird mit einer Normalverteilung ab-

gedeckt (siehe Abb. 6.2: PERL). Messfehler in der Durchflussmessung des Speisewas-

sers für die Bestimmung der Dampferzeugerleistung sowie Kalibrierfehler aus der Ab-

weichung zwischen gemessener Reaktorleistung und berechneter kurzzeitkorrigierter 

thermischer Reaktorleistung durch die Rechenschaltung werden nicht explizit berück-

sichtigt und fließen in die Unsicherheit der Reaktorleistungskorrektur mit ein.  

 

Abb. 6.2 Qualitative Dichteverteilung der Korrekturfaktoren für die Reaktorleistung 

(normiert auf das Maximum des Messfehlers) /POI 18/ 

Die ausgewählten Verteilungsparameter für die Normalverteilung der Reaktorleistungs-

korrektur sind ein Minimum von -0.03, ein Maximum von +0.03, 1.0 für Parameter p1 

und 0.01 für Parameter p2 (Tab. 6.2). 

6.2.3 Variation der Formverluste in der ECC-Einspeiseleitung  

Der Kühlmitteldurchsatz in den ECCS-Leitungen wird u. a. mit dem Korrekturfaktor für 

Formverlust ZECC (Parameter 25, Tab. 6.2) in der Unsicherheitsanalyse variiert. Im 

BEMUSE Programm „Best-Estimate Methods, Uncertainty and Sensitivity Evalua-

tion“ /BEM 09/ wird übergeordnet eine Unsicherheit beim Kühlmitteldurchsatz im Primär-

system vorgeschlagen. Da der Einfluss der Einspeiseleitungen in der vorliegenden Un-

tersuchung von besonderem Interesse ist, wurden ihre Formverluste explizit variiert. Um 

dem generischen Ansatz des thermohydraulischen Modells des ECCS Rechnung zu 
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tragen, ist ein breiter Parameterbereich bei gleichverteilter Wahrscheinlichkeit mit abfal-

lenden Flanken an den Extremwerten, eine sog. polygonale Verteilung, gewählt worden. 

Der Variationsreich des Formwiderstands reicht von einem geraden Rohr mit hoher 

Oberflächengüte (Minimum: 0.1) bis zu einem Wert, der in seiner Wirkung einem halb 

geschlossenen Plattenschieber entspricht (Maximum: 5.5). Entsprechende Werte kön-

nen der Fachliteratur entnommen werden (siehe z. B. /BOH 82/). Die Verteilungsdichte-

funktion ist in Abb. 6.3 gezeigt. 

 

Abb. 6.3 Dichtefunktion für Parameter 25 „ZECC“ 

6.2.4 Korrekturfaktor der ECCS-Pumpenkennlinien 

Die Pumpenförderkennlinie für die Not- und Nachkühlpumpe sowie die Sicherheitsein-

speisepumpe werden mit dem Korrekturfaktor ECCNDMF (Parameter 59) bzw. 

ECCHDMF (Parameter 60) in der Unsicherheitsanalyse variiert. Das BEMUSE Pro-

gramm „Best-Estimate Methods, Uncertainty and Sensitivity Evaluation“ /BEM 09/ emp-

fiehlt zur Berücksichtigung der Unsicherheit der Pumpenförderkennlinie eine Normalver-

teilung zwischen einem Minimum von 0.95 und einem Maximum von 1.05. Für die 

vorliegende Untersuchung wurde jedoch ein erweiterter Unsicherheitsbereich gewählt 

(Minimum: 0.9, Maximum: 1.1, Normalverteilung mit 1.0 für Parameter p1 und 0.04 für 

Parameter p2, Tab. 6.2). Die Verteilungsdichtefunktion für die Parameter 59 und 60 ist 
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in Abb. 6.4 gezeigt und wird für beide Pumpen verwendet. Die Variation innerhalb der 

dargestellten Verteilungsfunktion erfolgt für beide Pumpen unabhängig und zufällig. 

 

Abb. 6.4 Dichtefunktion für Par. 59 (ECCNDMF) und Par. 60 (ECCHDMF) 

6.2.5 Abweichung des Drucks im Druckspeicher 

Das BEMUSE Programm „Best-Estimate Methods, Uncertainty and Sensitivity Evalua-

tion“ /BEM 09/ empfiehlt zur Berücksichtigung der Unsicherheit beim Druckspeicher-

druck (Parameter 61 „PDSP“, Tab. 6.2) eine Normalverteilung zwischen einem Minimum 

von -0.2 MPa und einem Maximum von +0.2 MPa. Für die vorliegende Untersuchung 

wurde abweichend von dieser Empfehlung für „PDSP“ folgender Parameterbereich aus-

gewählt: Minimum: 1.92 MPa, Maximum: 2.62 MPa, Normalverteilung mit 2.5E6 für Pa-

rameter p1 und 3.0E5 für Parameter p2, da diese Werte den zulässigen Abweichungen 

der Referenzanlage entsprechen. Der Erwartungswert der Verteilung liegt dabei auf dem 

Sollwert der Druckspeicherdruckbeaufschlagung. Die Verteilungsdichtefunktion für den 

Parameter 61 „PDSP“ zeigt Abb. 6.5. 
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Abb. 6.5 Dichtefunktion für Parameter 61 „PDSP“ 

6.2.6 Abweichung des Füllstands in den Druckspeichern 

Die Füllstandsvariation in den Druckspeichern ergibt sich aus den zulässigen vorzuhal-

tenden Kühlmittelmengen in den Behältern. Eine Variation des Druckspeicherfüllstandes 

wirkt sich auf die zur Verfügung stehende Gesamteinspeisemenge aus den Druckspei-

chern aus. Deshalb wird der Füllstand für alle acht Druckspeicher in einer Simulation 

gleich variiert. Weiter wirkt sich eine Variation des Füllstands in den Druckspeichern 

auch auf das Stickstoffpolster und somit auf den dynamischen Entspannungsprozess 

während der Einspeisung aus. Die Höhe des Füllstandes im Druckspeicher zeigt damit 

direkten Einfluss auf den Verlauf der Einspeiserate während der Druckentlastung im Pri-

märkreis. 

Es wurde ein Unsicherheitsbereich für Parameter 62 „FHDSP“ (siehe Tab. 6.2) zwischen 

10.5 m und 11.47 m bei einer log. Normalverteilung mit Parameter p1 von 2.38 und Pa-

rameter p2 von 0.03 angesetzt. Diese Werte ergeben sich aus den zulässigen Mindest- 

und Maximalwassermengen der Referenzanlage, welche in den Druckspeichern vorzu-

halten sind. Die Verteilungsdichtefunktion des Parameter 62 „FHDSP“ ist in Abb. 6.6 ge-

zeigt. Der Erwartungswerte des Füllstandes liegt bei 10.825 m, entsprechend einer Kühl-

mittelmenge von 34 m³ bei 45 m³ Gesamtvolumen. 
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Abb. 6.6 Dichtefunktion für Parameter 62 „FHDSP“ 

6.3 Festlegung des Analyseumfangs 

Die vorgestellte Untersuchung wurde mit der GRS-Methode /GLA 08/ zur BEPU- und 

Sensitivitätsanalyse durchgeführt. Das Verfahren basiert auf dem nichtparametrischen 

Ansatz von Wilks /WIL 42/ zur Bestimmung der einseitigen oberen Toleranzgrenze eines 

mit Unsicherheiten behafteten Berechnungsergebnisses. Um das obere einseitige 95/95 

Toleranzlimit zu bestimmen, sind mindestens 59 Monte-Carlo-Simulationsläufe erforder-

lich, unabhängig von der Anzahl der berücksichtigten unsicheren Parameter. Eine be-

lastbare Sensitivitätsaussage ist jedoch weiter von der Anzahl der unsicheren Parameter 

abhängig. Für die untersuchten PTS-Sequenzen wurden 62 unsichere Parameter ent-

sprechend Tab. 6.1 einbezogen. Um damit zuverlässige Sensitivitätsaussagen zu erstel-

len, muss die Anzahl der Simulationen deutlich höher als die Anzahl der berücksichtigten 

unsicheren Parameter sein. Zur Durchführung einer aussagekräftigen Sensitivitätsana-

lyse existieren abweichende Empfehlungen. Für allgemein sicherheitsrelevante Applika-

tionen werden teils hohe Anforderungen mit n > 50 + 8m (n ... Anzahl Rechnungen; 

m ... Anzahl Parameter) /GRE 91/ gestellt. Für die drei in Kapitel 5.3 identifizierten Se-

quenzen mit den 62 in Tab. 6.1 dargestellten unsicheren Parametern bedeutete diese 

Forderung eine Durchführung von mehr als 1638 thermohydraulischen Simulationen. In 

den Ergebnissen des BEMUSE-Programms „Best-Estimate Methods, Uncertainty and 



 

68 

Sensitivity Evaluation“ /BEM 07/ zeigen schon deutlich niedrigere Simulationsanzahlen 

hinreichend aussagekräftige Sensitivitätsergebnisse. Das Vorgehen in diesem Vorhaben 

folgt der Empfehlung des BEMUSE-Programms /BEM 07/. Demnach sind dreimal so 

viele Simulationen durchzuführen wie unsichere Parameter berücksichtigt wurden. Dies 

führt zu einer Gesamtzahl von 186 thermohydraulischen LOCA-Simulationen pro Stör-

fallsequenz. Mit dieser Anzahl an Simulationen liegt die ermittelte einseitige Toleranz-

grenze nach Wilks bei der fünften Ordnung /GLA 08/. Eine Beurteilung der Güte der Sen-

sitivitätsergebnisse kann anschließend über das Bestimmtheitsmaß (R²) und eine 

Signifikanzuntersuchung (z. B. „t-test“) erfolgen.
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7 Durchführung der konservativen LOCA-Simulationen 

7.1 Definition der Konservativitäten 

Ein Ziel der vorliegenden Untersuchung ist es, die Konservativität von Randbedingungen 

bei Störfallsequenzen mit PTS-Relevanz zu überprüfen und Abweichungen zwischen 

Option 2 (Combined) und Option 3 (BEPU-Analysen) in Tab. 2.1 für deterministische Si-

cherheitsanalysen in Hinblick auf eine Verwendung als Eingabegrößen für strukturme-

chanische Analysen von RDB zu bestimmen und zu quantifizieren. Weiter sollen PTS-

relevante Konservativitäten geschärft werden. Basierend auf den Ergebnissen der Stör-

fallanalysen in Kapitel 5 wurden deshalb LOCA-Simulation mit konservativen Anfangs- 

und Randbedingungen durchgeführt. Die Konservativitäten in der zugrundeliegenden 

Störfallsequenz bleiben dabei unverändert, wie in Kapitel 5.1.2 beschrieben, bestehen. 

Das Leck befindet sich am Boden des heißen Strangs in Loop 1, um einen maximalen 

Energieaustrag aus dem thermohydraulischen System zu erzielen. Am ECCS wurde 

kein Einzelfehler unterstellt, da eine maximale Einspeiserate zu den ungünstigsten Be-

dingungen bezüglich PTS führt. Die Reaktorschnellabschaltung wird vom Reaktor-

schutzsystem mit voller Wirkung durch das Primärkreisdruckkriterium (p < 131 bar) aus-

gelöst. Zusätzlich wird der Notstromfall bei Störfalleintritt unterstellt, der zu einem 

sofortigen Auslaufen der Hauptkühlmittelpumpen und damit zu einem schnellen Eintre-

ten der Strömungsstagnation im Primärkreislauf führt. Sekundärseitig wird das Abfahren 

mit 100 K/h eingeleitet, da dies zusätzlich schnell Energie aus dem System abführt. Die 

Dampferzeugerbespeisung wird als Folge des Notstromfalls durch das Notspeisewas-

sersystem übernommen. 

Für die Analyse wurden weiter die folgenden Parameter auf die ungünstigste Grenze 

des Unsicherheitsbereichs gesetzt: 

• Nachzerfallsleistung: 90 % 

• Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials: 95 % 

• Wärmekapazität des Basismaterials: 105 % 

• Wassertemperatur im Druckspeicher/Flutbehälter: 5 °C 

• Füllstand im Druckspeicher: 97 % (Min. Auslegung) 
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• Druck im Druckspeicher: 105 % (Max. Auslegung) 

• Reibungsverlustbeiwerte der ECCS-Leitungen: -20 % 

• Reibungsverlustbeiwerte der Querverbindungen im Ringraum: +100 % 

• Erhöhung der Förderhöhe der HD und ND-Pumpen: +10 % 

• Turbulenzfaktor für Verdampfung bei kritischer Ausströmung: 0.1 

• Faktor zum Wärmeübergangskoeffizienten im Ringraum: +20 % 

Zusätzliche 15 Modellparameter der Wärmeübergangs- und Zweiphasenmodellierung 

sowie Unsicherheiten von Stoffwerten wurden ebenfalls auf die nach Expertenschätzung 

ungünstigste Grenze des Variationsbereiches gesetzt. Abb. 7.1 zeigt die Verschiebung 

der unsicheren Parameter mit Berücksichtigung der erwarteten Einflussrichtung auf die 

Belastung des RDB bezogen auf den Best-Estimate-Wert. Der Best-Estimate-Wert liegt 

in der Grafik demnach immer bei null. Der Betrag der Verschiebung steht in Beziehung 

zu dem zugrundeliegenden Variationsbereich des jeweiligen Parameters. Dieser ist in 

der Darstellung normiert und im Betrag immer eins. Bei Parametern, deren Einflussrich-

tung a priori unklar ist oder welche der Auswahl verwendeter Submodelle dienen, ent-

spricht der konservative „Wert“ dem Best-Estimate-Wert. Die Indizierung der Parameter 

entspricht der Auflistung in Tab. 6.1. 



 

71 

 

Abb. 7.1 Verschiebung der unsicheren Parameter für die konservative Analyse bezo-

gen auf den jeweiligen Best-Estimate-Wert 

Neben der konservativen Simulation mit den ungünstigsten Parameterwerten in Bezug 

auf PTS-Bedingungen wurde eine zusätzliche Simulation durchgeführt, bei der konser-

vative Parameterwerte verwendet wurden, wie sie für eine LOCA-Analyse mit der maxi-

malen Hüllrohrtemperatur (Peak Cladding Temperature, PCT) als Zielgröße (figure of 

merit) zur Anwendung kommen. Diese Art der Analyse ist Teil der klassischen Sicher-

heitsbewertung für Kernkraftwerke bei Auslegungsstörfällen und wird in die vorliegenden 

Untersuchungen einbezogen um eventuelle Abweichungen zwischen klassischer LOCA-

Analyse und PTS-spezifischer LOCA-Analyse zu quantifizieren. Eine Liste der ausge-

wählten Werte der konservativen Parameter in Bezug auf PCT findet sich in /POI 18/. 

7.2 Gegenüberstellung der konservativen und Best-Estimate-Ergebnisse 

Nachfolgend werden die Ergebnisse der konservativen Simulation der Störfallsequenz 

mit einer Leckgröße von 70 cm² mit den Ergebnissen der Best-Estimate-(BE)-Simulation 

aus Kapitel 5.2 verglichen. Abb. 7.2 zeigt wichtige primärseitige Systemparameter im 

Zeitverlauf. Dabei wird deutlich, dass der Druckabfall im System in der konservativen 

Simulation schneller voranschreitet als in der BE-Analyse (siehe Abb. 7.2, oben links). 

Dies führt über einen Zeitraum von ca. 2 000 s nach Störfallbeginn zu einem niedrigeren 

normalized range of variation 
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Druckniveau und erfüllt somit nicht die Forderung nach einem maximalen Primärdruck-

niveau entsprechend Forderung 4.) in Kapitel 5.1.1 nach /KAN 10/. Ursache für den 

schnellen Druckabfall ist u. a. das sofortige Auslösen des 100 K/h Abfahrens (siehe 

Abb. 7.3) nach Lecköffnung, sodass kein Verharren im Siedezustand bei höherem 

Druckniveau auf der Sekundärseite auftritt. Daraus folgt primärseitig eine unverzögerte 

Temperatur- und damit verbundenen Druckabsenkung. Ziel der sofortigen Auslösung 

des 100 K/h Abfahrens in der konservativen Simulation ist es, das Temperaturniveau im 

Primärkreis schnellstmöglich zu reduzieren. Der Kühlmittel- und damit auch der Energie-

austrag aus dem System über das Leck ist im Vergleich zur BE-Simulation deutlich stär-

ker (siehe Abb. 7.2, unten links). Dieses Verhalten fördert die Abkühlung des RDB. Da-

bei ist zu beachten, dass die thermomechanischen Belastungen der Behälterstruktur aus 

der schnellen Temperaturabsenkung unter den hier simulierten Bedingungen diejenigen 

aus der Innendruckbeanspruchung überwiegen. 

Abb. 7.3 zeigt einen nicht linearen Verlauf der Temperatur während des 100 K/h-Abfahr-

vorgangs. Die Ursache dafür liegt in der vereinfachten Modellierung des Analysesimula-

tors (siehe Kapitel 4) in Verbindung mit einer faktorisierten Druckkorrektur durch den 

Analysecode ATHLET. Während der ersten ca. 2 000 s nach Auslösen des Abfahrens 

mit 100 K/h ist die Abweichung vom vorgegebenen Gradienten nur gering (max. ± 2 K). 

Die Maxima der Bewertungskriterien (siehe Abb. 7.9) treten innerhalb dieser Zeitspanne 

auf, sodass der späteren Abweichung bezüglich der Aussagekraft der Ergebnisse keine 

Relevanz beigemessen wird. 

Die Nachzerfallsleistung ist in der konservativen Simulation reduziert (siehe Abb. 7.2, 

oben rechts), was den Energieeintrag in das System minimiert. Die Wiederauffüllung des 

Primärkreises nach Lecköffnung erfolgt zu einem früheren Zeitpunkt (siehe Abb. 7.2, un-

ten rechts; sowie Abb. 7.4) und endet bei niedrigeren Temperaturen, was sich in einer 

Zunahme des Primärkreisinventars im Vergleich zur BE-Simulation äußert (sie-

he Abb. 7.2, unten rechts). Grund dafür sind höhere Einspeiseraten (siehe Abb. 7.5) bei 

niedrigeren Einspeisetemperaturen. 
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Abb. 7.2 Zeitverläufe wichtiger Systemparameter für die konservative und Best-Esti-

mate-Analyse 

  

Abb. 7.3 Sekundärseitiger Druck- (links) und Temperaturverlauf (rechts) für die kon-

servative und Best-Estimate-Analyse 
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Abb. 7.4 Füllstand des RDB mit Kernaustrittshöhe bei 0 m (links) und Dampfgehalt 

am Kernaustritt (rechts) für die konservative und Best-Estimate-Analyse 

Durch den stärkeren Druckabfall speisen die Druckspeicher in der konservativen Simu-

lation ca. 500 s früher in den Primärkreis ein (siehe Abb. 7.5). Ein starker Temperatur-

abfall in den kritischen Bereichen im Downcomer findet allerdings schon davor 

statt (siehe Abb. 7.6, links) und ist durch eine höhere eingestellte Förderleistung der Si-

cherheitseinspeisepumpen, niedrigere Einspeisetemperaturen sowie ebenfalls durch 

das niedrigere Primärdruckniveau und der damit verbundenen höheren Einspeiseraten 

begründet.  

 

Abb. 7.5 Einspeisemassenstrom des ECCS beispielhaft in Loop 10 für die konserva-

tive und Best-Estimate-Simulation 
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Abb. 7.6 Vergleich der Fluidtemperaturen im Downcomer innerhalb und außerhalb 

der Strähne (links) sowie die zugehörigen Wärmeübergangskoeffizien-

ten (rechts) für die konservative und Best-Estimate-Analyse 

Dieses Abkühlverhalten im thermohydraulischen System zeigt entsprechende Auswir-

kungen auf die Temperaturprofile in der RDB-Wandstruktur, welche für die thermome-

chanische Belastung des RDB von großer Bedeutung sind. Als wichtige Bewertungskri-

terien wurden in Kapitel 5.3.3 radiale Temperaturgradienten an der tiefsten Stelle des 

Risspostulats (siehe Kapitel 5.3.2) sowie die Gesamttemperaturdifferenz über die RDB-

Wand identifiziert, welche im Folgenden auch zur Bewertung der Simulationsergebnisse 

herangezogen werden. Abb. 7.7 zeigt die Temperaturprofile der konservativen und BE-

Simulation auf Höhe der kernnahen Schweißnaht zum Zeitpunkt der aufgetretenen Ma-

xima der radialen Temperaturgradienten an der tiefsten Stelle des Risspostulats. Zwi-

schen den Zeitpunkten liegen aufgrund des unterschiedlichen Einspeiseverhaltens des 

ECCS ca. 300 s. In der konservativen Simulation zeigt sich durch eine niedrigere einge-

stellte Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials sowie durch das frühere Auftreten des Gra-

dientenmaximums eine höhere Temperatur an der RDB-Außenseite sowie eine höhere 

Gesamttemperaturdifferenz über die RDB-Wand inkl. der Plattierung als in der BE-

Analyse. Die Temperatur an der RDB-Wandinnenseite ist bei der konservativen Simula-

tion ca. 20 K niedriger. 
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Abb. 7.7 Vergleich der Temperaturprofile in der RDB-Wand für die konservative und 

Best-Estimate-Simulation zum Zeitpunkt des Auftretens der maximalen ra-

dialen Temperaturgradienten (kons.: t = 1 300 s, b. e.: t = 1 600 s) 

Die Ergebnisse der Analyse hinsichtlich der Referenzparameter „radialer Temperatur-

gradient an der Rissspitze“ dT/dr sowie „Temperaturdifferenz über die RDB-Wand“ ∆T 

sind in Abb. 7.8 dargestellt. Neben der konservativen Simulation in Bezug auf die PTS-

Problematik und der BE-Simulation sind auch die Ergebnisse der Simulation mit konser-

vativen Anfangs- und Randbedingungen mit maximaler Hüllrohrtemperatur (PCT) als 

Zielgröße dargestellt. Dabei wird deutlich, dass die Parameterauswahl der konservativen 

Simulation bezüglich PTS zum höchsten Wert des lokalen Gradienten sowie zu seinem 

steilsten zeitlichen Anstieg in der Frühphase des Störfalls führt, während die konserva-

tive Simulation bezüglich PCT das niedrigste Maximum erreicht. Begründet ist dies 

dadurch, dass zum Erreichen einer maximalen Hüllrohrtemperatur direkt vor Eintritt des 

Störfalls eine maximale Energiemenge im thermohydraulischen System gespeichert sein 

und diese Energie im Verlauf des Störfalls möglichst lange im System gehalten werden 

muss. In Bezug auf die thermomechanische Beanspruchung des RDB (PTS) wird die 

Situation im Gegensatz dazu immer kritischer, je schneller die Energie aus dem System 

ausgetragen werden kann, da eine schnellere Abkühlung zu höheren Spannungswerten 

im Strukturmaterial des RDB führt. Folglich ändert sich die Richtung der Konservativität 

in Abhängigkeit von der Zielgröße, welche die Störfallbewertung bestimmt. Es kann ge-

schlussfolgert werden, dass eine klassische konservative LOCA-Analyse mit PCT als 

Zielgröße nicht geeignet ist, um daraus konservative Aussagen zur PTS-Problematik ab-

zuleiten. 
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Abb. 7.8 Radialer Temperaturgradient (links) und Temperaturdifferenz über die RDB-

Wand (rechts) für die konservative PTS-spezifische Simulation, konserva-

tive Simulation mit PTC als Zielgröße und Best-Estimate-Simulation 

Die oben vorgestellten konservativen und BE-Analysen wurden für alle in Kapitel 5.3 

identifizierten Störfallsequenzen durchgeführt. Abb. 7.9 zeigt zusammenfassend eine 

Gegenüberstellung der Ergebnisse der konservativen Simulationen für die Referenzpa-

rameter „radialer Temperaturgradient an der Rissspitze“ dT/dr sowie „Temperaturdiffe-

renz über die RDB-Wand“ ∆T. Für die radialen Temperaturgradienten (siehe Abb. 7.9, 

links) der Leckgrößen 70 cm² und 100 cm² sind die lastbestimmenden Maxima klar iden-

tifizierbar und liegen bei dT/dr (70 cm²) = 1.62 K/mm bzw. dT/dr (100 cm²) = 1.68 K/mm. 

In der Sequenz mit 30 cm² Leckgröße treten zwei Maxima in einem zeitlichen Abstand 

von etwa 300 s auf, welche beide einen Wert von etwa dT/dr (30 cm²) = 1.5 K/mm auf-

weisen. In dem Verlauf der Wandtemperaturdifferenz (siehe Abb. 7.9, rechts) treten bei 

der Sequenz mit 100 cm² Leckgröße in Folge einer hohen Bespeisungsrate aus den 

Druckspeichern teils starke kurzzeitige Schwankungen mit Maximalwerten von bis zu 

∆T(100 cm²) = 209 K auf. Derartig kurze Temperaturschwankungen können allerdings 

nicht tief genug in das Basismaterial eindringen, um die Spannungswerte am tiefsten 

Punkt des Risspostulats kritisch zu erhöhen. Von größerer Bedeutung für die RDB-

Belastung ist deshalb das bei ca. 200 K liegende Temperaturdifferenzplateau. In der 

Störfallsequenz mit 70 cm² Leckgröße bildet sich ein gleichartiges Plateau mit einem 

etwa gleichhohen Maximum aus. Das Maximum der 30 cm²-Sequenz liegt ca. 10 K tiefer 

bei ∆T (30 cm²) = 190 K und ist im Bereich des Temperaturdifferenzplateaus durch eine 

Warmwasserrückspülung unterbrochen, welche aus einer kurzfristigen Strömungsum-

kehr im Leckstrang durch den abfallenden Umlaufmassenstrom bedingt ist. Dieses Er-

eignis ist ebenfalls verantwortlich für das Auftreten des doppelten Maximums im Verlauf 

des radialen Temperaturgradienten dieser Störfallsequenz. 
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Abb. 7.9 Gegenüberstellung der drei untersuchten Störfallsequenzen unter konser-

vativen Annahmen bzgl. PTS für den radialen Temperaturgradienten an der 

Rissspitze (links) und die Temperaturdifferenz über die RDB-Wand (rechts) 

7.3 Bewertung durch eindimensionale strukturmechanische Analyse 

Um die thermomechanische Belastung des RDB im Verlauf der Störfallsequenzen unter 

konservativen Anfangs- und Randbedingungen umfänglich bewerten zu können, wurden 

die Aspekte einer strukturmechanischen Analyse in die Untersuchungen einbezogen. 

Dazu wurden die Verläufe der auftretenden Spannungsintensitätsfaktoren an der postu-

lierten Rissspitze über eindimensionale Modellgleichungen abgeschätzt. Eine Erläute-

rung zur angewendeten Methode findet sich in den Kapiteln 2.4.3 sowie 5.3.2. 

 

Abb. 7.10 Verlauf der Spannungsintensitätsfaktoren KI der Störfallsequenzen mit 

30 cm², 70 cm² und 100 cm² Leckfläche unter konservativen Anfangs- und 

Randbedingungen 
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Abb. 7.10 zeigt die Verläufe der Spannungsintensitätsfaktoren KI für die drei untersuch-

ten Störfallsequenzen sowie die Bruchzähigkeitskurve KIC nach Vorgabe der ASME 

/ASM 01/ als Funktion der Temperatur an der postulierten Rissspitze. Die Bruchzähig-

keitskurve ist zur Verdeutlichung unter Anwendung des strengen Tangentenkriteriums in 

denjenigen Tangentenpunkt der Kurvenschar verschoben worden, welcher die nied-

rigste zulässige Sprödbruchübergangstemperatur definiert. Diese ist hier durch die Se-

quenz mit 30 cm² Leckgröße bestimmt und liegt bei RTNDT = 87.5 °C. Sie entspricht in 

der gezeigten Darstellung keinem realen Grenzwert. 

Die Maximalwerte der Spannungsintensitätsfaktoren der Sequenzen mit 70 cm² und 

100 cm² liegen sehr nah beieinander (siehe Tab. 7.1), wobei das Maximum der Sequen-

zen mit 70 cm² mit KI = 3 527 MPa*mm1/2 bei einer um 10 K niedrigeren Rissspitzentem-

peratur von TRiss = 153.3 °C auftritt, was eine kritische Bedingung anzeigt. Die Ergeb-

nisse der berechneten Werte zu den Spannungsintensitätsfaktoren, den 

Rissspitzentemperaturen sowie den Sprödbruchübergangstemperaturen sind in den Ta-

bellen Tab. 7.1 für das Maximumkriterium (mit Berücksichtigung des WPS-Effekts) sowie 

Tab. 7.2 für das strengere Tangentenkriterium (ohne Berücksichtigung des WPS-

Effekts) zusammengefasst. 

Das Ergebnis zu der Untersuchung der Sequenz mit 30 cm² Leckgröße weist dabei eine 

Besonderheit auf. Der Kurvenverlauf zeigt bei einer Rissspitzentemperatur von 161.4 °C 

ein Maximum, fällt dann ab und steigt im weiteren Verlauf nochmals an, um bei 142.7 °C 

ein zweites Maximum auszubilden. Auch wenn dieser erneute Anstieg von KI 

mit 3 269 MPa*mm1/2 einen niedrigeren Absolutwert aufweist als das erste Maximum 

mit 3 432 MPa*mm1/2 so ist der Anstieg mit einer Lastzunahme und damit mit einem mög-

lichen Risswachstum verbunden und muss in die Bewertung einbezogen werden. Für 

die untersuchten Störfallsequenzen tritt somit die niedrigste Sprödbruchübergangstem-

peratur mit RTNDT = 112.9 °C durch den erneuten Anstieg von KI bei einer Leckgröße 

von 30 cm² auf, wenn das Maximumkriterium zur Bewertung herangezogen wird (siehe 

Tab. 7.1). Auch bei Anwendung des strengeren Tangentenkriteriums zeigt die Sequenz 

mit 30 cm² Leckgröße einen, wenn auch nur geringfügig, niedrigeren Wert als die beiden 

anderen untersuchten Sequenzen (siehe Tab. 7.2). Die niedrigsten Sprödbruchüber-

gangstemperatur des absoluten Maximums zeigt die Sequenz mit 70 cm² Leckgröße bei 

einem Wert von RTNDT = 120.2 °C. 
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Tab. 7.1 Auswertung der strukturmechanischen Analyse unter Berücksichtigung des 

WPS-Effekts (konservative Simulationen) 

Leckgröße 
[cm²] 

KImax 
MPa*mm1/2 

TRiss 
[°C] 

RTNDT 
[°C] 

30 3269 | 3432 142.7 | 161.4 112.9 | 129.5 

70 3527 153.3 120.2 

100 3522 163.8 130.8 

Tab. 7.2 Auswertung der strukturmechanischen Analyse ohne Berücksichtigung des 

WPS-Effekts – tangentes Kriterium (konservative Simulationen) 

Leckgröße 
[cm²] 

KI 
MPa*mm1/2 

TRiss 
[°C] 

RTNDT 
[°C] 

30  2062 93.9 87.5 

70 2098 97.7 90.3 

100 2059 96.6 90.3 
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8 Ergebnisse der Best-Estimate plus Uncertainty (BEPU)-
Analysen 

8.1 Gegenüberstellung der BEPU-Analyseergebnisse mit den konservati-
ven PTS-Simulationen 

Im Folgenden werden die Ergebnisse der Unsicherheitsanalyse denjenigen der konser-

vativen Analyse in Bezug auf PTS und den Best-Estimate-Ergebnissen gegenüberge-

stellt. 

Abb. 8.1 zeigt dazu zunächst die Simulationsergebnisse für den radialen Temperatur-

gradienten an der postulierten Rissspitze für alle 186 Simulationsläufe und die aus der 

Unsicherheitsanalyse ermittelte obere einseitige 95/95-Toleranzgrenze fünfter Ordnung 

nach Wilks sowie das Ergebnis der konservativen Simulation für die Störfallsequenz mit 

70 cm² Leckgröße. Es ist ersichtlich, dass auch für diese Analyse die konservative Si-

mulation bezüglich PTS zum höchsten Wert des lokalen Gradienten und zu seinem 

steilsten zeitlichen Anstieg führt. Die Maxima der 186 Simulationsläufe weichen um ma-

ximal 0.16 K/mm ab. In der späten Phase (t> 4 000 s) reduziert sich die Schwankungs-

breite der Ergebnisse deutlich auf nur etwa 0.05 K/mm. Die Differenz zwischen dem Ma-

ximum der konservativen Simulation und der oberen 95/95-Toleranzgrenze be-

trägt 0.1 K/mm. 

 

Abb. 8.1 Verläufe der radialen Temperaturgradienten (alle 186 durchgeführten Simu-

lationen der BEPU-Analyse, resultierende 95/95-Toleranzgrenze, konserva-

tive Simulation) für die Sequenz mit 70 cm² Leckgröße 
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Auffällig in der Darstellung von Abb. 8.1 ist, dass die Kurve der konservativen Simulation 

die 95/95-Toleranzgrenze bei ca. t = 1 500 s schneidet. Unter einer Proportionalitätsan-

nahme zwischen dem Referenzparameter und den Belastungswerten des RDB könnte 

dies darauf hinweisen, dass die thermomechanische Last auf den RDB im konservativen 

Fall im zeitlichen Verlauf der Sequenz unter die Vergleichsfälle sinkt, was per Definition 

nicht konservativ wäre. Die Ursache dieses Verhaltens liegt in unterschiedlichen Wirk-

richtungen von unsicheren Parametern im Verlauf der Störfallsequenz und wird als ein 

Ergebnis der zugehörigen Sensitivitätsanalyse offenbar. Eine detaillierte Erläuterung zu 

diesem Verhalten findet sich in Kapitel 9.2 zur Sensitivitätsanalyse. 

In Abb. 8.2 sind die Ergebnisse der durchgeführten Untersuchungen zum radialen Tem-

peraturgradienten an der Rissspitze zusammengefasst. Sie beinhaltet den ermittelten 

Unsicherheitsbereich, das obere einseitige Toleranzlimit mit 95 % Wahrscheinlichkeit bei 

95 % statistischer Sicherheit, das Ergebnis der konservativen Simulation in Bezug auf 

PTS sowie das Ergebnis der Best-Estimate-Analyse für die drei untersuchten Störfallse-

quenzen mit 30 cm², 70 cm² und 100 cm² Leckfläche. Die transparenten Flächen um-

schließen die aufgetretenen Minimal- und Maximalwerte der 186 Simulationen der Unsi-

cherheitsanalyse und bilden somit den Unsicherheitsbereich ab. 

Die Darstellungen zeigen, dass sich mit steigender Leckgröße die Streuung der Kurven-

schar reduziert. Die Best-Estimate-Analyse befindet sich in allen Sequenzen innerhalb 

des Unsicherheitsbandes und die konservative Simulation erreicht in allen Fällen das 

größte Maximum. Das qualitative Verhalten der Kurvenverläufe ist in allen Sequenzen 

sehr ähnlich mit der höchsten Streuung in der Umgebung der auftretenden Maxima und 

abnehmender Streuung in der Spätphase der Sequenzen. Lediglich in der Sequenz mit 

30 cm² Leckfläche kommt es ab ca. t = 6 500 s zu einer Zunahme der Streuung bedingt 

durch das späte Einspeisen der Druckspeicher bzw. durch die Zuschaltung der Not- und 

Nachkühlpumpen. Auch die insgesamt größte Streubreite des Unsicherheitsbands tritt 

in der Sequenz mit 30 cm² Leckgröße auf. Die Ursachen dafür werden als Ergebnis der 

Sensitivitätsanalyse deutlich und sind in Kapitel 9.1 näher erläutert. Zusammenfassend 

lässt sich sagen, dass bei einer Leckgröße, welche zu Grenzbedingungen nahe dem 

Abriss des Naturumlaufs führt, die Unsicherheiten in den Simulationsergebnissen stark 

ansteigen. 

Die oben beschriebene Überschneidung der Kurvenverläufe der konservativen Simula-

tion mit dem 95/95-Toleranzlimit und auch der Best-Estimate-Simulation tritt in allen un-

tersuchten Störfallsequenzen auf. 



 

83 

 

 

 

Abb. 8.2 Gegenüberstellung des berechneten Unsicherheitsbereiches mit 95/95-To-

leranzlimit zur konservativen und Best-Estimate-Simulation für die radialen 

Temperaturgradienten an der postulierten Rissspitze 
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Tab. 8.1 Ergebnisse der Vergleichsanalyse für das Maximum des Referenzparame-

ters „radialer Temperaturgradient an der postulierten Rissspitze“ dT/dr 

in [K/mm] 

Beschreibung 30 cm² 70 cm² 100 cm² 

Höchstes Maximum der USA* 1.48 1.56 1.59 

Tiefstes Maximum der USA* 0.99 1.29 1.38 

Erwartungswert 1.28 1.45 1.50 

Best-Estimate-Wert 1.25 1.44 1.47 

Oberes 95/95 TL 1.45 1.50 1.56 

Konservativ 1.52 1.62 1.68 

*USA: Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse 

Tab. 8.1 stellt die wichtigsten Ergebniswerte in Bezug auf den radialen Temperaturgra-

dienten für die untersuchten Störfallsequenzen gegenüber. Sie deuten in Summe darauf 

hin, dass mit steigender Leckgröße die maximalen Gradienten tendenziell steigen. 

Eine Untersuchung der Ergebnisverteilung zeigt auf, dass diese für alle Sequenzen an-

nähernd normalverteilt ist. Abb. 8.3 stellt die kumulierten Ergebnisse für die Maximal-

werte des radialen Temperaturgradienten einer entsprechend approximierten Normal-

verteilung gegenüber. Dabei wird deutlich, dass die Ergebnisse der Sequenzen mit 

70 cm² und 100 cm² mit hoher Signifikanz normalverteilt sind. Dies weißt zum einen auf 

eine zulässige und zum System passende Auswahl der Verteilungen der unsicheren Pa-

rameter hin, zum anderen zeigt ein Vergleich der Erwartungswerte der Normalverteilun-

gen mit den Ergebniswerten der Best-Estimate-Analyse, dass diese sehr nahe beieinan-

der liegen (siehe Tab. 8.1) was auf eine korrekte Auswahl der Best-Estimate-Werte 

innerhalb der Variationsbreite der 62 unsicheren Parameter aus Tab. 6.1 bzw. Tab. 6.2 

hindeutet. 

Die Ergebnisverteilung der 30 cm²-Sequenz weicht stärker von einer Normalverteilung 

ab als die anderen Sequenzen. Besonders am oberen Ende der Verteilung zeigt sich 

eine deutliche Abweichung, was auf einen Cliff-Edge-Effekt, also eine markante Ände-

rung im Störfallablauf, hindeutet. Auch hier gibt die Sensitivitätsanalyse Hinweise auf Art 

und Ursache der Abweichung, was in Kapitel 9.1 näher erläutert wird. 



 

85 

 

Abb. 8.3 Signifikanz der Übereinstimmung der Ergebnisverteilung zur Normalvertei-

lung für max(dT/dr) nach Kolmogorov-Smirnov für alle untersuchten Se-

quenzen (30 cm², 70 cm², 100 cm²) der Unsicherheitsanalyse 

Abb. 8.4 zeigt die Ergebnisse für den Referenzparameter „Temperaturdifferenz über die 

RDB-Wand“ entsprechend der Darstellungsform in Abb. 8.2. Diese stimmen qualitativ 

mit den Ergebnissen zum radialen Temperaturgradienten überein. Sowohl der Einbruch 

der Temperaturdifferenz in der Umgebung des Maximums der konservativen Simulation 

der Sequenz mit 30 cm² Leckfläche als auch die Fluktuation im Bereich der Maximums 

bei der Sequenz mit 100 cm² wurden bereits in Kapitel 7 näher erläutert und sind Folge 

des Abrisses des Naturumlaufs, respektive der Druckspeichereinspeisung. 

Auch hier deutet die Gegenüberstellung der Ergebnisse in Tab. 8.2 eine Zunahme des 

Referenzparameters mit steigender Leckgröße an, was auch durch die Darstellung der 

Ergebnisverteilung in Abb. 8.5 gestützt wird. Hier weisen alle Ergebnisse mit hoher Sig-

nifikanz eine Normalverteilung auf, deren Erwartungswert in guter Näherung dem be-

rechneten Best-Estimate-Wert entspricht. 

30 cm² 100 cm² 70 cm² 
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Abb. 8.4 Gegenüberstellung des berechneten Unsicherheitsbereiches mit 95/95-To-

leranzlimit zur konservativen und Best-Estimate-Simulation für die Tempe-

raturdifferenz über die RDB-Wand 
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Tab. 8.2 Ergebnisse der Vergleichsanalyse für das Maximum des Referenzparame-

ters „Temperaturdifferenz über die RDB-Wand“ ∆T in [K] 

Beschreibung 30 cm² 70 cm² 100 cm² 

Höchstes Maximum der USA* 187.3 192.2 199.5 

Tiefstes Maximum der USA* 144.3 167.8 175.7 

Erwartungswert 171.0 183.0 188.4 

Best-Estimate-Wert 164.6 186.2 188.8 

Oberes 95/95 TL 183.2 189.0 192.4 

Konservativ 190.0 198.0 199.0 | 208.5 

*USA: Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse 

 

Abb. 8.5 Signifikanz der Übereinstimmung der Ergebnisverteilung zur Normalvertei-

lung für max(dT/dr) nach Kolmogorov-Smirnov für alle untersuchten Se-

quenzen (30 cm², 70 cm², 100 cm²) der Unsicherheitsanalyse. 

  

30 cm² 100 cm² 70 cm² 
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8.2 Thermohydraulische Einflussparameter 

Die sich aus den ermittelten zweiseitigen Toleranzgrenzen ergebenden Unsicherheits-

bänder der wichtigen thermohydraulischen Einflussparameter Primärdruck, Fluidtempe-

ratur im Downcomer und Wärmeübergangskoeffizienten an der RDB-Innenwand im 

Downcomer sind für die drei untersuchten Störfallsequenzen in Abb. 8.6 bis Abb. 8.8 

dargestellt. Daraus lassen sich die thermohydraulischen Bewertungskriterien aus Kapi-

tel 5.1.1 ableiten. Diese Ergebnisse können als Grundlage für die Auswahl und Festle-

gung von Randbedingungen weiterführender strukturmechanischer Analysen zur ab-

schließenden Beurteilung PTS-relevanter Sequenzen herangezogen werden. 



 

89 

 

 

 

Abb. 8.6 Unsicherheitsbänder des primärseitigen Druckverlaufs für die drei unter-

suchten Störfallsequenzen 
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Abb. 8.7 Unsicherheitsbänder des Fluidtemperaturverlaufs im Downcomer für die 

drei untersuchten Störfallsequenzen 
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Abb. 8.8 Unsicherheitsbänder des Verlaufs der Wärmeübergangskoeffizienten im 

Downcomer für die untersuchten Störfallsequenzen (logarithmisch)
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9 Ergebnisse der Sensitivitätsanalysen 

Ziel der Sensitivitätsanalyse als ergänzende Untersuchung innerhalb des BEPU-

Ansatzes ist es, diejenigen Einflussfaktoren bzw. unsicheren Parameter zu identifizieren, 

welche im besonderen Maß zur Unsicherheit der Ergebnisse beitragen. Eine Schärfung 

des Kenntnisstandes zu Verteilung und Wertebereichen dieser Parameter ermöglicht es, 

die Unsicherheiten der thermohydraulischen Simulationsergebnisse zu reduzieren und 

somit zur Erhöhung der Ergebnisqualität der Analyse beizutragen. 

Die Berechnungen zu Unsicherheiten und Sensitivität der Ergebnisse wurden mit dem 

Analyseprogramm SUSA (Software für die Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse) 

durchgeführt (/KLS 15/, /KLS 16/). SUSA wird von der GRS entwickelt, um die Durch-

führung von Unsicherheits- und Sensitivitätsanalysen auf Basis von Monte-Carlo-Simu-

lationsmethoden zu erleichtern. Es kombiniert etablierte Methoden aus Wahrscheinlich-

keitsrechnung und Statistik mit einer grafischen Benutzeroberfläche. Das Konzept von 

SUSA ermöglicht es dem Benutzer, sich auf die Analyseeingabe zu konzentrieren, ein-

schließlich der Identifizierung der Eingabeparameter, die die Hauptunsicherheitsquellen 

des Rechenergebnisses darstellen, und der Formulierung der entsprechenden Unsicher-

heiten. Danach bietet SUSA Unterstützung, um die Unsicherheiten probabilistisch zu 

quantifizieren und die verschiedenen Schritte einer Unsicherheits- und Sensitivitätsana-

lyse durchzuführen. 

Um den Einfluss der Unsicherheiten in den Eingabeparametern auf die Unsicherheit des 

Ergebnisses zu quantifizieren, wurde in der Auswertung der Spearman-Rang-Korrelati-

onskoeffizient (Spearman’s Rank Correlation Coefficient, SRCC) verwendet. Dies er-

möglicht es, die Stärke des Einflusses eines Unsicherheitsparameters sowie die Rich-

tung dieses Einflusses abzuleiten. Ein positiver Wert des SRCC zeigt für steigende 

Werte des Unsicherheitsparameters einen Anstieg des betrachteten Ergebniswerts an, 

während ein negativer Wert einen Anstieg des betrachteten Ergebniswerts bei sinken-

den Werten des unsicheren Parameters anzeigt. Nähere Erläuterungen zum SRCC kön-

nen Standardwerken zur Statistik wie z. B. /VOS 00/ sowie dem Methodenhandbuch des 

Analyseprogramms SUSA /KLS 17/ entnommen werden. Die Signifikanzschwelle für 

den Korrelationskoeffizienten hängt von der Anzahl der durchgeführten Simulationsläufe 

ab und kann über verschiedene Verfahren, wie z. B. dem t-Test (siehe z. B. /VOS 00/) 

beurteilt werden. Als Ergebnis dieses Tests wird in der vorliegenden Untersuchung eine 

hinreichende Effektstärke ab einem Wert des SRCC von 0.165 angenommen. Parame-

ter mit einem hohen Wert für das SRCC tragen signifikant zur Ergebnisunsicherheit bei. 
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Es wird angenommen, dass Parameter mit Korrelationskoeffizienten kleiner als dieser 

Schwellwert als statistisches Rauschen einzuordnen sind. Die Aussagekraft der Sensiti-

vitätsergebnisse sollte weiter auch über das Bestimmtheitsmaß R² der Korrelationskoef-

fizienten beurteilt werden, welches ein Maß für die Anpassungsgüte der linearen Re-

gression in der Ergebniswolke darstellt. Die abschließende Einordnung der 

Sensitivitäten erfolgt unter Einbeziehung aller genannten statistischen Bewertungspara-

meter. Es wurden, wie in Kapitel 6.3 beschrieben, 186 Simulationen je untersuchter Stör-

fallkonfiguration zur Bestimmung der Sensitivitätskennwerte durchgeführt. Dabei wurden 

62 unsichere Parameter entsprechend der Auflistung in Tab. 6.1 und Tab. 6.2 verwen-

det. Die Darstellung der Ergebnisse erfolgt nachfolgend für ansteigende Leckgrößen. 

9.1 Ergebnisse zum 30 cm² Leck 

9.1.1 Ergebnisse bezüglich der Referenzparameter 

Abb. 9.1 zeigt die Rang-Korrelationskoeffizienten nach Spearman für die aufgetretenen 

Maxima des radialen Temperaturgradienten an der postulierten Rissspitze bei der Stör-

fallsequenz mit 30 cm² Leckgröße. Als signifikant werden diejenigen Werte betrachtet, 

deren Betrag nach der Erläuterung oben einem Wert von ≥ 0.165 entspricht. Die dazu-

gehörige Tab. 9.1 listet die Ergebnisse mit sinkenden Absolutwerten der SRCC, ergo 

sinkender Signifikanz, auf. Sie werden nachfolgend näher erläutert. 

 

Abb. 9.1 Spearmans Rangkorrelationskoeffizient für den maximalen radialen Tempe-

raturgradienten an der postulierten Rissspitze (Leckgröße: 30 cm²) 
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Tab. 9.1 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für das Maximum des radialen 

Temperaturgradienten an der postulierten Rissspitze bei Leckfläche 30 cm² 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

3 TURB Turbulenzfaktor Leckausströmung -0.32 

30 RPODC Nachzerfallsleistung -0.30 

22 ROUO Wandrauigkeit U-Rohre 0.22 

54 T_RESA_VZ Verzögerungszeit zwischen Lecköffnung und  
Auslösen der RESA 

-0.21 

26 ZFCCO Druckverlustbeiwerte in Downcomer-Kanälen 0.21 

56 T_ABVZ Verzögerung des 100 K/h Abfahrens -0.21 

19 FAKWLF Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials  -0.19 

60 ECCHDMF HD-Einspeisemenge 0.18 

38 OIHST Zweiphasenmodell horizontale Strömung 0.17 

TURB – Turbulenzfaktor Leckausströmung 

Dieser Parameter beeinflusst den Turbulenzgrad im Ausströmungsmodell des als Ventil 

modellierten Lecks. Kleine Werte des Turbulenzfaktors wirken sich positiv auf den Mas-

senstrom der Leckausströmung aus, der wiederum proportional zur Energieaustrittsrate 

über das Leck ist. Somit steigt für kleine Werte des Turbulenzfaktors die Abkühlrate auch 

im Ringraum, was sich positiv auf den Wert des auftretenden Maximum des radialen 

Temperaturgradienten an der postulierten Rissspitze auswirkt. Dieser negative Zusam-

menhang wird über das negative Vorzeichen des SRCC mit -0.32 indiziert. 

RPODC – Faktor zur Nachzerfallsleistung 

Eine geringere Nachzerfallsleistung liefert weniger Wärmeenergie nach der Reaktor-

schnellabschaltung nach, was zum einen das Temperaturniveau im System tendenziell 

verringert, zum anderen wird kaltes eingespeistes Notkühlmittel aus dem ECCS weniger 

stark aufgeheizt. Beides begünstigt die Abkühlung im Downcomer. Auch hier wird der 

negative Zusammenhang über das negative Vorzeichen des SRCC mit -0.3 angezeigt. 
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ROUO – Wandrauigkeit der Dampferzeuger (DE) U-Rohre 

Eine größere Wandrauigkeit in den U-Rohren der DE begünstigt den Wärmeübergang 

zur Sekundärseite und erhöht den Druckverlust über den DE, was dem Aufrechterhalten 

des Naturumlaufs entgegenwirkt. Bei der hier vorliegenden Leckgröße von 30 cm² 

kommt es je nach der zufälligen Zusammenstellung der unsicheren Parameter in einigen 

Simulationen erst vergleichsweise spät zu einem Abriss des Naturumlaufs, sodass der 

Wärmetransport über die DE im Störfallverlauf noch eine Rolle spielt. Somit zeigen die 

Wandrauigkeit der U-Rohre in den Dampferzeugern eine signifikant positive Korrelation 

zu der Temperaturabsenkung im Downcomer und somit zu dem Anstieg des radialen 

Temperaturgradienten an der postulierten Rissspitze. 

T_RESA_VZ – Verzögerungszeit zwischen Lecköffnung und Auslösen der RESA 

Eine Verzögerung der Auslösung der Reaktorschnellabschaltung (RESA) sorgt dafür, 

dass der Energieeintrag in das System nach der Lecköffnung länger aufrechterhalten 

bleibt und die Energiemenge demnach langsamer abnimmt. Dies wirkt sich negativ auf 

die Abkühlung im Downcomer aus. Je kürzer also die Verzögerung der RESA desto 

stärker die Abkühlung der RDB-Wand. Dieser negative Zusammenhang wird über das 

negative Vorzeichen des SRCC mit -0.21 indiziert. 

ZFCCO – Druckverlustbeiwerte in Downcomer-Kanälen 

Eine Erhöhung der Druckverlustbeiwerte in den Queraustauschkanälen (Cross-Connec-

tion-Objects) im Downcomer behindert eben diesen Austausch. Eine sich ausbildende 

Kaltwassersträhne unterhalb der Einspeisestelle wird also stärker daran gehindert sich 

in benachbarte Kanäle zu verteilen. Damit bleibt die Temperatur in den Einspeisekanä-

len niedriger, was die Kühlungsbedingung verbessert und zu einem höheren radialen 

Temperaturgradienten in der RDB-Wand führt. 

T_ABVZ – Verzögerung des 100 K/h Abfahrens 

Das Abfahren mit 100 K/h wurde als Handmaßnahme modelliert und innerhalb realisti-

scher Eingriffszeiten, auf Basis von Betriebs- und Schulungserfahrungen, variiert. Die 

Sensitivitätsanalyse zeigt, dass das Auslösen des rapiden sekundärseitigen Abfahrens 

sich negativ auf die PTS-Situation auswirken kann. Ursache dafür ist, dass mit einer 

schnellen Druckabsenkung auf der Sekundärseite der Energieaustrag aus dem System 

beschleunigt wird, was die globale Temperatur im Primärkreis verringert und damit auch 
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die Kühlungsbedingung im Downcomer verbessert. Dieser negative Zusammenhang 

wird über das negative Vorzeichen des SRCC mit -0.21 indiziert. 

FAKWLF – Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials  

Einen weiteren wichtigen Faktor stellt die Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials des 

RDB dar. Ist diese klein so findet ein Energietransport von der noch heißen RDB-

Außenwand zur kalten Innenseite nur langsam statt, was den Anstieg der Temperatur-

gradienten begünstigt. Mit sinkenden Werten der Wärmeleitfähigkeit steigen deshalb die 

Maxima der Simulationsergebnisse. 

ECCHDMF – Variation der Pumpenkennlinie der Sicherheitseinspeisepumpe 
(Hochdruckeinspeisung) 

Der Massenstrom der HD-Einspeisung wird über die Variation der Pumpenkennlinie der 

Sicherheitseinspeisepumpe beeinflusst. Diese Variation zeigt signifikanten Einfluss auf 

die Höhe der auftretenden radialen Temperaturgradienten in der RDB-Wand. Hohe Ein-

speiseraten kalten Wassers in das System entziehen ihm Energie durch Kondensation 

von Dampf sowie Erwärmung des eingespeisten Wassers. Außerdem verbessern hö-

here Strömungsgeschwindigkeiten an der Oberfläche der RDB-Wand die Kühlungsbe-

dingungen weiter, während warmes Wasser vermehrt verdrängt wird. Dies begründet 

die signifikant positive Korrelation von ECCHDMF mit der Zielgröße. 

OIHST – Zweiphasenmodell zur Zwischenphasenreibung in horizontalen Rohren 

Ein auf den ersten Blick überraschendes Ergebnis zeigt der letzte Wert, welcher sich an 

der Schwelle zur Signifikanz bewegt. Das Modell zur Zwischenphasenreibung beein-

flusst den Temperaturgradienten nur indirekt. Dieser Parameter wirkt sich auf die Druck-

verluste in horizontalen Rohren unter der Präsenz von Wasser und Dampf aus und be-

einflusst dadurch das Verhalten des Naturumlaufs. Der Abriss des Naturumlaufs 

wiederum begünstigt die Ausbildung von Temperaturschichtungen von Kühlwasser in 

horizontalen Leitungen was bessere Kühlungsbedingungen im Downcomer zur Folge 

hat. Eine Erhöhung der Zwischenphasenreibung lässt den Naturumlauf also frühzeitiger 

abreißen, was sich positiv auf die Höhe der Maxima der Temperaturgradienten in den 

Simulationen auswirkt. 
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9.1.2 Auswirkungen des Naturumlaufs 

In der Unsicherheitsanalyse in Kapitel 8 weist die Störfallsequenz mit 30 cm² Leckgröße 

die größte Streuung der Ergebnisse sowohl in Bezug auf die Höhe der Maxima der Re-

ferenzparameter als auch in Bezug auf den Zeitpunkt ihres Auftretens auf. Dies spiegelt 

sich auch in der Höhe des Bestimmtheitsmaßes der Regressionsanalyse in Abb. 9.1 wi-

der, welcher mit R² = 0.53 niedrig ist. Die Ursache dafür findet sich im Verhalten des 

Systems bezüglich des Naturumlaufs. Bereits in Kapitel 5.3.1 wurde aufgezeigt, dass 

sich bei der vorliegenden Systemkonfiguration des DWR-Simulators die 30 cm² Leck-

größe nahe an der Grenze zur Aufrechterhaltung eines stabilen Naturumlaufs befindet. 

Die Variation der unsicheren Parameter kann deshalb dazu führen, dass der Naturum-

lauf erst spät in der Störfallsequenz abreißt. Abb. 9.2 zeigt dazu das Streudiagramm der 

in den 186 durchgeführten Rechnungen aufgetretenen radialen Temperaturgradienten 

an der postulierten Rissspitze nahe ihrer Maxima im Bereich um t = 1 500 s in Korrela-

tion zum Massenstrom im kalten Strang als Maß für den Naturumlauf. Es zeigt sich, dass 

bei etwa einem Drittel der Rechnungen der Naturumlauf zu diesem Zeitpunkt klar abge-

rissen ist, während mit steigender Höhe des Umlaufmassenstroms die Temperaturgra-

dienten tendenziell abnehmen. Ausreißer sind dabei den starken Fluktuationen im Mas-

senstrom zuzuschreiben, welche Folge von z. B. Kondensationsprozessen sein können. 

 

Abb. 9.2 Streudiagramm zur Höhe des radialen Temperaturgradienten an der postu-

lierten Rissspitze in Korrelation zur Höhe des Naturumlauf in der Umgebung 

des auftretenden Maximum von dT/dr (t = 1 500 s) 
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Die Auswertung des Spearman Rangkorrelationskoeffizienten stützt diese These, wie 

in Abb. 9.3 bzw. Tab. 9.2 deutlich wird. Sie zeigt, dass tendenziell Parameter, welche 

den Energieaustrag und die Kühlungsbedingungen im Downcomer begünstigen, das 

Aufrechterhalten des Naturumlaufs negativ beeinflussen, indiziert durch jeweils entge-

gengesetzte Vorzeichen der signifikanten Einflussparameter. Außerdem zeigt sich ein 

hoher Einfluss der Zwischenphasenreibung in horizontalen Rohren OIHST, welche mit 

sinkenden Werten den Naturumlauf begünstigt. 

 

Abb. 9.3 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für den Massenstrom des Natur-

umlaufs im Loop 10 zum Zeitpunkt t = 1500 s bei Leckgröße 30 cm² 

Tab. 9.2 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für die Höhe des auftretenden 

Naturumlaufs bei einer Leckfläche von 30 cm² bei t =1 500 s 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

3 TURB Turbulenzfaktor Leckausströmung 0.27 

30 RPODC Korrekturfaktor für Nachzerfallswärme 0.24 

38 OIHST Zwischenphasenreibung Schichtenströmung 
im horizontalen Rohr 

-0.23 

36 OFI2V Wandreibung in vertikaler Strömung 0.18 

60 ECCHDMF HD-Einspeisemenge -0.17 
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Die Ergebnisse der Sensitivitätsanalyse bezüglich der maximalen Temperaturdifferenz 

über die RDB-Wand zeichnen ein ähnliches Bild wie die Ergebnisse zum radialen Tem-

peraturgradienten. Auffällig ist, dass vier Werte im Besonderen aus der Ergebnisschar 

der SRCC heraustreten. Neben den bereits oben im Kapitel näher erläuterten Parameter 

RPODC, ECCHDMF und TURB (siehe Tab. 9.2) zeigt hier auch ein Modellparameter zur 

Berechnung des Wärmeübergangs aus einphasiger Naturkonvektion OHWNC signifi-

kanten Einfluss: 

OHWNC – Wärmeübergang aus einphasiger Naturkonvektion 

Einphasige Naturkonvektion spielt für den Wärmeübergang in stagnierendem Wasser 

eine Rolle und beeinflusst direkt den Wärmetransport aus der RDB-Wand in das kalte 

Wasser im Downcomer. Steigende Werte des Parameters bewirken demnach eine Ab-

senkung der RDB-Innenwandtemperatur und somit eine Erhöhung der Temperaturdiffe-

renz über die Wandstruktur. 

Der Einfluss der anderen signifikanten Parameter T_ABVZ, FAKWLF, ROUO und 

T_RESA_VZ (siehe Tab. 9.1) wurde bereits oben in diesem Kapitel näher erläutert. 

 

Abb. 9.4 Spearmans Rangkorrelationskoeffizient für die maximale Temperaturdiffe-

renz über die RDB-Wand (Leckgröße: 30 cm²) 
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Tab. 9.3 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für das Maximum der Tempera-

turdifferenz über die RDB-Wand bei Leckfläche 30 cm² 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

30 RPODC Nachzerfallsleistung -0.39 

60 ECCHDMF HD-Einspeisemenge 0.36 

3 TURB Turbulenzfaktor Leckausströmung -0.34 

8 OHWNC Einphasige Naturkonvektion in Wasser 0.29 

56 T_ABVZ Verzögerung des 100 K/h Abfahrens -0.21 

19 FAKWLF Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials  -0.18 

22 ROUO Wandrauigkeit U-Rohre 0.17 

54 T_RESA_VZ Verzögerungszeit zwischen Lecköffnung und Aus-
lösen der RESA 

-0.17 

9.1.3 Beurteilung von Konservativitätsannahmen 

Die Sensitivitätsanalyse stellt weiter eine Möglichkeit dar, die Güte der Auswahl konser-

vativer Randbedingungen nach Expertenschätzung zu beurteilen und bisher in der kon-

servativen Rechnung nicht berücksichtigte, aber relevante Einflussparameter zu identi-

fizieren. Abb. 9.5 stellt dazu den berechneten SRCC mit der Auswahl der konservativen 

Parameter nach Expertenschätzung gegenüber. Die Abbildung stellt die Verschiebung 

der unsicheren Parameter mit Berücksichtigung der erwarteten Einflussrichtung auf die 

Belastung des RDB bezogen auf den Best-Estimate-Wert in der konservativen Simula-

tion als schwarze Kreise dar. Das Vorzeichen der rot markierten SRCC (vgl. Abb. 9.1) 

spiegelt die tatsächliche Einflussrichtung als Ergebnis der statistischen Auswertung wi-

der. Es wird deutlich, dass die Einflussrichtung der Konservativitäten in den meisten Pa-

rametern a priori richtig abgeschätzt wurde oder der Best-Estimate-Wert angesetzt wor-

den ist, wenn nur ein geringer Einfluss erwartet wurde. Eine qualitative Diskrepanz zeigt 

der Parameter 22 ROUO, also die Wandrauigkeit der U-Rohre. Bei Festlegung der kon-

servativen Parameter wurde diesem Parameter wenig Bedeutung beigemessen. Für die 

Konservativität wurde aber tendenziell ein negativer Einfluss erwartet, weil eine geringe 

Wandrauigkeit höhere Strömungsgeschwindigkeiten in den U-Rohren ermöglicht. Es 

wurde erwartet, dass dieser Effekt den Effekt des verbesserten Wärmeübergangs in 

Folge hoher Wandrauigkeit in Bezug auf die Kühlungsbedingungen überwiegt. Tatsäch-

lich tritt ein signifikanter Einfluss auf den Referenzparameter dT/dr nur in dieser 
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Störfallsequenz mit 30 cm² Leckgröße auf (vgl. Tab. 9.4 und Tab. 9.5), was darauf hin-

deutet, dass der Einfluss des Parameters auf den Naturumlauf hier von besonderer Be-

deutung ist. 

 

Abb. 9.5 Gegenüberstellung der Konservativitätsrichtung nach Expertenschätzung 

zu den Ergebnissen der Sensitivitätsanalyse 

9.2 Ergebnisse zum 70 cm² Leck 

9.2.1 Ergebnisse bezüglich der Referenzparameter 

Im Folgenden werden die Ergebnisse der Sensitivitätsanalyse zur Störfallsequenz mit 

70 cm² Leckgröße präsentiert. Abb. 9.6 zeigt dazu die Rang-Korrelationskoeffizienten 

nach Spearman für die aufgetretenen Maxima des radialen Temperaturgradienten an 

der postulierten Rissspitze. Gegenüber den Ergebnissen in Kapitel 9.1 zeigt sich dabei 

große Übereinstimmung in der Art der signifikanten Einflussparameter. Es ergeben sich 

aber auch kleinere Unterschiede. Das Bestimmtheitsmaß R² ist mit 0.75 deutlich höher 

als in der Störfallsequenz mit 30 cm² Leckgröße mit R² = 0.53, was auf eine höhere Aus-

sagekraft der Ergebnisse schließen und sich auf die geringere zeitliche Varianz der Ma-

xima zurückführen lässt. Die als signifikant identifizierten unsicheren Parameter sind 

in Tab. 9.4 zusammengefasst. Großen Einfluss haben demnach Parameter zum einpha-

normalized range of variation 

/ S
R

C
C
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sigen Wärmeübergang (OHWFC, OHWNC). Durch insgesamt höhere Strömungsge-

schwindigkeiten und stärkere Dynamik der Transportprozesse ist auch der Einfluss der 

Zwangskonvektion (OHWFC) im Downcomer in dieser Störfallsequenz von großer Be-

deutung. Weiter zeigen die Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials (FAKWLF), der Ein-

speisemassenstrom der Sicherheitseinspeisepumpen (ECCHDMF) und der Turbulenz-

faktor am Leck (TURB) entsprechend der Erläuterungen in Kapitel 9.1 signifikanten 

Einfluss auf die Ergebnisunsicherheit. 

 

Abb. 9.6 Spearmans Rangkorrelationskoeffizient für den maximalen radialen Tempe-

raturgradienten an der postulierten Rissspitze (Leckgröße: 70 cm²) 
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Tab. 9.4 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für das Maximum des radialen 

Temperaturgradienten an der postulierten Rissspitze bei Leckfläche 

A = 70 cm² 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

7 OHWFC Einphasige Zwangskonvektion in Wasser 0.41 

19 FAKWLF Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials  -0.38 

60 ECCHDMF HD-Einspeisemenge 0.31 

3 TURB Turbulenzfaktor Leckausströmung -0.27 

6 ODBUN Zweiphasen Relativgeschwindigkeit im  
Dampferzeugerbündel 

0.23 

8 OHWNC Einphasige Naturkonvektion in Wasser 0.21 

Ein zunächst überraschendes Ergebnis scheint der signifikante Einfluss der Zweipha-

senrelativgeschwindigkeit im Dampferzeugerrohrbündel (ODBUN) zu sein. Tatsächlich 

ergibt sich dieser Einfluss aus der Abfolge der Störfallverlaufs in Überlagerung mit dem 

zeitlichen Auftreten des dT/dr-Maximum und wird nachfolgend näher erläutert: 

ODBUN – Zweiphasenrelativgeschwindigkeit im Dampferzeugerrohrbündel 

Der Parameter zur Zweiphasenrelativgeschwindigkeit in vertikalen Bündelgeomet-

rien (ODBUN), welcher hier in den Dampferzeugerrohrbündeln wirksam wird, beeinflusst 

durch Veränderung in der Zwischenphasenreibung den Mitriss von Wassertropfen im 

Dampf. In der hier untersuchten Störfallsequenz sinkt der Füllstand im Dampferzeuger 

über einen Zeitraum von ca. 2 000 s bis in Höhe des Eintrittsplenums ab (siehe Abb. 9.7, 

links). Zum Zeitpunkt t = 1 000 s ist diese Freilegung weitgehend abgeschlossen. Wäh-

renddessen wird im Kern weiter Dampf produziert, welcher in Richtung DE strömt. Stei-

gende Werte von ODBUN sorgen für erhöhte Zwischenphasenreibung und damit für ver-

stärkten Mitriss von Wassertropfen aus dem DE-Eintrittsplenum in die U-Rohre. Dies 

führt zu einer Verbesserung der Kühlungsbedingungen und einer erhöhten Kondensati-

onsrate (siehe Abb. 9.7, rechts) was den Energieaustrag aus dem System und damit die 

thermomechanische Belastung des RDB potentiell befördert. Die Maxima der radialen 

Temperaturgradienten treten im Mittel zeitnah zu dem beschriebenen Phänomen 

auf (siehe Abb. 8.1) und werden deshalb im besonderen Maße davon beeinflusst, was 

sich in den Ergebnissen der Sensitivitätsanalyse in Tab. 9.4 widerspiegelt. In der 
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Störfallsequenz mit 30 cm² Leckgröße kommt es nicht zu einem derartigen Abfall im pri-

märseitigen DE-Füllstand, weshalb der Parameter dort nicht als sensitiv in Erscheinung 

tritt. 

 

 

Abb. 9.7 Dampfgehaltverteilung im Loop 1 (links) zum Zeitpunkt t = 1 000 s und Kon-

densations-/Verdampfungsrate am U-Rohr-Eintritt des DE (rechts) 

9.2.2 Sensitivitätsentwicklung im Störfallverlauf 

Bei einem Vergleich der Kurvenverläufe zum radialen Temperaturgradienten an der pos-

tulierten Rissspitze, wie in Abb. 9.8, wird ersichtlich, dass die Kurve der konservativen 

Simulation die 95/95-Toleranzgrenze sowie jene der Best-Estimate-Simulation bei ca. 

t = 1 500 s schneidet. Unter einer Proportionalitätsannahme zwischen dem Referenzpa-

rameter dT/dr und den Belastungswerten des RDB, könnte dies darauf hinweisen, dass 

die thermomechanische Last auf den RDB im konservativen Fall im zeitlichen Verlauf 

der Sequenz unter die Vergleichsfälle sinkt, was per Definition nicht konservativ wäre. 

Die Sensitivitätsanalyse zeigt die Ursache dieses Verhaltens auf. 
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Abb. 9.8 Vergleich der konservativen sowie Best-Estimate-Analyse zur Unsicher-

heitsanalyse (95/95-TL) für den radialen Temperaturgradienten an der pos-

tulierten Rissspitze bei Leckgröße 70 cm² 

Werden die SRCC der Sensitivitätsanalyse beim Auftreten des Maximums verglichen 

mit den SRCC zu einem Zeitpunkt in der Spätphase der Simulation nach Überschnei-

dung der Kurven (t ≥ 4 000 s) wird deutlich, dass unsichere Parameter, welche das Er-

gebnis signifikant beeinflussen, jeweils mit entgegengesetzten Vorzeichen vorkom-

men (siehe Abb. 9.9). Der zeitliche Verlauf der wichtigsten SRCC nach Tab. 9.4 in 

Abb. 9.10 unterstreicht diese Erkenntnis aufgrund des sichtbaren Vorzeichenwechsels 

von ECCHDMF, TURB, ODBUN und später auch OHWFC, also vier der sechs wichtigs-

ten Parameter. Begründet ist dies dadurch, dass Bedingungen, welche zu einem schnel-

len Energieentzug aus dem Basismaterial des RDB führen, die Menge an gespeicherter 

Energie im RDB-Material in der Spätphase der Störfallsequenz verringern, was die loka-

len Temperaturgradienten in dieser Spätphase reduziert. Eine abschließende Bewertung 

dieses Verhaltens mit Beurteilung der Konsequenzen für die Konservativität der ange-

setzten Anfangs- und Randbedingung erfolgt mittels einer eindimensionalen strukturme-

chanischen Analyse in Kapitel 11. 
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Abb. 9.9 Spearman-Rang-Korrelationskoeffizient für den radialen Temperaturgradi-

enten an der postulierten Rissspitze im Maximum (links) und in der 

Spätphase der Sequenz (t = 4 000 s, rechts) 

 

Abb. 9.10 Zeitlicher Verlauf der signifikanten unsicheren Parameter nach Tab. 9.4 für 

den radialen Temperaturgradienten an der postulierten Rissspitze 
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9.3 Ergebnisse zum 100 cm² Leck 

Die Sensitivitätsanalyse zur Störfallsequenz mit 100 cm² Leckgröße spiegelt ein nahezu 

identisches Bild zu den Aussagen aus der Analyse des 70 cm²-Lecks in Kapitel 9.2 be-

züglich der Sensitivitäten wider. Die Werte der SRCC zeigen für fünf der gleichen signi-

fikanten Parameter ähnlich hohe Werte an (vgl. Tab. 9.4 und Tab. 9.5). Lediglich der Pa-

rameter TURB liegt in dieser Störfallsequenz knapp unter der Signifikanzschwelle. 

Vermutlich ist dies darauf zurückzuführen, dass der Einfluss des Austrittsmassenstroms 

aus dem Leck bei 100 cm² Leckfläche einen kritischen Wert übersteigt und ein weiterer 

Anstieg zu keiner wesentlichen Verbesserung der Kühlungsbedingung führt, bedingt 

durch die thermische Trägheit des RDB-Materials. Weiter tritt in der Auswertung auch 

die Nachzerfallsleitung RPODC wie in Kapitel 9.1 wieder als signifikant in Erscheinung. 

Die SRCC dieses Parameters schwanken in allen durchgeführten Analysen mit gleichem 

Vorzeichen um den Wert der Signifikanzschwelle und ihr Einfluss auf den Referenzpa-

rameter ist in Kapitel 9.1 auch technisch begründet. Die Unsicherheit in der Nachzer-

fallsleistung sollte also in Unsicherheitsanalysen zu PTS stets als signifikant mit einbe-

zogen werden. Neben dem bereits in Kapitel 9.2 erläuterten Einflusses der Zweiphasen-

relativgeschwindigkeit in vertikalen Rohrbündeln (ODBUN) zeigt hier auch der Zweipha-

senmultiplikator in vertikalen TFO (OFI2V) einen Einfluss oberhalb der Grenze zum Sig-

nifikanzschwellwert: 

OFI2V – Zweiphasenmultiplikator in vertikalen TFO 

Dieser Parameter beeinflusst das Abströmen und die Gegenströmung in den vertikal 

verlaufenden TFO im Downcomer. Da bei der vorliegenden größeren Leckfläche die 

Strömungsgeschwindigkeiten, Durchmischungs- und Kondensationsprozesse bei 

ECCS-Einspeisung stärker und dynamischer werden, nimmt mit zunehmender Leck-

größe auch der Einfluss der Zweiphasenmodellierung zu, was sich in der Signifikanz des 

Parameters widerspiegelt. 
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Abb. 9.11 Spearmans Rangkorrelationskoeffizient für den maximalen radialen Tempe-

raturgradienten an der postulierten Rissspitze (Leckgröße: 100 cm²) 

Tab. 9.5 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für das Maximum des radialen 

Temperaturgradienten an der postulierten Rissspitze bei Leckfläche 

A = 100 cm² 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

7 OHWFC Einphasige Zwangskonvektion in Wasser 0.46 

19 FAKWLF Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials  -0.34 

60 ECCHDMF HD-Einspeisemenge 0.32 

8 OHWNC Einphasige Naturkonvektion in Wasser 0.26 

30 RPODC Nachzerfallsleistung -0.21 

6 ODBUN Zweiphasenrelativgeschwindigkeit im  
Dampferzeugerbündel 

0.19 

36 OFI2V Zweiphasenmultiplikator in vertikalen Rohren 0.18 
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10 Ergänzende Untersuchungen zum 0.1F Leck 

Neben den in Kapitel 5.3 identifizierten kritischen Leckgrößen wurde ergänzend eine 

Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse für ein mittleres Leck mit einer Leckfläche von 

0.1 Mal dem Querschnitt der HKML (0.1F-Leck) durchgeführt. Bei diesen mittleren Lecks 

von ca. 440 cm² Größe verschwindet die Temperaturdifferenz zwischen Strähne und 

Umgebung fast vollständig, weil die mittlere Ringraumfluidtemperatur aufgrund der hö-

heren Einspeiserate schnell auf das Niveau der Einspeisetemperatur absinkt. Zusätzlich 

ist bei den kleinen Lecks der Wärmeübergangskoeffizient (HTC) innerhalb der Strähne 

um bis zu Faktor 2 höher als außerhalb der Strähne. Diese Temperatur- und HTC-

Differenzen in azimutaler Richtung führen bei kleinen Lecks zu zusätzlichen Spannun-

gen in axialer Richtung, welche sich bei mittleren Lecks nicht in derselben Größenord-

nung zeigen (siehe z. B. /SIE 92/). 

Der Analyseumfang umfasst die gleichen Simulationen wie bei den drei zuvor präsen-

tierten Störfallsequenzen mit 30 cm², 70 cm² und 100 cm². Es wurde eine konservative, 

eine Best-Estimate sowie die 186 Variationsrechnungen der Unsicherheitsanalyse ent-

sprechend der Beschreibung in Kapitel 6 durchgeführt. 

10.1 Störfallverlauf 

Bei einem mittleren Leck wird unterstellt, dass eine Anschlussleitung zum Hauptkühl-

kreislauf abreißt. Der Abriss des größten Anschlussstutzens einer Hauptkühlmittelleitung 

mit einem Innendurchmesser von 250 mm bestimmt dabei die Auslegung für die Sicher-

heitseinspeisepumpen. Die Leckageverluste sind so schnell wieder zu ergänzen, dass 

die zulässige Hüllrohrtemperatur nicht überschritten wird. Der Störfallverlauf wird in zwei 

Phasen unterteilt: 

Phase 1: Druckentlastung 

Sobald sich der Druckhalter (DH) entleert hat, bestimmt die Hauptkühlmitteltemperatur 

den Systemdruck. Der vorher vom DH aufgeprägte Druck sinkt von ca. 155 bar auf den 

Sättigungsdruck im Hauptkühlmittelkreislauf. Während der Einphasenströmung ist der 

Druckabfall sehr steil bis zum Erreichen des Sättigungsdruckes, bei dem es dann zu 

einer Mehrphasenströmung kommt. Die weitere Geschwindigkeit, mit der der Druck ab-

sinkt, wird durch den Leckquerschnitt bestimmt. 
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Phase 2: HD-Einspeisung 

Das Reaktorschutzsystem startet die Sicherheitseinspeisepumpen automatisch, wenn 

der Hauptkühlmitteldruck unter 109 bar absinkt. Bei einem mittleren Leck erfolgt die Wär-

meabfuhr im Kern primär durch Aufheizen und teilweises Verdampfen des eingespeisten 

Kühlwassers. Da die Wärmeabfuhr über das Leck bei diesen Querschnitten größer ist 

als die im Kern entstehende Nachwärme, sinkt der Druck im Hauptkühlmittelkreislauf 

auch nach Erreichen des Siededruckes weiter ab. Die HD-Einspeisung erfolgt bei der 

KWU-Referenzanlage normalerweise aufgrund einer Auswahlschaltung nur über die hei-

ßen Einspeisestränge. Ist jedoch der Bruch einer Einspeiseleitung des HD-

Einspeisesystems selbst die Ursache des Störfalls, so spricht die Auswahlschaltung des 

betroffenen Systems an. Sie sperrt die defekte Leitung ab und öffnet stattdessen die 

intakte. Dadurch wird verhindert, dass infolge der Druckdifferenz zwischen intaktem und 

defektem Einspeisestrang die Fördermenge der Pumpe über das Leck verloren geht. 

Für die hier unterstellte Störfallsequenz am generischen DWR-Analysesimulator erfolgt 

die Einspeisung abweichend von der Auslegung der Referenzanlage vorzugsweise kalt-

seitig, um möglichst ungünstige Bedingungen in Bezug auf die PTS-Problematik zu er-

zeugen. Die Energieabfuhr erfolgt über das aus dem Leck ausströmende Wasser. Der 

Frischdampf wird entweder über die Frischdampfumleitstation in den Kondensator oder 

wie hier im Notstromfall über die Abblaseregelventile über das Dach abgeblasen. Bei 

einem Absinken des Druckes unter 25 bar im Hauptkühlkreislauf speisen zusätzlich die 

Druckspeicher selbsttätig ein. Dies ist aber zur Störfallbeherrschung nicht erforderlich, 

da die Sicherheitseinspeisepumpen den Kern immer ausreichend bedeckt halten. Bei 

einem Druck unter 10 bar werden die Nachkühlpumpen zugeschaltet. Nach Entleerung 

der Flutbehälter wird auf Sumpfbetrieb umgeschaltet. 

Bezüglich der PTS-Problematik zeigt sich ein wesentlicher Unterschied zu den bereits 

vorgestellten kleineren Lecks. Durch den zügigen Druckabfall und die hohe Ausström-

rate über das Leck sinkt zeitweise der Füllstand im Downcomer unter die Höhe des An-

schlussstutzens der HKML ab und es tritt bei Noteinspeisung Streifenkühlung des RDB 

auf. Dies geschieht in den vorliegenden Untersuchungen über einen Zeitraum von 

ca. 300 s von 100 s bis 400 s nach Störfallbeginn. Danach wird der Downcomer durch 

die hohen Einspeiseraten wieder aufgefüllt. 
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10.2 Bewertung der PTS-relevanten Parameter 

In Abb. 10.1 sind die Ergebnisse der durchgeführten Untersuchungen zum radialen 

Temperaturgradienten an der Rissspitze zusammengefasst. Sie beinhaltet den ermittel-

ten Unsicherheitsbereich, das obere einseitige Toleranzlimit mit 95 % Wahrscheinlich-

keit bei 95 % statistischer Sicherheit, das Ergebnis der konservativen Simulation in Be-

zug auf PTS sowie das Ergebnis der Best-Estimate-Analyse für die Störfallsequenzen 

mit 440 cm² Leckfläche. Die transparenten Flächen umschließen die aufgetretenen Mi-

nimal- und Maximalwerte der 186 Simulationen der Unsicherheitsanalyse und bilden so-

mit den Unsicherheitsbereich ab. Abb. 10.2 zeigt die Ergebnisse für die Temperaturdif-

ferenz über die RDB-Wand. Eine Gegenüberstellung der Resultate mit jenen der 

Störfallsequenz mit 70 cm² Leckfläche in Tab. 10.1 bzw. Tab. 10.2 zeigt höhere Werte 

bei der 0.1F-Sequenz für beide Parameter. Weiter fällt auf, dass das Maximum des ra-

dialen Temperaturgradienten deutlich früher bei etwa 400 s nach Störfallbeginn auftritt 

und anschließend sehr schnell wieder abfällt. Das Unsicherheitsband ist vergleichsweise 

eng und das Maximum der konservativen Simulation liegt nahe am Maximalwert des 

Unsicherheitsbandes. Die Temperaturdifferenz über die RDB-Wand steigt ebenfalls sehr 

zügig an, verbleibt dann aber über einen Zeitraum von ca. 1 000 s in einem plateauartig 

engen Bereich um das auftretende Maximum. Die Kurvenverläufe in beiden Grafi-

ken (Abb. 10.1 und Abb. 10.2) zeigen einen kurzen Einbruch der Werte während des 

Anstiegs zu Störfallbeginn. Dieses Verhalten ist auf einen Temperaturanstieg zwischen 

ca. 100 s bis 400 s nach Störfalleintritt zurückzuführen, welcher aus einem Absinken des 

Füllstands im Downcomer und einer damit verbundene Dampfkühlung der RDB-Wand 

folgt. Während dieser Zeit tritt eine Streifenkühlung (siehe Kapitel 2.3) im Downcomer 

auf. 

In Folge der heftigen Durchmischung im zweiphasigen Regime im gesamten Downco-

mer und der hohen Gesamteinspeiserate entsteht praktisch keine Asymmetrie in den 

Kühlungsbedingungen des RDB mehr. Dieser Aspekt kann durch Untersuchung der ra-

dialen Temperaturgradienten bzw. Temperaturdifferenz über die Wand im hier angewen-

deten Verfahren nicht direkt einbezogen werden. Eine Beurteilung der Belastungssitua-

tion ausschließlich auf Basis der beiden dargestellten Referenzparameter ist deshalb 

nicht zulässig. Vielmehr sind alle in Kapitel 5.1 eingeführten Größen und Phänomene zu 

berücksichtigen. Die hier vorgestellte thermohydraulische Unsicherheitsanalyse kann 

folglich nur Hinweise auf die anzuwendenden Anfangs- und Randbedingungen einer an-

schließenden strukturmechanischen Analyse zur abschließenden Beurteilung liefern. 
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Abb. 10.1 Gegenüberstellung des berechneten Unsicherheitsbereiches mit 95/95-To-

leranzlimit zur konservativen und Best-Estimate-Simulation für die radialen 

Temperaturgradienten an der postulierten Rissspitze (Leckgröße 440 cm²) 

 

 

Abb. 10.2 Gegenüberstellung des berechneten Unsicherheitsbereiches mit 95/95-To-

leranzlimit zur konservativen und Best-Estimate-Simulation für die Tempe-

raturdifferenz über die RDB-Wand (Leckgröße 440 cm²) 
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Tab. 10.1 Ergebnisse für das Maximum des Referenzparameters „radialer Tempera-

turgradient an der postulierten Rissspitze“ dT/dr in [K/mm] 

Beschreibung 70 cm² 440 cm² 

 Höchstes Maximum der USA* 1.50 2.32 

 Tiefstes Maximum der USA* 1.29 1.93 

 Erwartungswert 1.45 2.11 

 Best-Estimate-Wert 1.44 2.04 

 Oberes 95/95 TL 1.50 2.25 

 Konservativ 1.62 2.34 

*USA: Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse 
 

Tab. 10.2 Ergebnisse für das Maximum des Referenzparameter „Temperaturdifferenz 

über die RDB-Wand“ ∆T in [K] 

Beschreibung 70 cm² 440 cm² 

 Höchstes Maximum der USA* 192.2 213.3 

 Tiefstes Maximum der USA* 167.8 192.6 

 Erwartungswert 183.0 204.4 

 Best-Estimate-Wert 186.2 203.5 

 Oberes 95/95 TL 189.0 206.9 

 Konservativ 198.0 214.2 

*USA: Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse 

10.3 Thermohydraulische Einflussparameter 

Die sich aus den ermittelten Toleranzgrenzen ergebenden Unsicherheitsbänder der 

wichtigen thermohydraulischen Einflussparameter Primärdruck, Fluidtemperatur im 

Downcomer und Wärmeübergangskoeffizienten an der RDB-Innenwand im Downcomer 

sind für die Störfallsequenzen mit 440 cm² Leckgröße in Abb. 10.3 dargestellt. Daraus 

lassen sich die thermohydraulischen Bewertungskriterien aus Kapitel 5.1.1 ableiten. Die 

Ergebnisse können als Grundlage für die Auswahl von Randbedingungen strukturme-

chanischer Analysen zur abschließenden Beurteilung PTS-relevanter Sequenzen die-

nen. Auffällig ist der Temperaturanstieg zwischen Sekunde 300 und 600, welcher auf ein 

Absinken des Füllstands im Downcomer und eine damit verbundene Dampfkühlung der 

RDB-Wand zurückzuführen ist. Außerdem zeigen sich große Fluktuationen des Wärme-

übergangskoeffizienten in Folge der starken Durchmischungsprozesse im Downcomer. 
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Abb. 10.3 Unsicherheitsbänder wichtiger Einflussparameter mit PTS-Relevanz für die 

Störfallsequenzen mit 440 cm² (0.1 F) Leckfläche 
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10.4 Ergebnisse der Sensitivitätsanalyse  

Die Sensitivitätsanalyse als ergänzende Untersuchung innerhalb des BEPU-Ansatzes 

dient dazu, diejenigen Einflussfaktoren bzw. unsicheren Parameter zu identifizieren, wel-

che im besonderen Maß zur Unsicherheit der Ergebnisse beitragen. Eine Einführung zur 

hier angewendeten Methode bietet Kapitel 9. 

Abb. 10.4 zeigt die Rang-Korrelationskoeffizienten nach Spearman für die aufgetretenen 

Maxima des radialen Temperaturgradienten an der postulierten Rissspitze bei der Stör-

fallsequenz mit 440 cm² Leckgröße. Als signifikant werden diejenigen Werte betrachtet, 

welche nach der Erläuterung in Kapitel 9 einen Betrag von ≥ 0.165 aufweisen. Die Er-

gebnisse zeigen, dass sich der Einfluss der meisten, bei kleineren Leckgrößen (siehe 

Kapitel 9.1 - 9.3) als signifikant identifizierten Unsicherheitsparameter, bei der hier un-

tersuchten Leckgröße in der Größenordnung des statistischen Rauschens einordnet. Als 

signifikant können allerdings weiter der Einfluss eines Parameters der Wärmeübertra-

gung (Par. 7 - Tab. 6.1, OHWFC) sowie eines Parameters betrachtet werden, welcher 

das Einspeiseverhalten des gesamten Not- und Nachkühlsystems maßgeblich mitbe-

stimmt (Par. 25 - Tab. 6.1, ZECC). Letzterer beeinflusst als Formwiderstand in den Ein-

speiseleitungen des ECCS besonders bei hohen Einspeiseraten, den eingespeisten 

Massenstrom von kaltem Wasser in den Primärkreislauf. Eine Erklärung für den gerin-

gen Einfluss der übrigen Unsicherheitsparameter liefert der schnelle Druckabfall und das 

frühzeitige Erreichen maximaler Einspeiseraten aus dem ECCS. In Verbindung führen 

diese Effekte zu dem in Kapitel 10.2 beschriebenen ausgeprägt zweiphasigen Strö-

mungsregime sowie heftiger Durchmischung von kaltem, eingespeistem Notkühlwasser 

mit heißem Primärkühlmittel. Daraus ergibt sich eine schnelle und gleichmäßige Abküh-

lung im gesamten Downcomer des RDB und damit verbundene gute Kühlungsbedingun-

gen an der RDB-Innenwandoberfläche in allen 186 Rechnungen. Parameter, welche 

also bei den kleineren untersuchten Lecks besonders in der Frühphase der ECCS-

Einspeisung Wirkung zeigen, werden durch das rasche Voranschreiten des Störfallab-

laufs praktisch übergangen, wohingegen sich der Unsicherheitsparameter 

Par. 25 (ZECC) durch einen nicht proportionalen Zusammenhang mit der Durchfluss-

menge signifikant auf die Ergebnisse zum Referenzparameter dT/dr auswirkt. Ein sin-

kender Formwiderstandswert führt nach dieser Sensitivitätsanalyse zu höheren Einspei-

seraten, stärkerer RDB-Kühlung und damit zu höheren Maxima von dT/dr. 
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Abb. 10.4 Spearmans Rangkorrelationskoeffizient für den maximalen radialen Tempe-

raturgradienten an der postulierten Rissspitze (Leckgröße: 440 cm²) 

Tab. 10.3 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für das Maximum des radialen 

Temperaturgradienten an der postulierten Rissspitze bei einer Leckfläche 

von 440 cm² 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

7 OHWFC Einphasige Zwangskonvektion in Wasser 0.49 

25 ZECC Formwiderstand der ECCS-Einspeiseleitung  -0.19 

Um den Einfluss der Unsicherheitsparameter besser über der Störfallverlauf hinweg be-

urteilen zu können, wurden die SRCC dynamisch ausgewertet. Abb. 10.5 zeigt den zeit-

lichen Verlauf der SRCC zu jenen Unsicherheitsparametern, welche innerhalb des Stör-

fallablaufs signifikanten Einfluss auf die Höhe des Referenzparameters zeigen (für 

Erläuterungen zu den genannten Unsicherheitsparameter vgl. Tab. 6.1 sowie Kapitel 9). 

Außerdem ist zur Verdeutlichung der auf sein Maximum normierte zeitliche Verlauf des 

Temperaturgradienten an der postulierten Rissspitze eingezeichnet. Dabei wird deutlich, 

dass sich gerade in der Blow-Down-Phase dieselben Parameter wie bei den kleineren 

untersuchten Leckgrößen wiederfinden (siehe Kapitel 9.1 – 9.3). Die starke Durchmi-

schung und die thermische Trägheit des Systems bewirken allerdings, dass sich zum 



 

119 

Zeitpunkt des Auftretens des Maximums von dT/dr nur noch die in Tab. 10.3 gezeigten 

Unsicherheitsparameter signifikant auswirken. Im späten Verlauf des Störfalls wird der 

Wert des Temperaturgradienten an der Rissspitze maßgeblich durch die Wärmeleitfä-

higkeit des Basismaterials des RDB bestimmt (Par. 19 – Tab. 6.1, FAKWLF). 

 

Abb. 10.5 Dynamischer Verlauf signifikanter Rangkorrelationskoeffizienten nach Spe-

arman für den maximalen radialen Temperaturgradienten an der postulier-

ten Rissspitze (Leckgröße: 440 cm²) 
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11 Abschließende Bewertung unter Einbeziehung eindimensi-
onaler strukturmechanischer Analysen 

Im Zuge der vorliegenden Untersuchung wurden umfangreiche Analysen unterschiedli-

cher Störfallsequenzen unter Anwendung multidisziplinärer Methoden durchgeführt. 

Dies beinhaltet neben den grundlegenden thermohydraulischen Simulationen, struktur-

mechanische Untersuchungen und statistische Methoden. Im folgenden Kapitel werden 

die Ergebnisse zusammengefasst und unter Einbeziehung der eindimensionalen struk-

turmechanischen Analyse bewertet. Die angewendete Methodik zur strukturmechani-

schen Analyse ist in Kapitel 5.3.2 näher erläutert. Zunächst werden Erweiterungen in 

dem Simulationsprogramm PROST /HEC 16/ vorgestellt und erläutert, welche im Zuge 

der vorliegenden Untersuchungen erarbeitet wurden. Anschließend werden die Ergeb-

nisse der Anwendung dieser Erweiterungen auf den Untersuchungsgegenstand sowie 

die Ergebnisse einer darauf basierenden Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse darge-

stellt. 

11.1 Erweiterung des PROST (PRObabilistic STructure Analysis)-Codes 

11.1.1 Verallgemeinerung der Berechnung von Thermospannungen 

Die analytische Berechnung von axialen Spannungsverteilungen durch eine räumlich 

veränderliche Temperaturvariation wurde in PROST ursprünglich mit der SIGMAKT-

Prozedur durchgeführt /SIE 93/, welche auf /TIM 51/ zurückgeht. Die Berechnung beruht 

auf der linearisierten thermischen Ausdehnung 𝜀𝜀(𝑅𝑅) mit dem thermischen Ausdehnungs-

koeffizienten 𝛼𝛼. 

𝜀𝜀(𝑅𝑅) = 𝛼𝛼𝑅𝑅 (11.1) 

Die induzierte Spannungskomponente in eine Richtung 𝜎𝜎𝑖𝑖, welche sich in Folge einer 

durch Randbedingungen behinderte isotrope Wärmedehnung ergibt, wird in elastischer 

Näherung durch das Elastizitätsmodul 𝐸𝐸 und die Querkontraktionszahl 𝜈𝜈 bestimmt. 

𝜎𝜎𝑖𝑖 =
𝐸𝐸𝛼𝛼𝑅𝑅
1 − 𝜈𝜈

 (11.2) 
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Bei der Berechnung der Spannungen in einem Querschnitt einer Zylinderwand (Innen-

radius 𝑃𝑃𝑖𝑖, Außenradius 𝑃𝑃𝑎𝑎) mit radial variierender Temperatur 𝑅𝑅(𝑃𝑃) führt dies zu radial 

variierenden Axialspannungen 𝜎𝜎𝑎𝑎(𝑃𝑃). 

𝜎𝜎𝑎𝑎(𝑃𝑃) =
𝐸𝐸

1 − 𝜈𝜈
[〈𝛼𝛼𝑅𝑅〉𝑟𝑟 − 𝛼𝛼𝑅𝑅(𝑃𝑃)] (11.3) 

Diese ergeben sich also aus der Differenz zwischen mittlerer Wärmedehnung und loka-

ler Wärmedehnung. Hierbei ist die Flächenmittelung 〈𝑦𝑦〉𝑟𝑟 mit dem nachfolgenden In-

tegral zu ermitteln. 

〈𝑦𝑦〉𝑟𝑟 =
2

𝑃𝑃𝑎𝑎2 − 𝑃𝑃𝑖𝑖2
� 𝑃𝑃 𝑦𝑦(𝑃𝑃)𝑑𝑑𝑃𝑃
𝑟𝑟𝑎𝑎

𝑟𝑟𝑖𝑖
 (11.4) 

Diese Methodik vernachlässigt jedoch die Temperaturabhängigkeit von 𝐸𝐸 und 𝜈𝜈, und für 

die Temperaturabhängigkeit der Wärmedehnungskoeffizienten 𝛼𝛼 wird eine Referenz-

temperatur angesetzt. Als Alternative wird diese Spannungsermittlung dadurch erweitert, 

dass die radiale Mittelung über alle temperaturabhängigen Größen durchgeführt wird. 

𝜎𝜎𝑎𝑎(𝑃𝑃) = �〈
𝐸𝐸𝛼𝛼𝑅𝑅
1 − 𝜈𝜈

〉𝑟𝑟 −
𝐸𝐸(𝑅𝑅(𝑃𝑃))𝛼𝛼(𝑅𝑅(𝑃𝑃))𝑅𝑅(𝑃𝑃)

1 − 𝜈𝜈(𝑅𝑅(𝑃𝑃)) � (11.5) 

Mit diesem verallgemeinerten Ansatz zur Bestimmung der Thermospannungen können 

die temperaturabhängigen Größen der Werkstoffeigenschaften genauer berücksichtigt 

werden als beim ursprünglichen Vorgehen nach Gleichung (11.2). 

11.1.2 Transienten-Eingabe 

Die Anforderung an die Erweiterung von PROST ist eine Schnittstelle zur automatisier-

ten Generierung einer Transienten-Last-Zeit-Funktion, nachfolgend auch als Lastpfad-

kurve bezeichnet, anhand von externen Eingabedaten.  
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11.1.2.1 Transienten-Szenario 

Der betrachtete Fall einer PTS-Transiente beinhaltet eine Reihe von Eingabegrößen, die 

Berücksichtigung finden müssen: 

a) Der Druck-Zeit-Verlauf als Liste, 

b) die Temperaturverteilung in der Behälterwand zu einzelnen Zeitpunkten (da die 

Temperatur auf einer anderen langsameren Zeitskala variiert als der Druck, 

muss nicht zu jedem Zeitpunkt der Druck-Liste eine Temperaturverteilung vor-

gegeben werden) und 

c) die Rissspitzen-Temperatur als Funktion der Zeit (die auch aus der Temperatur-

verteilung ermittelt werden kann). 

Aus diesen Eingabegrößen wird dann eine PROST-Lasthistorie zusammengesetzt. 

11.1.2.2 PTS-Datensatz 

Aufgrund der unterschiedlichen Eingabegrößen und den möglichen Optionen wurde ein 

PTS-Dateiformat definiert, das die Informationen für einen zu analysierenden PTS-Fall 

enthält. Das genaue Dateiformat ist im PROST Benutzerhandbuch dokumentiert. Es ent-

hält die Verweise auf: 

a) die PROST-Eingabedatei (mit Struktur und Werkstoff), 

b) die Datei mit dem Druck-Zeitverlauf (mit Formatierungsoptionen) und 

c) die Datei mit den Temperaturverteilungen. 

Dieser Datensatz kann automatisiert von PROST über die Kommandozeile eingelesen 

und ausgeführt werden, wobei die berechneten Beanspruchungswerte in eine Ausgabe-

datei geschrieben werden. 

11.1.2.3 Grafische Oberfläche: PTS-Editor 

Um den PTS-Datensatz zu erstellen und qualitativ zu verifizieren, wurde ein einfaches 

Eingabefenster eingerichtet, in das die entsprechenden Daten eingegeben werden kön-

nen. Diese Oberfläche ist in Abb. 11.1 dargestellt. Der PTS-Editor verfügt auch über zwei 

Plot-Bereiche, in denen der Druck-Zeitverlauf bzw. der radiale Temperaturverlauf zu den 
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vorgegebenen Zeiten angezeigt wird. PTS-Datensätze können aus dem PTS-Editor ge-

laden und gespeichert werden. Mit der Import-Option wird aus den gewählten Dateien 

eine Last-Zeit-Funktion in PROST erstellt.  

 

Abb. 11.1 PTS-Editor 

Dieser PTS-Editor erlaubt also, die einzelnen Schritte des Imports und der Ausführung 

auch separat durchzuführen, während die Schnittstelle über die Kommandozeile darauf 

abzielt, den Import und die Rechnung mit der Ausgabe zusammen durchzuführen. 

11.1.3 Qualitätssicherung 

11.1.3.1 Automatisierte Tests 

Für die erweiterten Teile des Codes wurden automatisierte Unit-Tests eingeführt, die 

regelmäßig gestartet werden können und die Konformität der einzelnen Funktionen mit 

hinterlegten Referenzergebnissen prüfen. Es wurden vier Testklassen mit insgesamt elf 

Tests umgesetzt. 
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11.1.3.2 Validierungsfall 

Aufgrund des gestiegenen Stellenwerts der PTS-Analysen in PROST wurde die KT-

Analyse als Standard-Validierungsfall in das Regressionstest-Rahmenwerk von PROST 

aufgenommen. Als Anwendungsfall wurde der RPV PTS ICAS Testfall T1C2 ausgewählt 

(/SIE 99/, /SIE 06/). Das entsprechende KT-Diagramm für den tiefsten Punkt der Riss-

spitze ist in Abb. 11.2 dargestellt. 

 

Abb. 11.2  Ergebnis des Regressionstests 

In dieser automatisiert erzeugten Abbildung, die im Validierungsbericht abgedruckt ist, 

wird eine Referenzkurve aus dem ICAS-Benchmark mit den von PROST berechneten 

KT-Verläufen verglichen. Hierbei wurden zwei verschiedene Methoden zur Berechnung 

des Spannungsintensitätsfaktors verwendet („IWM“ und „R6“; siehe /HEC 16/). 

11.2 Ergebnisse der Anwendung auf den vorliegenden Untersuchungsge-
genstand – generische PTS-Untersuchungen 

11.2.1 Unsicherheitsanalyse strukturmechanischer Parameter 

Die unter Kapitel 11.1 vorgestellten Erweiterungen des PROST-Codes erlauben eine 

automatisierte, serielle Auswertung der thermohydraulischen Simulationsergebnisse be-

züglich der damit einhergehenden Spannungsintensitätsfaktoren KI (siehe Kapitel 2.4.3) 

in der RDB-Wand für einen postulierten Oberflächenriss (siehe Kapitel 5.3.2). Die dar-

aus resultierende Ergebnisschar wurde einer Unsicherheitsanalyse nach der GRS-

Methode (siehe Kapitel 6.1) unterzogen. Die Ergebnisse dieser Unsicherheitsanalyse 
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sind in Abb. 11.3 zusammengefasst. Die Grafik zeigt den Spannungsintensitätsfaktor KI 

als Funktion der Temperatur an der postulierten Rissspitze für alle untersuchten Leck-

größen (Lastpfadkurve). Hierbei werden die berechneten Unsicherheitsbereiche (Mini-

mum bis Maximum der 186 Rechnungen je Leckgröße) mit dem oberen 95/95-Toleranz-

limit den konservativen und Best-Estimate-Ergebnissen gegenübergestellt. Der 

dargestellte Unsicherheitsbereich deckt näherungsweise den Anteil der Ergebnisunsi-

cherheit in der Berechnung des Spannungsintensitätsfaktors ab, welcher sich aus der 

Unsicherheit in der thermohydraulischen Modellierung ergibt. Die maximalen Abwei-

chungen in den Sprödbruchübergangstemperaturen RTNDT können ebenfalls aus diesen 

strukturmechanischen Berechnungen abgeleitet werden. Tab. 11.1 bis Tab. 11.3 fassen 

die Ergebnisse zu KI sowie zu RTNDT mit Berücksichtigung des WPS-Effekts und unter 

Anwendung das Tangentenkriterium3 quantitativ zusammen. Zur Ermittlung von RTNDT 

nach dem WPS-Kriterium wurde nur das absolute Maximum von KI berücksichtigt. Tie-

fere lokale Maxima im abfallenden Ast der Lastpfadkurve sind nicht in die statistische 

Auswertung eingeflossen. Derartige zweite Maxima sind im Einzelfall näher zu betrach-

ten. Eine Erläuterung dieser Thematik findet sich in Kapitel 7.3. 

 
3  Eine Erläuterung zur Berechnung der Sprödbruchübergangstemperaturen und der Anwendung der ge-

nannten Kriterien findet sich in Kapitel 2.4.3. 
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Abb. 11.3 Gegenüberstellung des berechneten Unsicherheitsbereiches mit 95/95-To-

leranzlimit mit der konservativen und Best-Estimate-Simulation für den 

Spannungsintensitätsfaktor in den untersuchten Leckgrößen 

 

Tab. 11.1 Ergebnisse der Vergleichsanalyse für das Maximum des Spannungsinten-

sitätsfaktors KI in [MPa*mm1/2] 

Beschreibung 30 cm² 70 cm² 100 cm² 440 cm² 

Höchstes Maximum der USA* 3303 3343 3374 3577 

Tiefstes Maximum der USA* 2660 3020 3073 3323 

Medianwert der USA* 2961 3190 3213 3436 

Best-Estimate-Wert 2869 3139 3215 3406 

Oberes zweiseitiges 95/95 TL 3238 3304 3335 3548 

Konservativ 3362 3469 3457 3643 

*USA: Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse 
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Tab. 11.2 Ergebnisse der Vergleichsanalyse für die Sprödbruchübergangstempera-

tur RTNDT mit Tangentenkriterium [K] 

Beschreibung 30 cm² 70 cm² 100 cm² 440 cm² 

Höchstes Maximum der USA* 100.0 100.8 103.5 98.9 

Tiefstes Maximum der USA* 86.4 90.3 90.2 89.6 

Medianwert der USA* 91.8 94.0 93.3 92.8 

Best-Estimate-Wert 95.4 96.4 94.0 93.3 

Unteres zweiseitiges 95/95 TL 87.3 90.7 90.2 89.7 

Konservativ 87.1 89.8 89.5 78.3 

*USA: Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse 
 

Tab. 11.3 Ergebnisse der Vergleichsanalyse für die Sprödbruchübergangstempera-

tur RTNDT mit Berücksichtigung des WPS [K] 

Beschreibung 30 cm² 70 cm² 100 cm² 440 cm² 

Höchstes Maximum der USA* 154.6 151.3 150.1 152.0 

Tiefstes Maximum der USA* 101.1 110.7 108.3 114.7 

Medianwert der USA* 121.6 126.3 127.6 129.5 

Best-Estimate-Wert 126.5 128.3 113.2 124.3 

Unteres zweiseitiges 95/95 TL 102.5 110.8 108.5 116.6 

Konservativ 127.1 122.7 128.2 119.9 

*USA: Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse 
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Abb. 11.4 Statistische Auswertung der Ergebnisscharen bezüglich Sprödbruchüber-

gangstemperatur RTNDT mit Tangentenkriterium, unter Berücksichtigung 

des WPS-Effektes und des maximalen Spannungsintensitätsfaktors KI,max. 

Abb. 11.4 stellt die statistische Auswertung der Ergebnisse in Form eines Box-Plots dar. 

Die Boxen umschließen dabei jeweils das erste und dritte Quartil, die Whisker bezeich-

nen das 5 % und das 95 % Perzentil4. Die Medianwerte der Ergebnisscharen sind an-

hand der horizontalen Linien innerhalb der Boxen markiert. Das Ergebnis der jeweiligen 

konservativen Analyse ist anhand eines Kreuzes gezeigt. Es wird deutlich, dass die 

Streuung der Ergebnisse bezüglich RTNDT unter Anwendung des Tangentenkriteriums 

(Abb. 11.4 links) deutlich geringer ist als unter Berücksichtigung des WPS-

Effektes (Maximumkriterium; Abb. 11.4 mittig). Die Ergebnisse der konservativen Rech-

nung unterschreiten bei Anwendung des Tangentenkriteriums für alle untersuchten 

Leckgrößen das 5 % Perzentil sowie das untere zweiseitige 95/95-Toleranzlimit nach 

Wilks (siehe Tab. 11.2) und sind somit tatsächlich konservativ. Bezüglich der 

 
4  Das 5 % und das 95 % Perzentil geben für den gegebenen Datensatz an, welcher Anteil der vorliegenden 

Ergebnisse unterhalb der genannten Schwelle liegt. Sie sind nicht gleichzusetzen mit den zweiseitigen 
95/95-Toleranzlimits nach Wilks, welche die Wahrscheinlichkeit angeben, dass ein Ergebnis im Allgemei-
nen, also unabhängig vom gegebenen Datensatz, unterhalb bzw. oberhalb des Limits auftritt.  
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Medianwerte zeigt sich hier kein eindeutiger Trend, der einen Rückschluss auf einen 

direkten Zusammenhang zwischen Leckgröße und der Festlegung des ungünstigsten 

Falls zuließe. Jedoch ist erkennbar, dass sowohl der niedrigste (ungünstigste) Median-

wert als auch die höchste Streuung bei einer Leckgröße von 30 cm² auftritt. Dieses Ver-

halten findet sich auch in der Darstellung der Ergebnisse bezüglich RTNDT unter Berück-

sichtigung des WPS-Effektes wieder (siehe Abb. 11.4 mittig). Jedoch ist die Streuung 

von RTNDT hier sehr viel höher und die Ergebnisse der konservativen Simulation unter-

schreiten nicht das 5 % Perzentil sowie das untere zweiseitige 95/95-Toleranzlimit nach 

Wilks (siehe Tab. 11.3). Dies ist primär auf den flachen Kurvenverlauf im Bereich des 

Maximums von KI zurückzuführen (siehe Abb. 11.3). Kleine Fluktuationen von KI im Be-

reich des Maximums verursachen so große Abweichungen bei der Berechnung der zu-

lässigen RTNDT bei Berücksichtigung des WPS-Effektes. Die Medianwerte aber tendieren 

mit abnehmender Leckgröße hin zu niedrigeren (ungünstigeren) Werten von 

RTNDT (WPS). 

Für den direkt mittels PROST berechneten Spannungsintensitätsfaktor KI (Abb. 11.4 

rechts) zeigt sich, dass mit zunehmender Leckgröße die Maxima von KI steigen und dass 

die Ergebnisse der konservativen Simulation in allen betrachteten Szenarien sowohl das 

obere 95/95-Toleranzlimit als auch die maximale Schwankungsbreite der Unsicherheits-

analyse sicher abdecken. Dieses Ergebnis bestätigt, dass die Auswahl der Konservati-

vitäten in den unsicheren Parametern der Analyse bezüglich des Zielwertes „Span-

nungsintensitätsfaktor“ korrekt vorgenommen werden konnte. Es zeigt sich bei einem 

Vergleich mit den Ergebnissen bezüglich RTNDT (WPS) (Abb. 11.4 mittig) aber, dass für 

die hier untersuchten Szenarien eine positive Korrelation mit KI,max vorzuliegen scheint, 

höhere Maxima von KI also nicht zu ungünstigeren Ergebnissen von RTNDT unter Berück-

sichtigung des WPS-Effekts führen. Dieser Sachverhalt wird in Kapitel 11.2.3 näher un-

tersucht. 

Ein wichtiger Einflussfaktor, welcher in der hier angewendeten eindimensionalen Analy-

semethode der strukturmechanischen Untersuchungen nicht einfließen konnte, ist die 

Asymmetrie in den Kühlungsbedingungen im Downcomer des RDB. So zeigen die ther-

mohydraulischen Berechnungen bei dem 30 cm² Leck die stärkste Strähnenbildung bei 

einer gleichzeitig niedrigen Durchmischung, was sich in großen Temperaturunterschie-

den und Unterschieden in den Wärmeübergangskoeffizienten innerhalb und außerhalb 

der Strähne äußert. Dies führt zu zusätzlichen Axiallasten aus dem azimutalen Ungleich-

gewicht (siehe dazu z. B. /SIE 92/). 



 

131 

Abb. 11.5 stellt die Wärmeübergangskoeffizienten für die Störfallsequenzen mit 30 cm², 

70 cm² und 440 cm² gegenüber. Es wird deutlich, dass sich mit steigender Leckgröße 

die Durchmischungsprozesse im Downcomer verstärken und das azimutale Ungleichge-

wicht in den Kühlungsbedingungen reduziert wird. Das 0.1 F-Leck (440 cm²) zeigt dabei 

das Verhalten des Rundumschocks. Da die angewendete eindimensionale Analyseme-

thode nicht in der Lage ist, derartige Asymmetrien zu berücksichtigen, aber bei dem 

0.1 F-Leck u. a. sehr hohe Einspeiseraten auftreten, zeigt der mit PROST berechnete 

Spannungsintensitätsfaktor den größten in den Untersuchungen aufgetretenen Maximal-

wert für KI mit 3643 MPa*mm1/2 für die konservative Simulation (siehe Tab. 11.1) was 

auch zur niedrigsten RTNDT = 78.3 bei Anwendung des Tangentenkriteriums führt 

(siehe Tab. 11.2). Jedoch zeigt die in Abb. 11.4 dargestellte statistische Auswertung, 

dass sich eine daraus abgeleitete Empfehlung zur Auswahl der ungünstigsten Leck-

größe nicht auf die gesamte Schar der Simulationsergebnisse übertragen lässt. Wird 

zusätzlich die hier beschriebene Nichtberücksichtigung von Asymmetrien bei der ange-

wendeten Methode mit in die Überlegungen einbezogen, so wird eine Schlussfolgerung 

zur ungünstigsten Leckgröße rein auf Basis der in Tab. 11.1 bis Tab. 11.2 zusammen-

gefassten Ergebnisse weiter geschwächt. Es scheint deshalb auch auf Basis der vorlie-

genden Ergebnisse notwendig eine ganzheitliche Betrachtung des thermohydraulischen 

und thermomechanischen Systemzustandes für relevante Leckgrößen mit abschließen-

der strukturmechanischer Analyse durchzuführen, um ungünstigste Leckgrößen mit hin-

reichender Sicherheit zu identifizieren. 

  

Abb. 11.5 Wärmeübergangskoeffizienten innerhalb und außerhalb der Strähne im 

Downcomer im Vergleich 30 cm² und 70 cm² (links) sowie 30 cm² und 

440 cm² (rechts) 
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11.2.2 Sensitivitätsanalyse strukturmechanischer Parameter 

Neben der Durchführung von Unsicherheitsanalysen erlauben die unter Kapitel 11.1 vor-

gestellten Erweiterungen des PROST-Codes auch die Ergebnisschar der strukturme-

chanischen Berechnungen einer Sensitivitätsanalyse bezüglich der unsicheren Ein-

gangsparameter aus den zugrundeliegenden thermohydraulischen Simulationen zu 

unterziehen. Dazu werden die Ergebnisse der strukturmechanischen Berechnungen den 

thermohydraulischen Simulationen zugeordnet und, wie in Kapitel 9 beschrieben, den 

unsicheren Eingangsparametern unter Anwendung linearer Regression gegenüberge-

stellt. Im Folgenden werden diejenigen unsicheren Parameter der thermohydraulischen 

Analyse identifiziert, welche am stärksten zur Ergebnisunsicherheit der durchgeführten 

strukturmechanischen Berechnungen beitragen. Die vorgestellten Ergebnisse wurden 

unter Verwendung des Analyseprogramms SUSA /KLS 17/ erzeugt. Die im Folgenden 

aufgeführten unsicheren Parameter sind in Kapitel 6.2.1 beschrieben. 

11.2.2.1 Sensitivitätsanalyse zum Spannungsintensitätsfaktor KI 

Die Ergebnisse der Sensitivitätsanalyse bezüglich des Maximums des Spannungsinten-

sitätsfaktors KI,max sind in Abb. 11.6 für alle untersuchten Leckgrößen zusammengefasst. 

Diejenigen unsicheren Parameter, welche hiernach am stärksten zur Ergebnisunsicher-

heit der strukturmechanischen Berechnungen beitragen, sind quantitativ in Tab. 11.4 

bis Tab. 11.7 aufgeführt. Das sich daraus ergebende Bild für den Einfluss der unsicheren 

Parameter der thermohydraulischen Analyse auf das Ergebnis der strukturmechani-

schen Berechnungen stimmt qualitativ mit den Ergebnissen der Sensitivitätsuntersu-

chungen bezüglich der Referenzparameter max(∆T) und max(dT/dr) in Kapitel 9 bzw. 

Kapitel 10.4 überein. So finden sich die jeweils bedeutendsten Einflussgrößen mit ver-

gleichbarer Effektstärke (höhe des SRCC) und gleicher Wirkrichtung (Vorzeichen des 

SRCC) in den Sensitivitätsanalysen zu KI,max, max(∆T) und max(dT/dr) wieder 

(vgl. Abb. 9.1, Abb. 9.6, Abb. 9.11, Abb. 10.4 sowie Tab. 9.1, Tab. 9.4, Tab. 9.5, 

Tab. 10.3). Auch hier zeigt sich, dass über alle Leckgrößen hinweg, der Wärmetransport 

im Downcomer sowie im RDB-Basismaterial eine wichtige und mit zunehmender Leck-

größe auch zunehmende Rolle zu spielen scheint. Weiter zeigt in dem kleineren und den 

mittleren untersuchten Lecks das Verhalten der Notbespeisung (ECCS) erhöhten Ein-

fluss auf die Unsicherheit von KI,max. Im Leck mit 30 cm² CSA wird die Höhe von KI,max 

weiter signifikant von den Ausströmbedingungen am Leck (3 - TURB) sowie Wärme-

übergangsbedingungen zur Sekundärseite (22 - ROUO) beeinflusst. Das Bestimmtheits-

maß wird für alle vier Szenarien mit R² > 0.6 als hinreichend zur Bewertung betrachtet. 
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Abb. 11.6 Spearmans Rangkorrelationskoeffizient für die Maxima der Spannungsin-

tensitätsfaktoren KI,max aller untersuchten Leckgrößen 

Tab. 11.4 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für das Maximum des Span-

nungsintensitätsfaktors KI,max bei 30 cm² Leckfläche 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

3 TURB Turbulenzfaktor Leckausströmung -0.38 

30 RPODC Nachzerfallsleistung -0.37 

60 ECCHDMF HD-Einspeisemenge 0.32 

8 OHWNC Einphasige Naturkonvektion in Wasser 0.22 

22 ROUO Wandrauigkeit U-Rohre 0.22 

19 FAKWLF Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials  -0.19 

54 T_RESA_VZ Verzögerungszeit zwischen Lecköffnung und  
Auslösen der RESA 

-0.18 
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Tab. 11.5 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für das Maximum des Span-

nungsintensitätsfaktors KI,max bei 70 cm² Leckfläche 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

36 OFI2V Zweiphasenmultiplikator in vertikalen Rohren 0.40 

7 OHWFC Einphasige Zwangskonvektion in Wasser 0.31 

19 FAKWLF Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials  -0.31 

8 OHWNC Einphasige Naturkonvektion in Wasser 0.30 

60 ECCHDMF HD-Einspeisemenge 0.19 

24 ROUECC Wandrauhigkeit der ECC-Einspeiseleitungen 0.19 

 

Tab. 11.6 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für das Maximum des Span-

nungsintensitätsfaktors KI,max bei 100 cm² Leckfläche 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

36 OFI2V Zweiphasenmultiplikator in vertikalen Rohren 0.40 

7 OHWFC Einphasige Zwangskonvektion in Wasser 0.36 

8 OHWNC Einphasige Naturkonvektion in Wasser 0.24 

60 ECCHDMF HD-Einspeisemenge 0.23 

19 FAKWLF Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials  -0.22 

 

Tab. 11.7 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für das Maximum des Span-

nungsintensitätsfaktors KI,max bei 440 cm² Leckfläche 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

7 OHWFC Einphasige Zwangskonvektion in Wasser 0.66 

 



 

135 

11.2.2.2 Sensitivitätsanalyse zur Sprödbruchübergangstemperatur mit Tan-
gentenkriterium RTNDT (tang.) 

Die Ergebnisse der Sensitivitätsanalyse bezüglich Sprödbruchübergangstempera-

tur RTNDT bei Anwendung des Tangentenkriteriums zeigen in allen untersuchten Szena-

rien den größten Beitrag zur Unsicherheit in Folge der Modellierung des Wärmeüber-

gangs im Downcomer sowie der Wärmeleitung im RDB-Basismaterial. Dabei treten teils 

hohe Effektstärken mit SRCC > 0.7 auf. Abb. 11.7 sowie Tab. 11.8 bis Tab. 11.11 fas-

sen die Ergebnisse für die untersuchten Leckgrößen zusammen. Weitere Parameter, 

welche oberhalb der festgelegten Signifikanzschwelle in Erscheinung treten, sind Para-

meter welche das Einspeiseverhalten des Not- und Nachkühlsystems (25 - ZECC) und 

den Energieinhalt des Primärkreises (29 - AKITAZ, 31 - QROD0K00) beeinflussen so-

wie den Wärmeaustausch zur Sekundärseite mitbestimmen (22 - ROUO). Das Be-

stimmtheitsmaß wird für alle vier Szenarien mit R² > 0.79 als hinreichend zur Bewertung 

betrachtet. 

 

  

  

Abb. 11.7 Spearmans Rangkorrelationskoeffizient für die Sprödbruchübergangstem-

peratur RTNDT mit Tangentenkriterium für alle untersuchten Leckgrößen 
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Tab. 11.8 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für die Sprödbruchübergangs-

temperatur RTNDT (tang.) bei 30 cm² Leckfläche 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

7 OHWFC Einphasige Zwangskonvektion in Wasser -0.77 

8 OHWNC Einphasige Naturkonvektion in Wasser -0.32 

19 FAKWLF Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials  0.27 

25 ZECC Formwiderstand der ECC-Einspeiseleitung 0.23 

22 ROUO Wandrauigkeit U-Rohre -0.18 

 

Tab. 11.9 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für die Sprödbruchübergangs-

temperatur RTNDT (tang.) bei 70 cm² Leckfläche 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

8 OHWNC Einphasige Naturkonvektion in Wasser -0.57 

7 OHWFC Einphasige Zwangskonvektion in Wasser -0.54 

19 FAKWLF Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials  0.28 

25 ZECC Formwiderstand der ECC-Einspeiseleitung 0.19 

22 ROUO Wandrauigkeit U-Rohre -0.18 
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Tab. 11.10 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für die Sprödbruchübergangs-

temperatur RTNDT (tang.) bei 100 cm² Leckfläche 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

8 OHWNC Einphasige Naturkonvektion in Wasser -0.74 

7 OHWFC Einphasige Zwangskonvektion in Wasser -0.38 

19 FAKWLF Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials  0.28 

29 AKITAZ Korrekturfaktor für Externreaktivität (speziell 
für die D-Bänke-Steuerbänke) 

0.21 

15 OMCON Korrekturfaktor für Direktkondensation 0.20 

21 OADDI Maximales spezifisches Volumen für Begren-
zung der Verdampfungskorrelation, Primär- 
und Sekundärkreislauf   

-0.19 

22 ROUO Wandrauigkeit U-Rohre -0.18 

 

Tab. 11.11 Spearmans Rangkorrelationskoeffizienten für die niedrigste zulässige 

Sprödbruchübergangstemperatur RTNDT (tang.) bei 440 cm² Leckfläche 

Nr. Name Beschreibung SRCC 

8 OHWNC Einphasige Naturkonvektion in Wasser -0.73 

7 OHWFC Einphasige Zwangskonvektion in Wasser -0.26 

19 FAKWLF Wärmeleitfähigkeit des Basismaterials  0.23 

31 QROD0K00 Leistung normale Brennstäbe im zentralkanal 0.22 

 

11.2.2.3 Sensitivitätsanalyse zur Sprödbruchübergangstemperatur mit Be-
rücksichtigung des WPS-Effekts RTNDT (WPS) 

Die Ergebnisse der Sensitivitätsanalyse zur Sprödbruchübergangstemperatur unter Be-

rücksichtigung des WPS-Effekts RTNDT (WPS) weisen eine nur geringe Belastbarkeit auf. 

Wie in Abb. 11.8 gezeigt, sind sowohl die Bestimmtheitsmaße der Regressionsanalyse 

mit 0.3 < R² < 0.43, als auch die Effektstärken aus den parameterbezogenen SRCC 
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klein. Daraus ergibt sich, dass das Ergebnis der statistischen Auswertung als nicht hin-

reichend zur Bewertung der Sensitivitäten eingeschätzt wird. Eine Ursache wird der ho-

hen Streuung der Ergebnisse im Bereich des Maximums der Lastpfadkurve zugespro-

chen (siehe Abb. 11.4), welche wiederum Folge des flachen Kurvenverlaufs in diesem 

Bereich ist. Korrelationen, welche auf Kausalzusammenhängen basieren, werden in die-

sem Bereich stark von stochastischen Fluktuationen (z. B. in Folge von Durchmi-

schungsprozessen) überlagert. Die über das Maximum von KI bestimmte RTNDT (WPS) 

ist durch den flachen Kurvenverlauf sehr sensitiv auf diese stochastischen Fluktuationen. 

Der stochastische Effekt wird im Betrag eine ähnliche Größenordnung ausweisen oder 

größer sein als die kausal-deterministischen Effekte, welche über die Sensitivitätsana-

lyse identifiziert werden sollen. Eine Trennung der beiden Effekte konnte mit der ange-

wendeten Methodik nicht erreicht werden. 

 

  

  

Abb. 11.8 Spearmans Rangkorrelationskoeffizient für die Sprödbruchübergangstem-

peratur RTNDT unter Berücksichtigung des WPS-Effekts für alle untersuchten 

Leckgrößen 
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11.2.3 Korrelationsanalyse  

Zur Überprüfung der Vorhersagekraft der ausgewählten Referenzparameter wurden 

diese den Ergebnissen der eindimensionalen strukturmechanischen Rechnungen ge-

genübergestellt und einer Korrelationsanalyse unterzogen. Letztere basiert auf der An-

wendung linearer Regression auf die Ergebnisscharen. Abb. 11.9 zeigt diese Ergebnis-

scharen der Referenzparameter „maximale Temperaturdifferenz über die RDB-

Wand“ max(∆T) (links) und „Maximum des radialen Temperaturgradienten an der postu-

lierten Rissspitze“ max(dT/dr) (rechts) in Abhängigkeit von dem Maximum des Span-

nungsintensitätsfaktors KI für alle 186 Simulationen je untersuchtem Szenario. Die Gra-

fiken enthalten außerdem die Ergebnisse der jeweiligen konservativen Rechnung (+). 

Die eingezeichneten Strichlinien sind je Szenario das Ergebnis der linearen Regression 

der Datenwolken. Es zeigt sich, dass die Ergebnisse beider Referenzparameter signifi-

kant positiv mit KI korrelieren, sowohl innerhalb des jeweiligen Szenarios als auch über 

alle untersuchten Leckgrößen hinweg. Die Korrelationskoeffizienten nach Pear-

son (Pearson KK) sind mit 0.96 für max(∆T) und 0.89 für max(dT/dr) jeweils sehr hoch 

bei einem p-Wert5 zur Signifikanzbewertung von p << 0.05. Dieses Ergebnis bestätigt 

den erwarteten positiven Zusammenhang zwischen den ausgewählten Referenzpara-

metern und dem Spannungsintensitätsfaktor. 

  

Abb. 11.9 Korrelation des maximalen Spannungsintensitätsfaktors KI,max zu den Refe-

renzparametern radialer Temperaturgradient an der Rissspitze max(dT/dr) 

und Temperaturdifferenz über die RDB-Wand max(∆T) 

 
5  Der Signifikanzwert (p-Wert) gibt die Wahrscheinlichkeit auf Basis des gegebenen Datensatzes an, dass 

die vorliegende Korrelation zufällig ist (Nullhypothese). Er gibt also im Umkehrschluss an, mit welcher 
Wahrscheinlichkeit die formulierte Korrelationshypothese zu verwerfen ist (siehe z. B. /VOS 00/). 
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Bei der Auswertung bezüglich der bewertungskritischen Sprödbruchübergangstempera-

turen RTNDT zeigt sich ein gemischtes Bild. Abb. 11.10 und Abb. 11.11 zeigen die Ergeb-

nisschar von max(∆T) (je links) und max(dT/dr) (je rechts) in Abhängigkeit von der resul-

tierenden RTNDT für das Tangenten- und das WPS-Kriterium. Eine Regressionsanalyse 

liefert übergeordnet, also über alle Leckgrößen hinweg, keine signifikante Korrelation 

zwischen den Referenzparametern und RTNDT (tang.). Für den Zusammenhang der Re-

ferenzparameter mit RTNDT (WPS) liefert sie eine positive Korrelation bei geringer Effekt-

stärke, also einem niedrigen Korrelationskoeffizienten nach Pearson von 0.24 für 

max(∆T) und 0.29 für max(Td/dr) bei jeweils p << 0.05. Es zeigt sich demnach überge-

ordnet eine schwache Tendenz zu höheren (günstigeren) Werten von RTNDT (WPS) bei 

steigenden Werten der Referenzparameter. Abb. 11.12 zeigt nun, dass sich dieser Zu-

sammenhang aus der starken Korrelation der Referenzparameter mit KI begründet. Auch 

KI,max zeigt hiernach eine übergeordnet positive Korrelation mit RTNDT (WPS) (Pear-

son KK = 0.28, p << 0.05). Steigende Werte von KI,max führen demnach nicht zu niedri-

geren (ungünstigeren) Werten von RTNDT bei Berücksichtigung des WPS-Effektes. Es ist 

weiter auch hier übergeordnet keine signifikante Korrelation zwischen KI,max und 

RTNDT (tang.) angezeigt (Abb. 11.12 links). Tab. 11.12 fasst die Ergebnisse der überge-

ordneten Korrelationsanalyse quantitativ zusammen. Es sind tabellarisch die Korrelati-

onskoeffizienten nach Pearson, der Signifikanzwert (p-Wert) sowie die Stichproben-

größe N bei linearer Regressionsanalyse über alle untersuchten Fälle hinweg 

angegeben. 

Tab. 11.12 Quantitative Darstellung der Ergebnisse der Korrelationsanalyse über alle 

untersuchten Szenarien hinweg 

 

Innerhalb der betrachteten Szenarien hingegen stellt sich das Ergebnis anders dar. Bei 

Anwendung des Tangentenkriteriums zeigt sich in allen untersuchten Szenarien eine 

signifikant negative Korrelation zwischen RTNDT (tang.) und dem Referenzparame-

ter max(∆T) (siehe Abb. 11.10). Tab. 11.13 fasst die Ergebnisse der Korrelationsanalyse 
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quantitativ zu jeder untersuchten Leckgröße zusammen. Die Farbkodierung ist wie folgt 

zu interpretieren: 

• rot: keine signifikante Korrelation zwischen den gegenübergestellten Parametern 

(p-Wert > 0.05) 

• blau: signifikant positive Korrelation (Pearson KK > 0) zwischen den gegenüber-

gestellten Parametern (p-Wert ≤ 0.05) 

• grün: signifikant negative Korrelation (Pearson KK < 0) zwischen den gegenüber-

gestellten Parametern (p-Wert ≤ 0.05) 

• signifikante Korrelationen, welche sich in allen vier Szenarien mit gleichem Vor-

zeichen wiederfinden sind in den Tabellen optisch hervorgehoben.  

Auch der Referenzparameter max(dT/dr) zeigt in drei von vier Szenarien eine signifikant 

negative Korrelation mit RTNDT (tang.). Lediglich bei einer Leckgröße von 440 cm² wird 

die gewählte Signifikanzschwelle von p ≤ 0.05 nicht unterschritten. Eine signifikant ne-

gative Korrelation zwischen max(dT/dr) und RTNDT (WPS) ist ebenfalls in drei von vier 

Szenarien angezeigt. Keine Signifikanz in dieser Beziehung wird bei der kleinsten der 

untersuchten Leckgrößen mit CSA = 30 cm² erreicht. Eine Signifikanz ließ sich weiter 

nicht in der Beziehung des Referenzparameters max(dT/dr) mit RTNDT (WPS) in drei von 

vier Szenarien aufzeigen.  

Tab. 11.13 Quantitative Darstellung der Ergebnisse der Korrelationsanalyse für die un-

tersuchten Szenarien mit den Leckgrößen 30 cm², 70 cm², 100 cm² und 

440 cm² 
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Abb. 11.10 Korrelation der berechneten Sprödbruchübergangstemperatur RTNDT (tang.) 

zu den Referenzparametern max(∆T) (links) und max(dT/dr) (rechts) mit 

Tangentenkriterium 

  

Abb. 11.11 Korrelation der berechneten Sprödbruchübergangstemperatur RTNDT(WPS) 

zu den Referenzparametern max(∆T) (links) und max(dT/dr) (rechts) unter 

Berücksichtigung des WPS-Effekts 

  

Abb. 11.12 Korrelation des maximalen Spannungsintensitätsfaktors KI,max zur Spröd-

bruchübergangstemperatur RTNDT (tang.) (links) und RTNDT (WPS) (rechts) 
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Die Ergebnisse der dargestellten Korrelationsanalyse deuten darauf hin, dass die aus-

gewählten Referenzparameter „∆T über die RDB-Wand“ und „dT/dr an der postulierten 

Rissspitze“ grundsätzlich geeignet sind, um ungünstige Tendenzen bei der Auswahl kri-

tischer Störfallszenarien zu identifizieren. So sind hohe Werte der Referenzparameter 

mit großer Signifikanz mit hohen Werten des Spannungsintensitätsfaktors KI korreliert. 

Eine entscheidende Größe bei der abschließenden strukturmechanischen Bewertung 

einer PTS-relevanten Störfallsituation ist die zulässige Sprödbruchübergangstempera-

tur RTNDT. Besonders bei Anwendung des strengeren Tangentenkriteriums bei der Be-

stimmung dieses Wertes zeigen sich in allen untersuchten Szenarien signifikant negative 

Korrelationen mit dem Maximum des Spannungsintensitätsfaktors KI,max sowie dem Ma-

ximum von ∆T. D. h. höhere Werte dieser Parameter deuten auf ungünstigere Zustände 

in der Störfallsituation bezüglich der PTS-Problematik hin. Diese Aussage gilt mit der 

Einschränkung, dass sie nur zur Auswahl ungünstiger Anfangs- und Randbedingungen 

innerhalb eines Störfallszenarios, also im Untersuchungsfall innerhalb einer festgelegten 

Leckgröße, angewendet werden kann. Grund für diese Einschränkung ist, dass in den 

vorliegenden Untersuchungen der Spannungsintensitätsfaktor nicht übergeordnet signi-

fikant und mit negativem Vorzeichen mit der zulässigen Sprödbruchübergangstempera-

tur RTNDT (tang.) korreliert (siehe Tab. 11.12). 

Bei Berücksichtigung des WPS-Effektes (Maximumkriterium) zur Bestimmung der zuläs-

sigen Sprödbruchübergangstemperatur RTNDT zeigt sich ebenfalls kein einheitliches Bild. 

Die Ergebnisse zu RTNDT (WPS) sind zwar schwach positiv mit denen zu RTNDT (tang.) 

korreliert (siehe Tab. 11.12), allerdings sind sie auch schwach positiv mit den Ergebnis-

sen von KI,max und den Referenzparametern korreliert, sodass sich hieraus keine Emp-

fehlung zur Auswahl übergeordnet ungünstiger Störfallszenarien ableiten lässt. Eine 

mögliche Ursache für dieses Verhalten ließe sich in der großen Streuung der Ergebnisse 

zu RTNDT (WPS) durch den flachen Kurvenverlauf der Lastpfadkurven im Bereich ihrer 

Maxima finden (siehe Abb. 11.3). 
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Zusammenfassung und Ausblick 

In den vorliegenden Untersuchungen wurden Unterschiede in den Sicherheitsmargen 

zwischen konservativen und BEPU-Analysen thermohydraulischer Simulationen bei der 

anwendungsorientierten Untersuchung von Thermoschockphänomenen im Reaktor-

druckbehälter in Folge postulierter Lecks in der Hauptkühlmittelleitung identifiziert und 

bewertet. In der Arbeit wurden PTS-relevante Ereignisse anhand des Modells eines ge-

nerischen Druckwasserreaktors durch Simulationen mit dem Systemcode ATHLET iden-

tifiziert und miteinander verglichen. Der Analyseumfang belief sich dabei auf ca. 1500 

thermohydraulische Simulationen und beinhaltete ausgedehnte Unsicherheits- und Sen-

sitivitätsanalysen von vier LOCA-Sequenzen mit dem Analyse-Tool SUSA sowie eindi-

mensionale strukturmechanische Untersuchungen eines detaillierten Reaktordruckbe-

hältermodells mit ATHLET und dem probabilistischen Strukturmechanik-Code PROST. 

Mit Hilfe dieses multidisziplinären Ansatzes konnten Referenzparameter abgeleitet wer-

den, welche auf Basis thermohydraulischer Simulationsergebnisse eine Bewertung des 

Gefährdungszustandes eines postulierten Oberflächenrisses in Folge von PTS-

Sequenzen zulassen. Sie ermöglichen einen qualitativen Rückschluss auf die mechani-

sche Belastung des RDB. Zur Identifikation dieser Referenzparameter wurden zunächst 

thermohydraulische Simulationen ausgewählter LOCA-Sequenzen durchgeführt. An-

schließend wurden unter Anwendung von PROST die Lastpfadkurven der Spannungs-

intensitätsfaktoren KI dieser Störfallsequenzen bestimmt und mit dem Verlauf relevanter 

thermohydraulischer Ergebnisgrößen korreliert. Dabei hat sich gezeigt, dass die Tempe-

raturdifferenz über der RDB-Wand (∆TRDB) auf axialer Höhe der postulierten Rissposition 

im Downcomer sowie der radiale Temperaturgradient an der Rissspitze (dT/dr) die 

stärkste Korrelation zu KI aufweisen. 

Die Auswertung der Ergebnisse liefert ein gemischtes Bild bezüglich des Gefährdungs-

potentials eines postulierten 25 mm Oberflächenrisses. Sie zeigt, dass niedrige Werte 

der Sprödbruchübergangstemperatur, welche ungünstige Belastungszustände indizie-

ren, abhängig von der Wahl des Bewertungskriteriums sowohl bei der Analyse der Stör-

fallsequenz mit der kleinsten untersuchten Leckfläche (30 cm²) als auch bei der Sequenz 

mit der größten Leckfläche (0.1 FHKML-Leck) auftreten können. Dabei ist zu beachten, 

dass zusätzliche Spannungen aus asymmetrischer Kühlung durch das angewendete 

eindimensionale Modell nicht in der strukturmechanischen Analyse berücksichtigt wer-

den konnten. Die thermohydraulischen Berechnungen zeigen, dass Asymmetrien bei 

kleineren Lecks deutlich ausgeprägt sind. Dieses Verhalten wurde durch Unter-
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suchungen des Wärmeübergangs und des Temperaturverlaufs im Downcomer anhand 

eines Lecks mit 30 cm² Leckfläche nachgewiesen. Es zeigte sich, dass für eine belast-

bare Bewertung der Gefährdungssituation eine ganzheitliche Betrachtung des ther-

mohydraulischen und thermomechanischen Systemzustandes mit abschließender struk-

turmechanischer Analyse notwendig ist. 

Weiter zeigte sich, dass bei Störfallsequenzen mit Leckflächen, welche Grenzbedingun-

gen nahe dem Abriss des Naturumlaufs aufweisen, die Unsicherheiten in den Analyseer-

gebnissen stark ansteigen und gerade in der Spätphase dieser Sequenzen die Werte 

der berechneten Spannungsintensitätsfaktoren langsamer abfallen. Auch können flache 

Maxima und zeitliche Überlagerungen von Teilphänomenen im Störfallablauf zusätzlich 

zur Unsicherheit der Ergebnisse beitragen. 

Die statistische Auswertung der identifizierten thermohydraulischen Referenzparameter 

sowie der Belastungszustände des postuliert vorgeschädigten RDB zeigt signifikante 

Korrelationen zu dem Bewertungskriterium “Spannungsintensität“. Ebenfalls weitgehend 

signifikante Korrelationen konnten zu der auf Basis des Tangentenkriteriums ermittelten 

Sprödbruchübergangstemperatur RTNDT (tang.) aufgezeigt werden. Außerdem führten 

festgelegte Konservativitäten in den Anfangs- und Randbedingungen, welche auch in 

der Vergangenheit für den thermohydraulischen Teil des PTS-Sicherheitsnachweises 

verwendet wurden, in allen untersuchten Störfallsequenzen zu abdeckenden Ergebnis-

sen der Referenzparameter gegenüber den Unsicherheiten der BEPU-Analysen, sowohl 

in Bezug auf den Spannungsintensitätsfaktor als auch auf die Sprödbruchübergangs-

temperatur RTNDT (tang.). Aus den Ergebnissen zur Sprödbruchübergangstemperatur 

mit Berücksichtigung des WPS-Effektes RTNDT (WPS) hingegen ließen sich kaum be-

lastbare Schlussfolgerungen zur Abschätzung ungünstiger Störfallszenarien ableiten. 

Dies wird primär der großen Ergebnisstreuung in Folge des flachen Kurvenverlaufs im 

Bereich des Maximums der Lastpfadkurven zugesprochen. Es lässt sich schlussfolgern, 

dass eine Ableitung konservativer Anfangs- und Randbedingungen auf Basis von Exper-

tenschätzungen und thermohydraulischen Analysen grundsätzlich möglich ist. Diese 

sollten aber stets z. B. durch Variationsrechnungen oder vollständige Unsicherheitsana-

lysen sowie vollumfängliche strukturmechanische Berechnungen verifiziert werden. 

Zusätzliche Erkenntnis lieferte ein Vergleich der PTS-bezogenen konservativen Betrach-

tung mit einer klassischen konservativen LOCA-Analyse mit der maximalen Hüllrohrtem-

peratur als Zielgröße. Sie machte die unterschiedliche Wirkrichtung konservativer An-

nahmen bei unterschiedlichen Untersuchungszielen deutlich. Es konnte nachgewiesen 
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werden, dass eine konservative LOCA-Analyse mit maximaler Hüllrohrtemperatur als 

Zielgröße nicht geeignet ist, um aus ihren Ergebnissen konservative Aussagen zur PTS-

Problematik abzuleiten. Konservative Annahmen aus der klassischen LOCA-Analyse 

sind demnach nicht auf PTS-bezogene Bewertungen übertragbar. 

Die Sensitivitätsanalyse deckte teils überraschende Einflussfaktoren auf, welchen a pri-

ori nicht eine entsprechende Wichtung zugeschrieben wurde (z. B. Wandrauigkeit der 

Dampferzeuger-U-Rohre bei 30 cm² Leckfläche, Zweiphasenrelativgeschwindigkeit bei 

70 cm² Leckfläche). Diese Einflussfaktoren sind stets anlagenspezifisch und abhängig 

von der konkreten System- und Störfallkonfiguration und können nur schwer vorherge-

sagt werden, was den Wert einer Sensitivitätsanalyse sowie die Notwendigkeit einer An-

lagenspezifischen Modellierung unterstreicht. Mit Hinblick auf die hohe Sensitivität ge-

rade in Bezug auf das Verhalten des Not- und Nachkühlsystems sollte die hier 

entwickelte Methodik deshalb zukünftig auch auf einen Analysesimulator mit realen An-

lagendaten angewendet werden. 

Weiter konnten im Rahmen der Untersuchungen thermomechanische Lasten auf Basis 

eindimensionaler Modelle abgeschätzt werden. Dazu wurden u. a. Erweiterungen am 

strukturmechanischen Analyse-Code PROST vorgenommen. Im Zuge dieser Betrach-

tungen konnten Toleranzgrenzen nach Wilks für Belastungsgrößen des RDB-Materials 

und Sensitivitäten bezüglich der Bewertungskriterien bestimmt werden. Vertiefende 

strukturmechanische Untersuchungen unter Anwendung der ermittelten Unsicherheits-

bänder für die thermohydraulischen Verlaufsgrößen mit einer Betrachtung der Unsicher-

heitsfortpflanzung wären die konsequente Weiterführung der vorgestellten Arbeiten. In 

diesen Untersuchungen könnten dann weiter auch Unsicherheiten bezüglich des Riss-

postulats (Rissform, -größe, -lage) ermittelt und eingeordnet werden. 
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